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We are back to Rio de Janeiro! After the first meeting in this city in 1986, the ENCIT­
Brazilian Thermal Science Meeting, was held in Águas de Lindóia (SP) in 1988, in Itapema 
(SC) in 1990, and returns to Rio de Janeiro as a well established event promoted by ABCM, 
the Brazilian Society of Mechanical Sciences. The IV ENCIT was held on december 1 - 4, 
1992 at the Rio Palace Hotel. 

This volume contains the technical papers presented at the IV ENCIT. Out of the 200 
submitted papers, 172 were accepted for publication, 24 of which are from abroad. These 
papers were selected after a carefull review process which involved 29 lead scientists from 
15 different institutions from 10 states, and with the contribution of 160 reviewers from ali 
over the country. We believe that this review process, besides facilitating the organization 
of the meeting, enhances the participation of the community in the early stages of the 
organization. Six invited lectures were presented at the IV ENCIT, and are also included 
in this volume. 

Due to the success of the short courses in previous meetings, three short courses were 
offered at the IV ENCIT by specialists in the areas of Refrigeration, Multi-phase Flows and 
Computational Heat Transfer and Fluid Flow. 

A new initiative in this event was the organization of the 1st Thermal Engineering Sym­
posium, SIENT-92, held simultaneously with the IV ENCIT. The objective of the SIENT-92 
is to promote the interaction among researchers from the industrial and academic sectors. 
The idea which triggered the organization of the SIENT-92 carne from the observation that 
the participation of the industrial sector in previous events promoted by ABCM was either 
in the format of plenary lectures offered by high-ranking managers, or through the presen­
tation of papers in technical sessions. Although both types of participation are considered 
of great importance and should, therefore, be maintained in future events, the opportunities 
for cooperation were limited, probably due to the necessarily general scope of the former 
and the specific character of the latter. It is believed that a presentation of research areas, 
problems, or future lines of development made by industrial researchers can bridge this gap 
and promote the desired cooperation. 

With this objective, researchers from severa} brazilian industries were invited to present 
their research and development problems, emphasizing the opportunities for cooperation 
with the academic sector. The asbstracts of these presentations are included in this volume. 

The practical results of this initiative can only be measured a posteriori by the joint 
research programs which happen to be conducted in the future by Industry and University. 
We hope that the SIENT be well received by the thermal engineering community, justifying 
its organization in future events. 

Finally, we would like to acknowledge the invaluable work of the Technical Committee 
and of the reviewers who participated in the IV ENCIT. Theirs names are listed in the 
following pages. Our sincere gratitude goes to the sponsors of the meeting who, even during 
these times of severe budget limitations which we are facing, were able to understand the 
importance of the IV ENCIT, and through their financial support made its realization 
possible. 

Welcome to the ENCIT / SIENT /92! 

Organizing and Editorial Committee 

-------" - - :~··· ,, .•... 



Voltamos à Cidade do Rio de Janeiro! Após o primeiro encontro realizado nesta cidade 
em 1986, o ENCIT - Encontro Nacional de Ciências Térmicas - ocorreu em Águas de 
Lindóia (SP) em 1988, em Itapema (SC) em 1990 e agora retorna ao Rio de Janeiro como 
um evento consolidado e sempre promovido pela ABCM- Associação Brasileira de Ciências 
Mecânicas. O IV ENCIT foi realizado no período de 1 a 4 de Dezembro de 1992 no Rio 
Palace Hotel. 

Dos cerca de 200 trabalhos técnicos submetidos ao ENCIT -92, 172 foram aceitos e estão 
publicados neste volume, sendo que, deste total, 24 são provenientes do exterior. Estes arti-' 
gos foram selecionados após um criterioso processo de revisão envolvendo 29 coordenadores 
técnicos, pertencentes a 15 diferentes instituições de 10 estados, e empregando cerca de 160 
revisores de todo o país. Acreditamos que este processo de revisão descentralizado facilita 
o trabalho da comissão organizadora, além de aumentar a participação da comunidade 
nacional nas etapas preparativas do evento. 

Seis palestras convidadas foram apresentadas e seus textos fazem parte deste volume. 
Devido ao sucesso dos cursos em eventos anteriores, no ENCIT-92 foram oferecidos três 
mini-cursos de aperfeiçoamento, por especialistas das áreas de Refrigeração, Escoamento 
Multifásico e Computação em Mecânica dos Fluidos e Transferência de Calor. 

Uma inovação no presente evento foi a realização do I Simpósio de Engenharia Térmica, 
SIENT-92, paralelamente ao IV ENCIT. O objetivo da realização do SIENT-92 é incentivar 
o intercâmbio de idéias e a colaboração entre os setores acadêmico e industrial. Observou-se 
que a participação do setor industrial nos eventos anteriores promovidos pela ABCM ocorria 
na forma de palestras normalmente proferidas por diretores ou presidentes de indústrias ou 
através da apresentação de trabalhos técnicos específicos. Ambos os tipos de participação 
são extremamente importantes e, portanto, devem ser mantidos em eventos futuros. No 
entanto, as oportunidades de efetiva colaboração entre os setores acadêmico e industrial 
dificilmente se concretizavam, talvez devido ao caráter necessariamente geral das palestras e 
demasiadamente específico abordado nos trabalhos técnicos. Acredita-se que a apresentação 
de linhas de pesquisa, problemas atuais ou futuros desenvolvimentos por representantes de 
setores técnicos das indústrias possa vir a preencher este espaço, proporcionando a desejada 
interação entre os participantes. 

Com este objetivo, representantes do setor industrial brasileiro foram convidados a 
apresentar palestras versando sobre seus problemas de pesquisa e desenvolvimento, en­
fatizando as possíveis áreas de cooperação com o setor acadêmico. Os resumos destas 
apresentações estão publicados neste volume. 

Os resultados do SIENT-92 só poderão ser devidamente avaliados a posteriori através 
das colaborações entre universidades e empresas que efetivamente vierem a se concretizar. 
Esperamos que o SIENT seja uma iniciativa bem recebida, que desperte o interesse da 
comunidade de engenharia térmica, justificando sua organização em eventos futuros. 

Finalmente, gostaríamos de agradecer a valiosa colaboração dos coordenadores técnicos 
e revisores que participaram no IV ENCIT. Seus nomes estão listados nas páginas seguintes. 
Nossos sinceros agradecimentos são também estendidos aos patrocinadores, que mesmo 
nesta época de severas contenções de investimentos a qual atravessamos, souberam com­
preender a importância da realização deste evento. 

Bem vindos ao ENCIT /SIENT /92! 

Comissão Organizadora e Editorial 
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ABSTRACT 

An experimental and analytical study on the relationship between void waves and flow 
regime transition are presented for the bubbly /slug flow regime transition. It is shown that 
void wave instabiJity signaJs a flow regime transition. 

INTRODUCTION 

It has been proposed [Bouré, 1988] that void waves may 
trigger a flow regime transition. That is, a propagating per­
turbation in void fraction may induce a local instability which 
leads to a bubble/slug flow regime transition. The low pres­
sure ai r /water data of Tournaire [1987] in vertical conduits 
have indicated the presence of two distinct void waves; one 
associated with the kinematic void wave of bubbly flow, and 
the other associated with Taylor bubbles in slug flow. Unfor­
tunately the details of the bubbly /slug flow regime transition 
could notbe easily seen in this study. ln addition, it has been 
proposed by Bouré [1988] that existing two-fluid models are 
not able to predict the observed flow regime transition without 
the use of an empírica) topological closure law [Bouré, 1988] 
which implicitly introduces a physical model for flow regime 
transition. 

It is the purpose of this paper to address some of the 
shortcomings in these prior studies. It will be shown that void 
wave instability signals a bubbly /slug flow regime transition, 
and that such transitions can be predicted using appropriately 
formulated two-fluid models which do not rely on empírica) 
topological closure laws. 

DISCUSSION 

Let us begin with the consideration of a generalized mul­
tidimensional two-fluid model. The ensemble-averaged con­
servation equations governing each' phase are [Lahey & Drew, 
1990]: 

Mass conservation 

a (aúJk) +,.., ( -x-xp) _r at v • CikPkY.k - k (1) 

Momentum Conservation 

Energy Conservation 

where, 

The associated interfacial jump conditions are: 

Mass jump 

Momentum Jump 

N 

L (Mki + y_k;fk) = ~ 
k=l 

Energy Jump 

(3) 

(4} 

(5) 

(6) 

where mf are the surface-tension-induced interfacial forces, 
and Ef is an interfacial energy source. 

(2) 

where, 

P-1 

ln the above equations, the volume fraction of phase-k 
is defined to be the ensemble average of the phase indicator 
function, 

(7a) 

and the two types of ensemble-averages that appear in the 
equations are: 



fk(!f.,t) = Xkfk/ak (7b) 

and 

f;P(!f.,t) = XkPkfk/akf/k (7c) 

ln order to close the two-fiuid model we must constitute the 
various parameters in Eqs. (1)-(6). ln order to simplify the 
model we shall drop ali averaging notation from here on. 

For bubbly fiow, a number of closure relations can be 
calculated by assuming the irrotational fiow of an inviscid fiuid 
around a single sphere using cell model ensemble averaging 
techniques [Arnold et al, 1989]. 

For example, the bubble-induced Reynolds stress tensor 
for the continuous liquid phase is given by [Nigmatulin, 1979], 

a4:.:e = Ptaa[aLQ,.. !!.,.. + bt(!!.,.. • !!.,..)JJ (8) 

where the bubble-induced parameters are given by [Bieheuvel 
& van Wijngaarden, 1984], al = - 2~, and,bt = - 2

3
0 • 

The interfacial momentum transferis obtained by taking 
the re~ults of Arnold et al [1989] and adding an appropriate 
empirical drag force, which is dueto the boundary layer build­
up on a sphere (ie, shear) and its separation (ie, forro drag), 
and by adding the laterallift force computed by Drew & Lahey 
[1987]. The derivation of these terrns assumes inviscid fiow 
around spherical bubbles. 

The resulting liquid-phase volumetric interfacial momen­
tum transfer force for adiabatic, incompressible air fwater bub­
bly fiows is [Park, 1992]: 

Mli = CvmaaPlS!t.vm + CrotaaPLQ,.. X V X !!.g+ 

+ C1aaPl!!.,.. • VQ; + C2aaPt[!!.,.. • (V!!.,..+ VQ;) + 

+ (V • !!.,..) .1!.,..] - Pti V aa + b.pt(.J!.,.. • .1!.,..) V aa+ (9) 
Cv ,, 

+ a.pt(.J!.,.. • Vaa)!!.,.. + --gPtAi I!!.,.. I!!.,..+ 

+ CLplaa.1!.r X V X !!.t 

where, the virtual mass acceleration is, 

S!t.vm = ( :t + .1!.a • V) .1!.a - ( :t + !!.t • V) !!.t (10) 

The parameter CD is an appropriate interfacial drag coeffi­
cient andA~" is the interfacial area density, which for monodis­
persed bubbles is, 3aa/ Rb. An inviscid calculation for a sphere 
yields [Park, 1992]: CL = ±, Crot = ±, Cvm = CL + Crot = 
le-se- ga- 9b_s 2' 1 - 4' 2 - - 20 ' • - - 2õ' • - 20 . 

It should be noted that for some fiow situations various 
terms in Eq. (9) are more important than others. For exam­
ple, the first term on the right hand side of Eq. (9) is the 
virtual mass force. It will be quite important for two-phase 
fiows which undergo rapid acceleration, but it is negligible for 
quasi-steady-state fiows. Nevertheless ali terms which involve 
space and time derivatives will infiuence the eigenvalues of the 
two-fiuid model. 

The effect of surface tension can be modeled for small 
bubbles by assuming that the interface is a shell made up of 
nearly rigid elastic material. The role of the resultant interfa­
cial stress field is to hold the bubbles in a spherical shape. lts 

P-2 

effect is to transfer momentum in much the sarne way that the 
stress tensor transfers stress. The resultant interfacial jump 
condition is: 

M..g, = -Mt., +V • [aa (g. +(Pai- Pti)l)) (11) 

where, the surface stress tensor is [Park, 1992], 

~ [A A ] g• = Pl a.Q,.. !!.,.. + b. (!!.,.. • !!.,..)l, (12) 

and for a sphere, â. = -:o, b. = 
2

3

0
• Also, for spherical bub­

bles, (Pai - pt;) = 2u / Rb. We normally assume that, ~ = 

:t;;:e = O. ln addition, an inviscid calculation shows [Arnold et 

al, 1989], 

t'::..pt; A Pli - Pt = CvPel!!.,.. 1
2 (13) 

where, for a rising sphere, Cv = 0.25. ln contrast, for an 
oblate spheroid [Lance & Bataille, 1991], 0.6 :-=:; Cv :-=:; 1.7. 

Combining Eqs. (9), (11), (12), (13) and (2), and neglect­
ing any shear-induced turbulence in the liquid, the resultant 
phasic momentum eguations for adiabatic, incompressible 
air/water bubbly fiows are: 

a 
at (aaPa!!.a) +V • (aaPa.l!.g!!.a) =V • [aag.J- aa Vpe-

- C.,maaPlS!t.vm - C,.. 0 taaPl!!.,.. X V X .1!.g-

- (C1- 2Cv)aaPl.1!.,.. • V!!_;-

- C2aaPl!!.,.. • [V!!.,.. + v!!.; + (V • !!.,..)b] - b.pe(!!.,.. • !!.,.. ) V aa-

- a.pt(!!.,.. • V aa)!!.,.. - CLpeaa!!.r x V x !!.t + aaPag_-

Cv "' 
- --gPtAi !!.,..IJZ.,..i- Maw 

:t ( atPt!!.e) + V • ( alPl!/.e!!.t) = V • [ a4:.:e] -

- atVPl- CvPti.1!.,..J
2
Vat + CvmaaPlS!t.v"'+ 

+ CrotagPl X v X :ll.g + ClaaPl!!.,... v!!_;+ 

+ C2aaPl!!.,.. • [V!!.,.. + VQ; +(V •:ll.,..)b] + 

+ b.pt(.J!.,.. • !!.,..)Vaa + a.pt(!!.,.. • Vaa)!!.,..+ 

(14) 

Cv "' + CLplagQ,.. X V X :ll.t + atPtg_ + --gPtAi 1l.,..J1l.,..J- Mt.w 

(15) 
If needed, the mixture momentum equation can be found 

by adding Eqs. (14) and (15) to obtain: 

:t (atPl!/.e + aaPa.!l.a)+ 

+V • [atPl!!.t!!.t + aaPa!!.g.l!.g- (at + â.)aaPl!!.,..Q,..-
(16) 

A 2 ] - aaPt(bt + b.)J:ll.,..J l, = -V(atPl + aaPa)+ 

+ (alPl + aaPa)g_- Mt.w- Maw 



It is interesting to note that for spherical bubbles Eq. (16) 
reduces the mixture momentum equation previously derived 
by Wallis [1991]. 

VOID WAVE ANALYSIS 

We seek to analyze the void wave phenomena implicit in 
the two-ftuid model discussed above. For cçmvenience, let us 
consider the characteristics of the equivalent one-dimensional 
incompressible, two-ftuid model for the case of adiabatic two­
component (i e, ai r I water) two-phase ftow. 

The one-dimensional form of the adiabatic, incompress­
ible mass and momentum conservation equations can be ob­
tained ,by considering the axial (ie, z-directional) component 
of the phasic velocities and forces in Eqs. (1), (14) and (15), 
yielding [Park, 1992]: 

a a 
at (atpt) + a)atpeut) =O (17) 

DeU(. ape aa 
Peae-Dt = -al-a - Cvpeaeu2 __ t. + 

z r az 

+ :z (CrPtO:gu;) + O:tPegcos8 + Cvm.O:gplavm+ 

+C aur 2aa 
mlO:gPt.Ur-a + Cm2PtU __ g + 

. z r az 
Cv "' 1 !t 

+ gAi pe/uriur- 2ett.Pt D: uejuei 

D0 u0 ape a ( 2 p0 a0 --rJt = -a0 "7); + a0 az Cppeat.ur) + 

+ :z ( Cipea0 u;) + a0 p0 g cos 8-

c aur 
- vm.O:gplavm- CmlO:gPlUr-­

az 
2 aa0 Cv '" 

- Cm.2Pt.Ur az - gAi Peiuriur-

1 fow 
- zO:oPo DH ugiuol 

where, for a spherical bubble, 

(18) 

(19) 

(20) 

Ur = Ug - Ut (21) 

Cvm = 0.5, Cp = 0.25, Cr = lLl + bt d' -0.2, 

Cml = C1 + 3C2 = -0.1, Cm2 =a. + b. = -0.3, 

ci = a. + b. = -0.3. (22) 

If we recast Eqs. (17) - (19) into a matrix form, we obtain 
the one-dimensional system of equation as, 

where, 

aw aw 
A-=+B-==Cil!+d = at =az =- - (23) 

(24) 

The system'~ characteristics (i.e., the void wave eigenval­
ues, r±) can be found by solving, 

det(Ar - B) = O (25) 

P-3 

yielding, 

(26) 

where, 

(27) 

(28) 

(29) 

and, 

(30) 

(31) 

.The. well-posédness of a two-ftuid model can be found by 
consi~e~m~ the .system's characteristic given in Eq. (26). We 
note It IS v wh1ch can lead to complex conjugate eigenvalues. 

As can be seen in Fig.-1, the two-ftuid model is well­
posed in O < a0 < 0.13 if we use the constitutive values for a 
spherical bubble (i.e., Cvm = 0.5, CP = 0.25, Cr = -0.2, ci = 
0.3: Cml = -0.1, Cm2 = -0.3). Interestingly, the well-posed 
reg10n decreases somewhat with increased values of virtual 

mass, C""'' and may increase significantly when the interfa­
cial pressure difference parameter, CP, is increased. 

We find in Fig.-2 that the system's characteristics also 
vary with different values of the two-phase Reynolds stress 
(Cr), the interfacial stress (Ci), as well as the velocity gradi­
ent and the void fraction gradient parameters ( Cml and Cm2, 
respectively). Interestingly, the well-posed region decreases as 
the two-phase Reynolds stress is increased, which is in contrast 
to the results of some previous studies [Pauchon & Banerjee, 
1988] in which a more simplified two-fl.uid model was used. 

The dispersion relation of Eq. (23) can be derived by first 
linearizing Eq. (23), resulting in: 

where, 

A aów + B aów = c' ów 
=O at =O az =O -

(32) 

(33) 

We now assume a modal solution to Eq. (32) of the form, 

aw = w'ei(kz-wt) (34) 

where, k = 211' I À is the wave number and w is the angular 
frequency. 
We find that the only non-trivial solution is for, 

det[A - (~) B - iC' lw] =O =o w=o -O 
(35) 

The roots, w I k, of Eq. (35) yield the dispersion relation of 
the two-fluid model. That is, the relationship between the 
frequency and wave number of the various propagating pertu­
bations. 



It is interesting to note that for the high frequency limit, 
we recover essentially the sarne eigenvalues as given by Eq. 
(25). That is, r~ wjk. 

It is also important to note that in the propagating void 
wave data, to be discussed subsequently, the wave number is 

· complex (ie, k = kR + ikr). Thus, Eq. (34) can be rewriten 
as: 

óiJI = iJ11 e-krz e'k~t(z-Ct) (36) 

where kr are the various frequency dependent dampíng coeffi­
cients, and C = w / kR are the various celerities. ln particular, 
c;= are the two void wave celerities. 

THE ANALYSIS OF FLOW REGIME TRANSlTION 

The data, to be discussed !ater, indicate that bubble clus­
ters are formed as the global void fraction is increased. Typ­
ical bubble clusters in air/oil flows are shown in Fig.- 3. If 
these clusters stay intact long enough for the interestitial liq­
uid between the bubbles to drain sufficiently then the bubbles 
will coalesce, forming larger bubbles. Indeed, as can be seen 
in Fig. -4, this process leads to the formation of the Taylor 
bubbles which characterize slug fiow. lt should be noted that 
wake effects promote the formation of bubble clusters [Bilicki 
and Kestin, 1987], while liquid phase turbulence acts to break 
them up [Thomas, 1981]. 

The dynamics of bubble cluster formation and breakup, 
as well as bubble coalescence, is fairly rapid for fiuids such 
as water which have relatively low viscosity. ln contrast, for 
the air/oil mixtures used by Park [1992], these processes occur 
much more slowly, and thus they were much easier to visualize. 

If a two-fiuid model is to be able to predict flow regime 
transition, it is necessary to develop and use new transport 

equations which contain the appropriate physics. To this end, 
let f(v,r.,t) be the bubble (and bubble cluster) size volume 
distribution function, such that f( v,r., t)dv is the number of 
bubbles per unit volume, at spatial position r and time t, 
having volume between v and v+ dv. The bubble number 
density (N 111

), average radius (Rb), interfacial area density 
(A:"), and the local void fraction (a), are given by the zeroth, 
1/3, 2/3 and first moments, respectively, of this distribution 
function, andare given by [Navarro-Valenti et ai, 1991]. That 
IS: 

N"' (r,t) =~o= f(v,r,t)dv (37) 

( 
3 ) 1/3 roo 

Rb(r.,t) = 
4

1!' lo v113 f(v,r,t)dvjN"'(r,t) (38) 

A~"(!:,t) = (361!') 113 fooo v213 f(v,r,t)dv (39) 

and, 

a(r,t) = fooo vf(v,r,t)dv (40) 

We also note that the average volume of the bubbles (v) 
is given by, 

v(r,t) = fo:vf(v,r,t)dv _ ,, 
fo f(v,r,t)dv - a(r,t)/N (r,t) (41) 

The transport equation which quantifies the distribution 
function can be obtained by performing a balance of the losses 

and gains due to bubble cluster breakup and formation. This 
is given by, 

àf(vr,t) 
àt +V'•[f(v,r,t).Y.0 (r,t)] = B(v,.r,t)+C(v,r.,t) (42) 

where .Y.
0
(r.,t) is the average velocity of the bubbles/clusters, 

and B(v,r.,t) and C(v,r.,t) are the rates of bubble clusters 
breakup and formation, respectively. 

It can be assumed that during bubble cluster formation 
or breakup, the total volume of gas does not change. For 
example, a bubble of volume u and a bubble of volume (v- u) 
can result in the formation of a bubble cluster of volume v. 

The probability of the formation of a bubble cluster from 
two bubbles (or clusters) is assumed to be proportional to the 
product of their distribution functions and coalescence kernel. 
The total rate of change will be given by the integral of ali 
possible combinations, and can be expressed as: 

1 {" C(v,r,t) = 2 lo c(u,v- u)f(u,r,t)f(v- u,r,t)du-

-~o= c(u,v)f(u,r,t)f(v,r,t)du 
(43) 

The first term in Eq. (43) represents the gain in the 
number of bubble clusters of volume v due to groupings of 
smaller bubbles (or bubble clusters). The second term in Eq. 
(43) represents the loss in the number of bubbles of volume v 
due to the grouping of a bubble of volume v with any other 
size bubble. The factor of one-half in the first term avoids 
double counting. 

Next, the change of f( v,r, t) dueto bubble cluster break­
up is given by: 

B(v,r,t) =~v= b0 (u,v)f(u,r,t)du- {
1 

bL(v,u)f(v,r,t)du 

(44) 
This equation implies that the gain of f(v,r,t) due to 

breakup of bubble clusters of volume v depends on the distri­
bution function of the bubble clusters with volume bigger than 
v being shattered, multiplied by a breakup gain rate, b0 

( u, v). 
It also implies that the loss of f(v,r,t) dueto the breakup of 
bubble clusters of volume v to produce smaller bubble clusters 
(or individual bubbles), depends on the distribution function 
of bubbles of volume v, multiplied by a cluster breakup loss 
rate, bL (v, u). The relationship between these two kernels 
can be obtained by using the condition that the void fraction 
gained from cluster breakup has to be equal to the loss due to 
breakup . . This condition can be expressed by integrating the 
breakup loss and breakup gain kernels over ali the volumes 
that gain from bubble cluster breakup: 
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fotl vbL(v, u)du = htl ub0 (u, v)du (45) 

ln the particular case in which one asumes that the bubble 
clusters break in half. Eq. ( 45) reduces to: 

bL(v,u) = 2b0 (u,v) (46} 

The mechanistic modeling of the kernels for coalescence 
and breakup will be discussed in the next section. 

Ifwe substitute the bubble cluster formation and breakup 
rate expressions, Eqs. (43) and (44), into the balance equation 



for the distribution function, Eq. (42), and use the constraint 
given in Eq. ( 45), we obtain: 

aj(~,;r.,t) + "ile (f(v,r,t)yg) = 100 
bG(u,v)f(u,r,t)du-

- -bc(u,v)f(v,r,t)du+ 1"u 

o v 

1 {" + 2 lo c(u,v- u)f(u,r,t)f(v- u,r,t)du-

- foco c(u,v)f(u,r,t)f(v,r,t)du 

(47) 
It is interesting to note that the inclusion of Eq. ( 47), or 

any of its moments, into the two-fluid model (eg, as a trans­
port equation for N"') will add another eigenvalue (>.) to the 
system, however it just will be the convective velocity of the 
bubble/clusters, lfu· 

Breakup and Coalescence Kernels ln order to solve the 
balance equation for the probability distribution function, Eq. 
( 4 7), it is necessary to constitute the cluster bubble breakup 
and formation kernels, bG ( u, v) and c( u, v), respectively. 

An important factor in bubble cluster formation is the 
velocity defect, ó.ue, in the wake of the leading bubble(s), 
which tends to accelerate the trailing bubbles causing then to 
overtake the leading bubble(s), thus forming bubble clusters 
[Bilicki and Kestin, 1987]. 

Since the kernel C represents the· volume per unit time 
involved in bubble cluster formation, it can be modeled by 
considering the velocity difference in the wake behind the lead­
ing bubble, and is defined as the volume Vc 1 that the trailing 
bubble has to occupy at time t - dt to intercept the leading 

bubble/cluster at time t, per unit time (ie, Vc1), multiplied 
by the probability, P, for the trailing bubble to be in the 
wake of the leading bubble(s). As can be seen in Fig.-5 (ie, 
cross hatched area) this probability is the cross section for 
bubble / bubble-cluster interaction. Hence, 

(48) 

where, r. = (rb1 + rb2). and ó.ue is the velocity difference in 
the wake of the leading bubble, which is given by [S~hlichting, 
1979]: . 

(49) 

and Cn is the drag coefficient of the bubble, ç ~ (rbt + rb2 ) is 
the axial separation between the centers of the two bubbles, 
k1 is a constant of proportionality which, together with ali the 
other constants that follow, can be included in a bubble cluster 
formation rate, co, and is thus determined from experimental 
data. 

An appropriate drag coefficient is Harmathy's model for 
distorted bubbles: 

C - ~ [g(pt- Pu)] 1/2 
D - 3 u(l - a) rb1 

Substituting Eqs. (49) and (50) into Eq. 
grating, we obtain: 

(50) 

( 48) and inte-

(51) 

The probability that a bubble will be in the wake of a leading 
bubble is assumed to be proportional to the area occupied by 
the wake: 

(52) 

where b is the radius of the wake at location r, and is given 
by [Schilichting, 1979]: . 

( )
1/3 2/3c1/3 b = k4 Tb1 + Tb2 rb1 D (53) 

Thus, the bubble cluster formation rate is: 

The total bubble cluster formation kernel must consider 
two possibilities: that bubble-1 is the leadinng bubble (cet) or 
that bubble-2 is the leading bubble (ct2)· Thus, 

c(rbt, rb2) = Cll (rbl, Tb2) + Ct2(rb2, rbl) (55) 

Substituting Eq. (54) into Eq. (55) we obtain: 

c(rbl,rb2) = ks [(r~1 + rg2)(rb1 + rb2)
2

] (56) 

Now, transforming Eq. (56) in terms of bubble volumes, 
u and v, we obtain: 

(57) 

where c0 is the rate of bubble cluster formation. 
On the other hand, for the bubble cluster breakup kernel, 

it is assumed that a bubble cluster of volume u will break 
into a pair of bubbles (or bubble clusters) with volume v and 
u- v, with a probability which is symmetric about u/2. Since 
breakup is only considered for bubble clusters (ie, individual 
bubble breakup is not expected to be of any importance), 

there should be a minimum bubble volume above which a 
cluster, instead of an individual bubble, exists and, therefore 
this should be the minimum volume at which breakup will 
occur. ln particular, the minimum volume for breakup is that 
of the maximum size individual bubble. 

A convenient norrrialized symmetric distribution for bub­
ble cluster breakup in given by: 

v(u-v) 
bG(u,v) = 12bo 

3 
H(v- vc) (58) 

u 

where Vc the criticai volume above which the bubble clus­
ters may break into individual bubbles, H( v- vc) is the Heav­
iside step operador, and b0 is the rate of bubble cluster break­
up, which must be determined experimentally. 

Substituting these bubble cluster formation and breakup 
kernels into Eq. (47) we obtain: 

at(v,r,t) "il (!( ) ) _ 
at + • v,r,tyu-

= 12 roo bo v(u ~v) H( v- Vc)f(u,r,t)du-
1, u 

- 12 {" b0 v(u ~v) H(v- vc)f(v,r,t)du+ 
lo u 

1 {" + 2 lo cov[u113 +(v- u) 113
]
2 f(u,r,t)f(v- u,r,t)du-

-100 co[u + v][u113 + v113
]
2 f(u,r, t)f(v,r, t)du 

(59) 
Due to the obvious complexity of Eq. (59), it is not pos­

sible to solve it analytically, but since we are normally only 
interested in the moments of this equation, we may proceed 
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by determining the moments of the probability distribution 
function, f(v,r.,t). 

ln order to simplify the task, the bubble cluster volume 
range can be divided into two groups; group-1 includes ali 
bubbles with a volume smaller than the criticai volume, Vc, 

thus it is comprised of the individual bubbles. ln contrast, 
group-2 includes the bubble clusters. 

For example, if we determine the zeroth moment of Eq. 
(59) for the bubbles in group-1 we obtain the conservation 
equation for the number density of the individual bubbles 
(N~") as: 

aN~" ,, 
fit +V • (N1 Y.ad = bo(6M-z,- 4M_3,)-

- co [ Msf3 1 N"' + Ms;3N~" + 2M4f3 1 R'" + 2M4/3R~' + 
fll llt ( III III III ) ] + A,; a1 + aA,;, - M5;3, N1 + 2M4;3, R1 +A.:, a1 /2 

(60) 
where Y.g 1 is the average velocity of the individual bubbles and 
M.:; is the 1-th moment of f(v,r.,t) for the P" bubble group 
(j = 1, 2), defined as: 

r· M.:, =lo vi f(v,r.,t)dv (61) 

and, 

make some assumptions in order to dose the system with a 
finite number of equations. To this end, we may perform a 
Taylor series expansion around the average volume for the 
corresponding group in the definition of the moment M.:r 

For example, let us consider: 

r· Mi, =lo v• f(v)dv (66) 

A Taylor series expansion around volume v0 yields: 

v'~ v~+ iv~- 1 (v- v0 ) (67) 

Hence, Eqs. (66) and (67) imply, 

Thus, 

r· Mi,~ lo [v~+iv~- 1 (v-v0)]f(v)dv 

r· r· M.:, ~(v~- iv~) lo f(v)dv + iv~- 1 lo vf(v)dv 

Using Eq. (37) and ( 40): 

. ' ,, . 1 
Mi, ~ vô(1- i)N1 + iv~- a 1 (68) 

Mi, = {oo vi f(v,r., t)dv 
lv. 

If we take v0 as the average volume of the bubbles in 
(62) group-1, 1Jt, Eq. (41) implies: 

Following the sarne procedure as before, the conservation 
equation for the void fraction of the individual bubbles is given 
by the first moment of Eq. (59) as: 

oa1 7Jt +V • (a1Y.atl = bo(4M-z,- 3M-32 )-

- co [ Ms;3, N 111 + Ms;3a1 + 2M7 f3 1 R
111 + 

+ 2M4/3M4f3, + A:" Mz, + aMs;3, - ( Msf3 1 N~" + 

+ 2M1 f3 1 R~' +A:': Mz,) /2] 

(63) 

Similarly, the conservation equation for the number den­
sity of the bubble clusters (N~") is: 

,, 
oN

2 
,, ,, 

fit +V • (N2 Y.g2 ) = bo(N2 + 6M_z,- 4M_3,)-

[ 
III "' III - co M5;3,N + M5;3N1 + 2M4;3,R + 

(64) ,, ,, ,, ( ,, 
+ 2M4;3Ri + A.: az + aA.:, + M5 ; 3, N1 + 

+ 2M4f31 R~' + A:': a1) /2] 

Finally, the void fraction of the bubble clusters (a2 ) can 
be determined using the fact that the total void fraction (a = 
ag) is not changed dueto the formation or breakup of bubble 
clusters. Thus, 

az =a- a1 (65) 

The determination of the conservation equations for each 
of the moments involved in these equations would require an 
infinite number of equations to solve for the moments of each 
group, since the transport equation for moment M.:1 will in­
troduce higher moments and so on. Thus, it is necessary to 
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a1 
à v1 = N"' vo - 1 

Hence, Eqs. (68) and (69) yield: 

a1 . ,, . al 

( )

i ( )i-1 
M.:, ~ N~" (1- 1)N1 + t Nt a1 = 

-(a1)i "'--i"' - -,-, Nl - v1Nl 
Nl 

ln general, we have: 

Mi; ~ v;.N~." 

(69) 

(70) 

(71) 

where ti; is the average volume of the bubbles in group-j, and 
is given by a definition analogous to the one in Eq. (41). That 
is, 

a; 
v;= N'." 

J 

(72) 

This approximation allows one to obtain the ith moments 
as a function of the independent variables, Nt, a 1, N;' and 
a 2 , and thus the system is closed with four transport equa­
tions in addition to the six conservation equations for phasic 
mass, momentum and energy. That is, if we substitute the 
approximation given in Eqs. (71) into the balance equations 
for the number density of the individual bubbles, Eq. (60}, 
we obtain: 



(73) 
Now, introducing the definition of the average volume 

for the individual bubbles, v1 , and for the bubble clusters, v2 , 

given in Eq. (67), the balance equation for the number density 
of the individual bubbles, N~", can be expressed in terms of 
the variables a1, a2 , N~" and N~" as follows: 

,, 
aN1 ,, -2 "'3 -3 '"4 iJt +V' • (N1 ~gd = bo(6a2 N 2 - 4a2 N 2 )-

5/3 ,, 1/3 5/3 ,, -2/3 ,, 5/3 ,, -2/3 ,, 
- c0 (6a 1 N 1 + a 2 N 1 N 2 + a 2 N 2 N 1 + 

4/3 ,, -1/3 1/3 "'2/3 4/3 ,, -1/3 1/3 '"2/3 + 2a2 N2 a 1 N 1 + 2a1 N 1 a 2 N2 + 
2/3 ,, 1/3 2/3 ,, 1/3 + a 2 N 1 a 1 + a 1 N 1 a2) 

(74) 
Following the sarne procedure with the other balance equa­
tions we obtain: 

(76) 
Before we evaluate this model for steady, fully developed 

two-phase flow, it is convenient to nondimensionalize the re­
sults as: 

ô:=ah 

where, 

A,,, A'" 1/3 / ,... = bo/co 
i = i Vc I 1 

The numerical results obtained for the total, individual 
bubbles' and bubble clusters' number densities, fl"', .N~" and 
.N~", respectively, are shown in Fig. 6. We note that for very 
low ô:, "N'" ~ .Nt, since the system is composed of only indi­
vidual bubbles. This indicates that for either very low void 
fraction, very high breakup rates (b0 ), or very low bubble clus­
ter formation rates (c0 ), bubble clusters will not be present. 
This behavior is physically reasonable. 

As the nondimensional void fraction, ô:, is increased fl"' 
and N~" increase up to a maximum and then N~", ~~arts de­
creasing as more bubble clusters are formed, thus N2 contin­
ues increasing. This behavior continues up to a point where 
a steady-state solution could no longer be obtained. On per­
forming a linear stability analysis of the system of conservation 
equations for N:" and O!i, it was found that this is the point 
at which the decoupled system becomes unstable. 

The fact that an instability has been obtained by model­
ing the interfacial geometry of the two-phase system and the 
physics of bubble cluster formation and breakup, implies that 
this model may be capable of predicting the bubbly /slug ftow 
regime transition. 

The corresponding * total non-dimensional interfacial 
area density, Â~, = Â~': + Â~';, is plotted against ô: in Fig. 

-7. As can be seen, Â~, increases with ô: when the flow is pri­
marily individual bubbles. However as ô: is further increased, 
it reaches a peak and then decreases as a significant number 
of bubble clusters are formed. 

On the other hand, as can be seen in Fig. 8, the steady-

state solution for Rb, the effective mean bubble radius, in­
creases slowly for small ô: but then starts increasing rapidly 
as large bubble clusters (having large equivalent bubble radii) 
are formed. 

ln arder to complete this model, it is necessary to deter­
mine the relationship of the parameters used herein, 1 and Vc , 

with properties of the ftow. This has been done empirically 
using air jwater data [Kalkach-Navarro, 1992]. The results are 
shown in Figs. 9 and 10, in which 1 and Vc are plotted against 
the local void fraction, a, and the nondimensional liquid film 
drainage time, r t, which is defined as the time it takes for the 
liquid film entrapped between adjacent bubbles to drain [Dou­
vliez, 1991], divided by the average time the bubble. cl~sters 
remain intact (ie, before they are knocked apart by hqlild ed­
dies). The nondimensional liquid film drainage time is given 
by [Kalkach-Navarro, 1992]: 

312 113 713 
* 31.09pe Ur Ee Db (77) 

r = a3/2 

where, Ur is the relative velocity between the bubbles and the 
adjacent liquid, Db is bubble diameter and Ee is the dissipation 
in the liquid. 
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For other liquids one must multiply the right hand side 
of Eq. (77) by the ratio, (óc-H 1o/óc-:r_}112 , where Óc-x is the 
criticai liquid film thickness of liquid-x for bubble coalscence 
to occur. For the mineral oil used in Park's study [1992], 
(óc-H 1 o/ óc-oiz) 112 = 2.77. 

EXPERIMENTAL PROGRAM 

A two-phase air/oil flow loop was constructed to investi­
gate void wave propagation and bubbly /slug flow regime tran­
sition phenomena in two-phase flows. The schematic diagram 
of the experimental dacility is shown in Fig.- 11. 

To obtain easily observable bubbly /slug ftow regime tran­
sitions, mineral oil was selected as the liquid phase. The den­
sity and the viscosity of the mineral oil used were, Poit = 
0.86Pwater and I-Loit = 116~-twater· 

An electromechanical shaker was installed, and used when 
necessary, to generate a sinusoidal pertubation in the flow field 
to improve the single-to-noise ratio. ln contrast to air/water 
data [Tournaire, 1987] the use of the shaker in this study was 
only required at low liquid flow rates. 

The measurement system was composed of four global 
Auburn capacitance void probes, a differential presure mea­
surement system, and severa! calibrated air and oil flow rate 
rotameters. As can be seen in Fig.-12, to measure the prop­
agating void waves, the capacitance probes were installed at 
four different elevations along the wave guide. The output 
analog void wave signals were digitized and procesed in an 
IBM AT Computer. 

As shown in Fig.-13, the wave guide was made of a trans­
parent plexiglas tube in which a stainless steel rod was located 

t Note Eq. (71) implies, A~~ = (36:n-)113 M 2 ; 3r 



at the center of the tube. This rod was electrically grounded 
and used as a part of the capacitance void gauge. Thus, the 
fiow area was a concentric annulus, the hydrodynamic diame­
ter of which was DH = 17.2mm. 

The develoing length for the bubbly fiows in this test rig 
(i.e., the distance from the inlet to the location of the lowest 
void probe) was Ln~ 55DH. This was found to be adequate 
to assure fully developed two-phase fiows. 

Since the maximum spacing between the void probes was 
65 cm, the detectable void wave length was limited. Fortu­
nately, it has been found [Bouré, 1988] that a typical void 
wave length does not exceed about 50 cm when ie ~ 50cmls. 

The void fraction signals detected by the Auburn impe­
dance void meter were calibrated for low liquid velocities 
against a global void fraction measurement which was deter­
mined from differential pressure drop measurementes in the 
wave guide. 

The void wave signals were analyzed using a cross cor­
relation, R12 (r), technique. That is, the instantaneous void 
pertubations at location-1, 8o:(z1 ,t), and location-2, 8o:(z2,t), 
were processed as [Bendat and Piersol, 1971]: 

11T R12(r) = lim - 8o:(z1,t)8o:(z2,t + r)dt 
T-+CXJ T o 

(78) 

The vàlues of r for which R12 (r) was a relative maximum 
define the celerity of each void wave. For example, if we had 
two distinct void waves the two celerities were determined by, 

Cal = 6.zlrMAX1 (79) 

Ca2 = 6.ziTMAX2 
(80) 

where, TMAX is the value of r for which R 12 (r) was a maxi­
mum, and 6.z is the spacing between capacitance void gauges 
1 and 2. 

A typical cross correlation function for air I oil data is 
given in Fig.-14. As can be seen two distinct peaks are evi­
dent. The peak at TMAX 1 is associated with the buble clusters 
and that at TM AX, with the kinematic void wave of bubbly 
fiow. 

Void wave celerities (Ca) and spatial damping (kr) data 
have been compared with theoretical predictions. The fastest 
void wave celerity was found to be due to the motion of the 
bubble clusters in the bubbly fiow regime, or Taylor bubbles 
in the slug fiow regime. lt was found that the signals due to 
bubble cluster propagation were strongly amplified in the bub­
bly lslug fiow regime transition region, signaling a fiow pattern 
transition. ln contrast, amplification of this void wave celerity 
was significantly reduced in the slug fiow regime. 

The speed of the classical kinematic void wave for bubbly 
fiow was always slower than the speed of the bubble clusters. 
The kinematic void wave signals were found to be slightly 
damped at low void fraction and became significantly more 
damped as the void fraction increased. 

The linear dispersion model discussed previously was used 
to predict void wave speed and its dampinglamplification. For 
purposes of comparison, the kinematic void wave and the void 
wave characteristics were also considered. It was found that 
the present model not only agrees with the airloil data of Park 
[1992] but also the airlwater data obtained by Bouré [1988]. 

The Speed of Bubble Clusters and Taylor Bubbles. As 
discussed above, bubbles have a tendency to group together 
and form clusters. This phenomena has been previously ob­
served in airlwater mixtures by Saiz-Jabardo & Bouré [1988], 

although it was notas pronounced in the airloi! data discussed 
herein. 

As can be seen in Fig.-15 for an airloil mixture, the speed 
of the bubble clusters increase as the void fraction is increased 
in the bubbly fiow regime and the bubbly-to-slug fiow regime 
transition region. However, when Taylor bubbles are formed 
(i.e., when operating in the slug fiow regime), the Taylor bub­
ble speed does not change as significantly with void fraction. 

lt should be noted that the bubble cluster's celerity in the 
transition region involves relatively large errors due to irreg­
ularity in the shape and size of the bubble clusters and due 
to the sporadic nature of bubble coalescence. Nevertheless, 
bubble cluster speed for ie = O.Ocml s in the bubbly fiow and 
transition regions was found to be well correlated for air I oil 
fiows by [Park, 1992]: 

Uc!ustersO = AexpB a (81) 

where, for oillair fiow, A= 4.385cmls and B = 10.73. 
When void fraction was further increased, Taylor bubbles 

occurred. There are many works on the terminal rise velocity 
of Taylor bubbles [eg, Cliff et ai., 1978]. Among these, the 
most appropriate terminal rise velocity in the viscous fiows 
h as been found to be: D2 ( _ ) 

oil _ k . g b Pt Pg (82) u.lu.g - mi 
J.Ll 

where koil = 0.01 was obtained by While & Beardmore [1962] 
and Wallis [1969]. 

When it "I O, the speed of the bubble custers can be 
approximated by, 

Uc!usters = Uc!ustersO + Ut = Uc!ustersO + itl(1- o:) (83) 

where Uc!ustersO is given by Eq. (81). 

PREDICTIONS OF THE DATA 

A comparison of the correlations and models with the 
airloil data discussed herein is shown in Fig.-16. It can be 
seen that the celerity of the bubble clusters and the Taylor 
bubbles is well correlated by Eqs. (81) and (82), respectively. 
Moreover, it can be seen that two-fiuid model, given by Eqs. 
(17)-(22), is able to predict the slower void wave associated 
with bubbly fiow. Indeed, the celerity, from the model's dis­
persion relation, and also the kinematic void wave speed (i.e., 
the low frequency Iimit of that celerity), agree with the data, 
and each other, rather well. lnteresingly, the corresponding 
eigenvalue (ie, the higher frequency limit of the void wave 
celerity, r;t"), also predicts the speed of the bubbly fiow's void 
wave at void fractions of up to about 13%, at which point the 
eigenvalues become complex. 
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Similar agreement is seen in fig.-17 for air lwater data of 
Bouré [1988]. ln particular, the correlation for a Taylor bubble 
and the two-fiuid model's kinematic void wave speed yield 
good agreement with Bouré's air lwater data [Park, 1992]. It 
is important to note, however, that because of the relatively 
short lifetime of bubble clusters in turbulent air lwater fiows, 
they were not measured by Bouré [1988], although they were 
visually observed. 

One of the most important measurements in the airloil 
void wave experiments of Park [1992] was the measurement of 
the spatial damping coefficient, kr,.

2 
(m- 1

). As can be seen in 
Eq. (36), when kr,., < O the propagating perturbations are 
unstable. 

Typical airloil two-phase fiow data are given in Fig.-18. 
As can be seen the pertubations are damped for the bub­
ble fiow regime (ie, k1,., > 0). However, as the global void 



ftow regime (ie, k1,.
2 

> 0). However, as the global void frac­
tion, a, was increased the \Toid wave pertubations became un­
stable (ie, k1a

2 
< O at a frequency of about 2 Hz), indicating 

a cascade in the formation of bubble clusters, and a resultant 
ftow regime transition. Interestingly, Fig.-18 shows that, when 
using air/oil mixtures, void wave instability was measured at 
a global void fraction which was dose to the point at which 
the two-ftuid model becomes ill-posed (ie, a = 0.13). Never­
theless, as we shall see, a properly formulated two-fluid model 
can predict the observed flow regime transition, and the in­
stability associated with flow regime transitions always occurs 
prior to the system becoming ill-posed. 

Once Taylor bubbles were formed, and the bubbly /slug 
ftow regime transition was complete, the void wave pertuba­
tion was no longer unstable (ie, k1 ~ O) as void fraction is 
increased further. These quantitative measurements are in 
agreement with visual observations and clearly indicate that 
void wave instability signals a bubbly /slug flow regime tran­
sition. 

Next, Iet us compare the extended two-fluid model with 
the air / oil data of Park [1992]. The extended two-fluid model 
is given by Eqs. (17)-(22), as well as by Eqs. (7 4), (75) , (76) 
and (65) . We can again write this model in the matrix form 
given by Eq. (23) t, except that the state variable vector is 
now given by: 

,, ,, T ) 
~ = [au0 uepeN1 N 2 al] (84 

and ,4, B , &C are now 7 x 7, rather than 4 X 4, square ma­
trices . 

The dispersion relation for the extended two-fluid model 
can be determined as before, and is again given by Eq. (35). 
The predicted damping coefficient, k1 (m- 1 

), for the void wave 
associated with the bubble clusters (Ca 2 ) is compared with the 
air / oil data of Park [1992] in Figs.-19 & 20 [Kalkach-Navarro, 
1992]. We see that there is good agreement with these data. 
ln particular, we see that the point of neutral stability (ie, 
the dark point where kJ = o), where flow regime transition 
was actually observed, is well predicted and that the Ca 2 void 
wave, which is associated with the bubble clusters, becomes 
unstable as the global void fraction (a) is increased beyond 
this point, signaling a flow regime transition. Moreover, it was 
found [Kalkach-Navarro, 1992] that in ali cases the predicted 
instability occurs before the system of equations becomes ill­
posed . Indeed, in most cases the system never became ill­
posed since near flow regime transition a 1 decreases rapidly 
as a is increased, and thus r;t"

1 
and r;;

1 
never coalesce (ie, they 

do not beco me complex conjugates). 
The sarne dispersion relation was compared with the fre­

quency dependent spatial dampling air fwater data of Bouré 
[1988]. Although there is not too much data available, fairly 
good agreement is indicated in Figs. 21 & 22 with the ex­
tended two-fluid model's predictions. Moreover, it is interest­
ing to note in Fig.-21 that the predicted, and measured, global 
void fraction for bubbly /slug flow regime transition in this low 
pressure air /water experiment was about 30%. This result is 
in excellent agreement with the well-known "rule of thumb" 
for the bubbly /slug flow regime transition. 

These results clearly show that a properly formulated 
two-fluid model is inherently capable of predicting flow regime 
transition. 

SUMMARY AND CONCLUSIONS 

It has been shown that bubbler cluster void wave instabil­
ity implies flow regime transition, and that a properly formu-

t Noting a 0 =a= a1 + a2. 

lated two-fluid model should be able to mechanistically predict 
flow regime transition. This represents a significant break­
though, one that opens the dor to the development of two­
fluid models which are free of empirical flow regime transition 
criteria (ie, flow regime maps). Indeed, there does not appear 
to be any fundamental reason why all flow regime transitions, 
including the effect of phase change, cannot be predicted in a 
similar manner. 
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ABSTRACT 

Deta.iied description of transport and reaction in inert and combustibie porous media requires ex­

aminations of: the r a tio of the reaction zone thickness to the pore ( or parti ele) size, the extent of 

thermal nonequilibrium between the solid and gaseous phases, the gaseous and solid phase chemicai 

kinetics, and the extent of solid-gas and solid-liquid phase changes. Here we first examine the fun­

damentais of transport phenomena in porous media and then review some of the pending questions 

in combustion in inert and combustible porous media. The need for the pore-levei examination, for 

accurate predictions, is addressed. 

NOMENCLATURE 
reactant A, or prc-exponential factor (min- 1), or area (m 2 ) 

product 

reactant B 

Bond number (= gptd2 /cr) 

specific heat (J /kg-K) 

average interparticle spacing 

mass fraction of spccies A 

diameter (m) 

contact diameter (m) 
mass diffusivity (m 2 /s) 

dispersion tensor 

activation energy for re«ct.ion (.J /kg) 

gravity constant (m/s2 ) 

interfacial coefficient 

diffusion controlled re«ction (kgjm3s) 

heat of formation (J /kg) 

thermal cond uctivity (W jm2-K) 

reaction consl.ant 

thermal conducLivity tensor 

kinetically controlled reaction (kg/rn3s) 
Lewis number 

Peclect number 

gas constant (J/kg-K) 

Sherwood number 

time (s) 

temperature (K) 

meiting temperature of pure A (K) 

melting temperature of product A[l ( K) 

adiabatic tempcrature (K) 

melting temperaturc of pure B (K) 

velocity (m/s) 

volume (m3
) 

spatial coordinate (m) 

mass fraction 
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Greek symbols 

o: thermal diffusivity (m 2 /s) 

ó1 combustion front thickness (m) 

porosity 

À wavelength 

p density (kg/m3 ) 

cr surface tension (N /m) 

<I> equ ivalence ratio 

Superscripts 

d 

l 

s 

dispersion 

liquid 

solid 
Subscripts 

A species A 

a ash 

B 

D 

e 

f 
g 

gp 

I 

I! 

m 

o 

s 

u 

us 

() 

species B 

Darcy 
effective 

front or fluid 

ga~ 

gaqeous products 

initial 

inert 

liquid 

mass or mclting point 

reference , or oxygen 

solid 

upstream 

unburned solid 

x-coordinate 

local volume averaging symbol 
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FIG. 1. A classification of combustion in porous media. 

1. INTRODUCTION 

When ait exothermic reaction releases a sufficient amount of heat, a 

chemical reaction can be sustained in porous media. Because of the 

rather large total ( combined molecular, dispersive, and radiative) ef­

fective thermal conductivity the peak reaction temperature needed for 

sustained reaction is lower in porous media ( c?mpared to plain me­

dia). The reaction can occur in the gas phase only, as in premixed 

gaseous combustion in the radiant porous burners, or in both the 

gaseous and solid phases as in smoldering combustion, incineration, 

and in combustion synthesis. The concentration or dominance of reac­

tion (a heat source) in one of the phases causes a local thermal ( and 

through the chemical kinetics, a chemical) nonequilibrium. Associ­

ated with large pores (o r parti eles) is a large gradient in temperature 

(and concentration) across a pore (i.e., for large pores the reaction 

zone is only a few pore size thick), and therefore, conventionallocal 

volume-averaged treatments cannot accurately describe and predict 

the transport and reaction and the need arises for some modifications 

based on detailed pore-leve! examinations. Figure 1 gives a classifica­

tion of combustion in porous media. The selection of subdivisions are 

arbitrary, but reflect the present applications involving combustion in 

porous media. ln the following the existing treatments of conduction, 

dispersion, and radiation in porous media are discussed. Then, com­

bustion in inert and combustible porous media are critically reviewed. 

2. TRANSPORT PHENOMENA lN POROUS 
MEDIA 

Figure 2 shows how the investigation into the transport phenomena 

and reaction, as related to combustion in porous media, is presently 

approached. The experimental treatments have been mostly around 

collection of the chemical kinetic data and measurement of tempera­

ture and the flame (premixed gas in inert porous media) or front (com­

bustible porous media) speed. The local volume-averaged theoretical 

treatments is the most common analysis technique used. Figure 3 

shows the various features of conduction, convection, and radiation 

addressed in the local volume-averaged treatments. This technique is 

generally based on the assumptions of the presence of local thermal 

equilibrium between the phases and a lack of large volume-averaged 

gradients in temperature and concentration across the representative 

elementary volume. Because the heat source is generally dominantly 

located either in the solid or the fluid phase, the assumption of local 

thermal equilibrium is not generally valid. Also since the reaction zone 

can in some cases be only a few pore-size thick (as in the premixed 

gaseous combustion in high porosity media) the latter assumption is 

not always valid. 

ln the pore-level analysis (which is currently being developed) at­

tempts are made to include all the relevant physical phenomena influ-

encing the transport (including phase change) and reaction. This is 

done by using rather simple unit cells, but in arder to account for the 

entire reaction zone, many such unit cells must be included in the anal­

ysis. Figure 2 shows that in this most detailed analysis the pore-leve! 

heat transfer (including phase change), mass transfer (including re­

action), and fluid flow (including two-phase flow and compressibility) 

are included. Since the use of this method is not practical for general 

predictive applications, the main objective in using its method is to 

examine and evaluate the constitutive and coupling coefficients used 

in the local volume-averaged treatments. 
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Figure 4 shows the various features of conduction, convection, and 

radiation in porous media. For single-phase flow and heat transfer in 

packed beds of spherical parti eles, the bulk (as compared to that near 

bounding surfaces) effective thermal conductivity tensor Ke h as been 

reviewed (Nozad et al., 1985, Prataet al., 1989, Sahraoui and Kaviany, 

1992a, Kaviany, 1991) and as is expected when k./ k 1 is much larger 

than unity, the effect of the consolidation is very significant. The 

dispersion tensor Dd for randomly packed particles (Koch and Brady, 

1985) and orderly arranged particles (Koch et al., 1989; Sahraoui and 

Kaviany, 1992b) has also been reviewed. The radiative properties have 

been addressed by Vortmeyer (1978) and Singh and Kaviany (1991). 

The latter reports that even for porosities as large as 0.9 the radiative 

interaction among particles is significant whenever the particles are 

semitransparent o r opaque. This is further discussed below. 

When no local thermal and chemical equilibrium exists between 

the phases, various transport couplings occur between the phases. 
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FIG. 2. Various treatments of transport in porous media as related to combustion. 

Carbonell and Whitaker ( 1984) present a rigorous analysis of the heat 

transfer couplings by applying the local volume-averaging technique. 

Wakao and Kaguei ( 1982) review the eariler simple treatments where 

a single coupling coefficient is used. 

2.1 Radiation 

Radiative heat transfer in gaseous packed and fluidized beds can be 

significant and has attracted considerable lnterest in the past two 

decades. The theory of radiative transfer in absorbing, emitting and 

scattering medium is sufficiently developed and can be found in the 

standard references (Siegel and Howell, 1981; Ozisik, 1985). The cru­

cial step in applying this theory to packed beds is in relating the prop­

erties of the packed bed to the properties of an individual partide. To 

do this, the assumption of independent scattering is introduced, i.e., 

it is assumed that the interaction of the partide with the radiation 

field is not influenced by the presence of neighboring particles. This 

condition is satisfied if the spheres behave as point scatterers, i. e., 

the distance between two particles is large as compared to their size. 

Also, there must be no interference between scattered fields. The 

first condition should lead to a limit on the porosity while the sec­

ond condition would limit the minimum value of C I À, where À is the 

wavelength, C is the average interpartide spacing based on a rhom­

bohedral packing of spherical parti eles [CId= 0.904 7 1(1- E) 113 - 1], 

and d is the partide diameter. If both these conditions are satisfied, 

then the bulk (i.e., away from the bounding surfaces) behavior of the 

bed can be predicted from the equation of radiative transfer, by the 

theory of independent scattering. 

The limits of t'h.e theory of independent scattering have been ex­

perimentally investigated by Hottel et ai. (1971). They identified 

the limits of independent scattering as C I À > 0.4 and CId > 0.4 

(i.e., E > 0.73). For a 5% deviation from the independent theory, 

they recommend C I À > 0.49. Brewster (1982) also considered lareger 

particles (maximum value of an = 74). Ris results indicated that 
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no dependent effects occur as long as C I À > 0.3, even for a dose 

pack arrangement (E = 0.3). It was suggested by Brewster (1982) 

that the point scattering assumption is only an artífice necessary in 

the derivation of the theory and is not crucial to its application or 

validity. Thereafter, the C I À criterion for the applicability of the the­

ory of independent scattering was verified by Yamada et ai. (1986) 

(C I À > 0.5 for 5% deviation from the independent theory), and by 

Drolen and Tien (1987). However, Ishimaru and Kuga (1982) note 

dependent effects at much higher values of C I À. ln sum, the above 

experiments seem to have developed confidence in the application of 

the theory of independent scattering in packed beds consisting of large 

parti eles, where C I À almost always h as a value much larger than the 

above-mentioned limit of the theory of independent scattering. Thus 

the approach of obtaining the radiative properties of the packed beds 

from the independent properties of an individual partide has been ap­

plied to packed beds without any regard to their porosity (Brewster, 

1982; Drolen and Tien, 1987). However, ali the above experiments 

were similar in design and most of these experiments used suspen­

sions of small, transparent, latex particles. Only in the experiment 

of Brewster was a dose packing of large, semi-transparent spheres 

considered. 

Dependent scattering involves two distinct effects. The first is the 

far field interference between the scattered waves, which has beén 

studied by Cartigny et ai. (1986). They indicate no observable de­

pendent scattering effects for an > 10, where the size parameter an 

is equal to 1rdl À. The far field interference affects only the scatter­

ing characteristics of the medi um and follows the C I À criterion. The 

second is the effect of multiple scattering in a representative elemen­

tary volume in which the scattering and absorption characteristics of 

the partide are affected by the proximity of other partides. This 

was studied for small (Rayleigh) sized particles by Kumar and Tien 

(1987). 

Other researchers have used the Monte Cario method to predict 
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in the local volume-averaged treatments. 

the radiative heat transfer in packed beds. Yang et ai. (1983) studied 

radiative transfer through a bed of randomly packed, specularly scat­

tering sp~eres. Kudo et ai. (1987) considered diffusely scattering par­

ticles. Tien and Drolen (1987) compared the predictions from the var­

ious mo deis with existing experimental results (Chen and Churchill. 

1963) and conclude that the independent theory gives a better pre· 

diction than the Monte Cario method. The Monte Cario method has 

aiso been criticized because it cannot treat semi-transparent particles. 

The case of absorbing and emitting particles is also reviewed by 

Tien and Drolen (1987) and by Vortmeyer (1978). However the theory 

of independent scattering fails to satis factorily explain the experimen­

tal results for this very important case. Most notably, the independcnt 

theory cannot explain the effect of particle emissivity on the radiative 

heat transfer. 

Singh and Kavi any ( 1991 ) consider radiative t ransfer in packed 

beds oflarge (geometric range) size particles by using the Monte Cario 

method. The far field interference effects which follow the C I À cri ­

terion are negligibie because particles with very large d will almost 

always have a high value of C. T he Monte Cario technique is ex­

tended to accommodate emitting pariicles as well as semi-tra.nsparent 

parti eles. Also, the Monte Ca rio simulations over a range of porosities 

are compareci to the results obtaincd from the equation of radiat ive 

transfer and the deviation from the independent theory is shown for 

smaller porosities. Thus, dcpendent scattering and absorption are 

shown to exist even for infiniteiy large particles, which should fali 

into the independent range according to the C I À criterion. 

Radi at ion in a medi um of cylindrical parti cise h as been studied by 

various researchers for a medium of high porosity (Tien and Drolen, 

1987; Tong et ai., 1981, 1989) . The existing treatment assumes that 

the scattering is independent and that the radiative behavior of a 

particle is not affected by neighboring particles. The single particle 

properties are calculate.d from the theory of Mie scattering and the 

radiative properties of the bed are obta.ined by the volume averaging 

on the basis of the theory of independent scattering. This approach 

is limited by the range of applicability of the theory of independent 

scattering. The independent theory fail s when the ratio of interparti­

cle distance to the particle size is small (Tien and Drolen, 1987), and 

when the porosity is small (Singh anâ Kaviany, 1990). 

Although, estimates of the limits of independent scattering are 

availabie f9r spheres, extrapolation to cylinders is possibie if oniy a 

rough estimate is required. An array of cyiinders in a typical combus­

tion application will definitely have a lower porosity than the indepen­

dent limit (< ~ 0.95) . The first condition mentioned above however 

will generally be satisfied for wavelengths in the range encountered in 

combustion applications . One way to solve this problem is to carry 

out a Monte Cario simuiation. However, apart from requiring a large 

amount of computing time, it is also not very convenient to use in the 

presence of other modes of hea.t transfer. 

It is still possible to preserve the continuum treatmeut if the ra- ' 

diative properties are scaled as a fun ction of the porosity aud the 

rnethod of solution is modified to a.ccount for transmission through 

semi-transparent particles (Singh and Kaviany, 1992). This treatment ' 

is based on seperateiy accounting for t he two dependcnt scatler·ing ef­

fects noted in Singh and Kaviany (1991), i.e. , multiple scattering in 

a unit volume and the transportation of radiation through a particle 

across a substantial optical thickness. Multiple scattering which de­

pends on the porosity alone is accounted for by scaling the optical 

thickness . The transmission through the semi-transparent particles 

is modelled by allowing for the transportation effect while descri h- ' 

ing the intensity field by the method of discrete ordinates. This is 

done by taking into consideration the spatial differeu ce between the 

point where a ray first interacts with a sphere anel the point from : 

which it finally leaves t hc particle. Thi s spatial dijference corresponds 

to an optical thickness (for a given porosity) across which the ray is 

transported while undergoing scattering. 

ln order to summarize the a bove discussion on radiat ion heat 

transfer in porous media, we consider a comparison between an avail­

able experimental study (this is t he most rcferred to experiment in , 

the literature) and th e availabie predictions. ln the experiment of 

Chen and Churchill (1963), an open-cnded tubular furnace behaving 

as a high temperature, black-body source was incident on one surfaceí 

of a packed bed of spheres. The flux was modulated to a square wave' 

by a mechanical chopper, and the intensity of the transmitted radia­

tion was measured with a thermopile detector. The packed bed was 
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designed to simulate a one-dimensional bed by using an aluminum 

tube with highly reflecting walls as the container. The transmission 

through the bed was measured using isothermalbeds of glass, alu­

minum oxide, steel, and silicon carbide particles of different shapes. 

Figure 5 shows the comparison between the results obtained by 

Singh and Kaviany (1990) using the Monte Cario method, those from 

the independent theory (using the method of discrete ordinates), and 

that of the Chen and Churchill experiment oh steel spheres ( d = 4. 76 

mm, T = 1366 K, where T is the temperature of the blackbody 

source). The spheres are assumed to be specularly reflecting with 

an emissivity fr of 0.4 (as suggested by Chen and Churchlll). It can 

be seen that the independent theory predicts a much higher trans­

mittance than the experimental results of Chen and Churchill. The 

emissivity can also be calculated theoretically by using the Mie the­

ory or the large size parameter asymptote. The spectrum was divided 

into five wavelength bands, and the wavelengths in the middle of the 

band were used to calculate the emissivities of a large particle. The 

optical properties of steel and some other materiais are given in Ka­

viany (1991). Emissivity values ranging from 0.05 to 0.30 were ob­

tained. This would result in a further worsening of the prediction by 

the independent theory. The Monte Cario method was used with a 

randomly packed bed ( < = 0.58) generat~d using the sphere settling 

program of Jodrey and Tory (1979). Figure 5 shows the Monte Carlo 

method for the specularly scattering particles for fr = 0.4, and for 

a spectrally averaged transmittance. It is clear from the figure that 

tl:e results from the Monte Cario method Jie in the sarne range as the 

experiment. The uncertainty in the emissivity of steel is because of 

its dependence on the temperature and also due to the presence of an 

oxide coating as pointed out by Chen and Churchill (1963). It must be 

stressed that the independent theory fails to explain the experimental 

results even when a very large allowance is made for the uncertainty 

in the emissivity. A direct Monte Cario simulation ora modified con­

tinuum method based on the scaling of the radiative properties (Singh 

and Kaviany, 1992) prQvides the only successful method to deal with 
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radiation problems in large particle beds. 

3. COMBUSTION lN INERT AND CATALYTIC 
POROUS MEDIA 

Over the last decade the advantageous features of combustion in 

porous media, such as its burning of very Jean mixtures, increased 

combustion efficiency (i.e., shorter combustors are needed), reduced 

pollutant emission, and enhancement in heat remova! ( e.g., radiation 

from the solid matrix), have resulted in significant interests in U .S. 

and in Japan (e.g., Kotani and Takeno, 1982; Echigo et ai., 1983; Chen 

et ai., 1987; Yoshizawa et ai., 1988; Khinkis et al., 1989; Sathe et ai., 

1990a; Echigo, 1991; Hsu et al., 1991; Babkin et al., 1991; Mclntosh 

and Prothero, 1991; Yoshizawa, 1991). These existing experimental 

and analytical treatments have revealed some of the gross features of 

the combustion of premixed gases in porous media. These features 

include the fiame speed and temperature, its approximate location, 

and the existence of multiple and stable fiame locations (Sathe et ai., 
199Gb). The combustion in porous media is different than that in the 

plain media, mostly due to the influence of the solid matrix thermal 

conductivity and its participation (and dominance) in radiation. The 

inter-pore transport is drastically influenced due to the no-slip and 

impermeable conditions at the surface of the solid matrix. The extra 

longitudinal conductive and radiative heat transfer result in à lower 

flame temperature, a gross feature that has been widely recogni'zed. 

However, the role of the inter-pore diffusion-convection ( species) and 

diffusion-convectio.n-radiation ( energy ), on the pore-levei chemical re­

actions has not yet been examined. Also, not yet attended is the pos­

sibility of the existence of surface catalytic reactions (note that most 

solid matrices are made of ceramics which are composed of many trace 

elements and these matrices h avé large specific surface areas ). 

The multiplicity of the stable fiam e Íocation and the other features 

of combustion in porous media is in principie similar to that found 

for flames in refractory tubes (e.g., Bernstein and Churchill, 1977; 
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Pfefferle, 1984). Combustion in refractory tubes, where the ftow is 

generally turbulent, has many features in common. with the combus­

tion in other porous media which may be made of consolidated or 

non-consolidated particles. Generally, in porous media made of parti­

eles the Reynolds number based on the particle size is in the laminar 

regime, but, the lateral (as well as longitudinal) thermal and mass 

dispersion, phenomena similar to the thermal and mass eddy diffusiv­

ity in the turbulent ftow through tubes, exist dueto the simultaneous 

presence of the velocity and temperature ( concentration) gradients in 

the pore (Taylor, 1953; Koch et ai., 1989). Therefore, compared to 

the capillary tube ftow the theoretical study of combustion in porous 

media made of parti eles can be made more rigorous because the pore­

levei fluid flow is generally laminar and steady. 

ln the following we examine the existing knowledge-base in (a) 

the area of experiments and measurements on combustion in porous 

media, (b) the role in combustion and the analyses of radiation in 

porous media, and (c) the local volume-averaged based analyses of 

ftame in porous media. We also point out to the Jack of a comprehen­

sive treatment in each ofthese areas,which has resulted in inconclusive 

results on the effects of the solid matrix on the combustion character­

istics such as the pollutant emission, the ftame temperature, and the 

combustion efficiency. 

3.1 Experiments on Combustion 

Kotani and Takeno (1982) use a porous medium which is a bundle of 

ceramic capillary tubes (ID of 0.60 and OD of 1.0 mm) with the gas 

flowing through these tubes. Their methane-air flame is stabilized in 

these 30 mm long tubes or upstream or downstream from them, de­

pending on the flow rates and the equivalence ratio q,_ Their stability 

diagram shows that the flame is stable and present downstream of 

the poro11s medi um for a wider range of flow rates (i.e., range of fiam e 

speeds) and equivalence ratios. ln the experiment of Echlgo et ai. 

(1983) an equivalence ratio of 0.1 is used to burn natural gas inside a 

solid matrix made of sintered, metalic spherical parti eles. This equiv­

a.lence ratio is much below the flammability limit for the natural gas 

and air (Glassman, 1987) in plain media. ln addition to the burning 

of the lean gaseous fuel a .nd having a rather short porous combustor, 

they exploited the radiative heat transfer from the solid matrix to a 

cooled coil pla.ced downstream from it. ln this and the other work 

from the sarne group, the emphasis has been ou the burning of Jean 

fuels and the radiation heat transfer from the matrix to a downstream, 

cooled surface. 

ln contrast to the Japanese research, the U.S. research has empha­

sized the low pollutant emission aspect of the combustion in porous 

media (O'Sullivan and Khinkis, 1990). The measurements of Khinkis 

et ai. (1989) show that for some equivalence ratios the CO produc­

tion is reduced for flames in porous media, but the measured NOx has 

a large scatter and because of the uncertainty in the measurements, 

no conclusions can be made about the reduction of NOx production 

in porous media. Recent results obta.ined under the sponsorship of 

the Gas Research Institute show a definite NO, reduction (private 

communication, 1990). ln the measurements of Sathe et al. ( 1989), 

the temperature distribution in the solid phase of a 12.6 cm diam­

eter, 5 cm long cylindrical porous medi um ( the matrix h as cellular 

structure and is made of 97% alumina-silicate with a porosity f of 

0.85) is measured. ln order to prevent any permanent damage to the 

ceramic solid matrix, the equivalence ratio q, is kept below 0.6. The 

range of q, used is between 0.5 and 0.6. It is not clear if q, < 0.5 was 

flammable in their solid matrix, or that it just was not considered. 

From the measured temperature distribution, the flame (methane­

air) location is determined, but they do not find a multiplicity of 
the fi ame location. Their predictions of the temperature field ( using 

ad-hoc, local volume-averaged conservation equations) is not in good 

agreement with the measurements. This is partly due to the scatter 

in the measurement and partly due to the inadequacy of the local 

volume-averaged equations. As with the work of Echigo et ai., they 

also measure the radiant heat transfer rate from the solid matrix to a 

cooled collector. No CO or NOx measurement has been reported. The 

solid ma.trix used has about 4 pores per 1 cm and with f = 0.8.5, the 

average linear pore size is approxima.tely 2 mm. The ftame thickness 

for hydrocarbon-a.ir systems is less than a milimeter (Egolfopoulos 

and Law, 1990). We expecta thickening of the flame with an increase 

in the axial conduction and radiation heat transfer. We note that 

this increase is not yet quantified, but it is not expected to be very 

large. Therefore, the volume-averaged equations are not expected to 

be applicable. Also the measurements of the solid-phase (as well as 

the gas-phase) temperature in the vicinity of the flame requires spe­

cial spatial resolution. For this reason, the use of a more regular solid 

matrix structure, such as a bed of spherical or cylindrical particles, is 

more appropriate if comparison with the predictions is needed. This 

is especially crucial when examinig the lack or the presence of the 

local thermal equilibrium between the solid and fluid phases. 
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ln the experiments of Khinkis et ai., and that of O'Sullivan and 

Khinkis, ceramic, spherical particles (non-consolidated) are used with 

the bed of these parti eles either cooled by the passage of water carry-
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ing tubes, or not cooled. For the case of not internally cooled bed, the 

flame (natural gas-air) location is very sensitive to the flow rate (i.e., 

the flame speed is very sensitive to the flame location) and, therefore, 

a steady flame is found to be difficult to maintain. This results in the 

undesirable ftash-back . Their de?ig_n does not allow for a significant 

heat loss from the flarne when t'tie 'flarne moves upstrearn. This heat 

loss is required for the stabilization of the fiam~. Also, the use of 

a smaller particle size and a lower porosity upst.rearn of the desired 

flame location can lead to an increase in the axial conduction heat 

transfer. Also, if the particles are small enough, the flame rnay extiu­

guish. The effect of the particle size on the flame extinction has not 

yet been stud ied. 

3.2 Analyses of Flame Speed and Structure 

fhe one-dirnensional analysis of the flam e st ructure in porous media. , 

including the effect of radiation, has been performed by Chen et ai. 

(1987), Yoshizawa et ai. (1988), Sathe et al. (1990), Hsu et ai. (1991), 

Mclntosh and Prot.hero (1991), and Echigo (1991). These analyses are 

based on a si ngle-rnedium (Chen et. ai.), or a two-medium (Ym;hizawa 

et al., Sathe ct ai.) trea.t.ment of the energy conservation. The la.t­

ter assumes no local thcrmal cquilibrium bctwcer. thc phascs and rc- · 

quires the specilication of the intcrst. itial a rca. a.nd hea.t transfer coeffi­

cient. The species conserva.t. ion cquai.ious used a re some ad-hoc, local 

volumc-avc ra.gcd cquations ba.scd on thc complete mixing of species 

within the pores. The therma.l and mass dispersions are not included 

in thesc volume-avera.ged equations. This gencra.Jly lcads to large er­

rors , espcc:ially when the part.icle-based J>cclel number is la.rger than 

unity (Wakao a ud Kaguci, l!Jx2). Thc radiatiou trca.t.rnent is through 

a continuum model wit.h t.he radiation propert.ies cithcr trcated pa.ra.­

metrically (C he11 et ai., Yoshizawa et a. l. ) or dctcrmined from t.lw 

independent. su1ttering theory (Sa.t. he ct. ai.) . Thc exist. in g ;u~<dyses 

of the fl a.mc structme givc the temperature distribution within tll!' 

por..Jus mcdium (including the fl arne locat ion and thickncss) a.nd de· 

pending on the chemical react ions inclu d<'d in t.he prescribed rca.ction 

equations , they obtain th<' conccntra.tion of thc product.s included in 

the prescription. No NOx production has yet becn rnodeled. They 

show that the liame thickncss dccrcascs with t.he decreasc in thc cquiv­

alence ratio (as expected frorn the liames in plain media), but. the 

expected increase in the liame thickness (addit ional conduction a.nd 

radiation heat losses) with the decrease in the porosity (porosity of 

unity corresponds to the plain media) has not yet been qu a ntifico . 

However, we expcct that for high porosity media (Chen ct a.l., Sat.he 

et ai.) the Aame thickncss is a.bout the s.ame or sma.llcr tha.n the lin ­

ear pore size . U nder thi5 condition the local volume-averaging which 

is based on the existencc of a. representat ivc elementary volume over 

which the variations of temperature and concentration are small com­

pareci to those occuring over the the linear dimension of the porous 

medium, will not hold (Ca.rbonell and Whitaker, 1984). Therefore, 

the available results can only be considcred as tentative. For the pre­

diction of the production of the pollutants, which are generally small 

in concentration, these existing models are not expected to result in 
accurate predictions. 

Examination of the conservatíon equations presently being used 

shows that some of the anticipated significant physical phenomena are 

not íncluded in these equations. ln the following we briefly discuss 
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these phenomena. 

3.2.1 MOMENTUM EQUATION 

Although not important for high porosity media, the Darcy resistance 

in randomly packed bed of spheres (porosity near 0.4) can be signif­

icant. ln addition, due to the significant rise in the ternperature of 

the gas, the bouyancy effect becomes very significant. The existing 

analyses do not include a mornentum equation, and therefore, fail to 

allow for the variation in the pressure w 11ich depending on the orienta­

tion of the flow with respect to gravity, the porosity, and the particle 

size, can be very significant (some of the porous media considered for 

cornmercial heating applications fali in this category). Since the gas 

cxpands very rapidly over length scales of the order of the pore size, 

then in using a local volume-averaged rnomentum quation a special 

treatment is required. 

3 .2.2 ENERGY EQUATION 

Present models (síngle- and two-medium treatments) treat the radia­

tion heat transfer using cont inuum treatments which are based on the. 

volurnc-averaging of thc independent sacttering. They also impliritly 

assume that each pa.rticle is isothermal (because the rep rescntativc 

clementary volume must contain many particles ). Since the li ame 

thi ckness is of t!te order of the particle size, the tcmperature vari· 

ation a.cross the particles in and around the flame becomes ra.ther 

la.rgc a.nd these cxisting continuum trcatrnents a.rc not expectcd to be 

valid. The thcrmal dispersion (which is trcatcd as an a.dded diffusion) 

which is prescntly neglectcd, plays a significant role on the tcmpcr­

at. ure distribution. The predictcd temperaturc distribut.ion of Sathe 

et ai. (1989) contains a large gradient downstream of the flame, wh ile 

t.he experimental results do not show sue h a trend. This can be d IJ(' 

to the neglected therrnal dispersion. The existing treatments of thc 

in terstit ial heat transfer coefficient are not consistent with t.he rigor­

nus two-medium treatments and must be rc-examined (Carbonell an d 

Whitaker, 1984). 

3.2.3 SPECIES EQUAT!ON 

The present treatments neglect the species díspersion. For the case of 

the mass Peclet numbers larger than unity, this can not be justified. 

The parlicle-based mass Peclet number is defined as P em = u 0 d/ Dm , 

where u 0 is the Darcean velocity, d is the average particle size, and 

D"' is the molecular mass diffusivity. We note that P e"' is larger than 

unity for most applications. One of the most questionable assump­

tions in the existing treatments is that of the well-mixed pore. ln 

this assumption the production rate of species i is given in Ú!rms of 

the local densities and the local temperature. These densities are the 

volume-averaged densities and the assumption is that within a pore 

the species are well mixed and are a.vailable for reaction (i.e., no dif­

fusion control in the pores) . The sarne assumption is made about the 

temperature. Considering that the flame thickness is of the order of 

the pore size, significant variations in the concentration and temper­

ature (as well as velocity) across a pore are expected. Therefore, the 

presence of the solid phase is expectecí to infiuence the concentration 

distributions, and therefore, the reaction rates can be smaller than 

those predicted using the well-mixed cell rnodels. However, the well-



mixed temperature assumption tends to underestimate the reaction 

rates. The net effect of the variation in densities and temperature 

determines the actual pore averaged reaction rates. The flame speed 

as well as the pollutant formation are expected to be dependent on 

this pore-levei diffusion-convection-reaction. 

For impermeable particles both homogeneous reactions (Williams, 

1988}, and heterogeneous reactions (Ryan et al., 1980; Pfefferle and 

Pfefferle, 1987; and Griffin and Pfefferle, 1990) can occur. Modeling 

of the heterogeneous reactions is addressed by Marteney and Kesten 

(1981), Harrison and Ernst (1978), Bruno et al. (1983), and Fakheri 

and Buckius (1983). We expect that due to the no-slip boundary 

condition at the particle surface, the species concentration at the pore­

levei will be greatly different than the well-mixed assumption of the 

present ad-hoc treatments. 

ln summary, although significant progress has been made in the 

continuum treatments, e.g., the inclusion of the radiation effect and 

the examination of the presence or the Jack of the local thermal equi­

librium, the analysis of the flame structure requires a criticai, pore­

levei examination. 

4. COMBUSTIBLE POROUS MEDIA: GAS-SOLID 

REACTIONS 

The need to predict the propaga~ion speed of the burning front in 

combustible porous media has resulted in many experimental and 

modelling efforts. The problem is a subset of the solid phase combus­

tion and has the following peculiarities. 

• The amount of oxygen initially present or released during reac­

tion is negligible ( oxygen limited). 

• Oxygen is sufficient or in excess of the amount needed for com­

plete consumption of the solid (fuellimited) . 

• The oxygen arrives at the propagation front ( and products move 

away) by travelling through the matrix (burned or unburned 

region). The burned matrix has a structure (including porosity) 

that can be suostantially different than the original unburned 

matrix. 

• The oxygen supply to the front may be by diffusion, buoyancy 

motion, forced externa/ surface blowing ( cocurrent or counter­

current to the direction of the fuel supply to the front, Ohlemiller 

and Lucca, 1983), or forced internal flow ( cocurrent or counter­

current ). 

• The exothermic reactions can be dueto oxidation of the volatilized 

species (gas phase reactions ), direct surface oxidization, and/or 

oxidization of char residue produced by prior pyrolysis (Ohlemiller, 

1985a). 

The last Ítem which concerns the reaction mechanisms, is not yet 

fully investigated, and depending on the temperature of the burning 

front, one or more of them can occur. We review some of the ex­

perimental and modelling efforts in the area of burning of permeable 

matrices. Our goal is to examine the fluid flow and heat and mass 

transfer at the pore-leyel where at least in the high-porosity matrices 

most of the reactions are confined to a region of the order of magni­

tude of the pore size (i.e., the thickness of the reaction region is of 

the order of the particle size). 

4.1 Experiments on Smoldering Combustion Propaga­

tion 

Smoldering (flameless) combustion of permeable matrices (Palmer, 

1957; Moussa et al., 1977; Summerfield et al., 1978) occurs in burning 

of thermal insulation materials (for example, wood-based fibers such 

as recycled papers), polyurethane foam, cotton, coals, dust, wood 

dust, etc. (Dosanjh et al., 1987). An example of an oxygen supply 

through buoyant flow (natural convection) is the burning of cellulosic 

loss fill insulation (Ohlemiller, 1981 and 1990a). Asymptotic propa­

gation speeds of about 0.3 cm/min (unretanted), which are oxygen­

supply controlled, are found. Forced externa/ smolder propagation 

and transition to flaming in a bed of the samecellulosic insulation ma­

terial has been studied experimentally by Ohlemiller (1985b, 1990b) 

and Rogers and Ohlemiller (1980b). The cocurrent (also called re­

verse) smolder responds weakly to the increased air velocity Ua. The 

countercurrent (forward) smolder responds strongly and transition t( 

flaming occurs ( at Ua ~ 2 m/s ). Forced internal cocurrent smoldering 

of polyurethane foams has been examined experimentally by Rogers 

and Ohlemiller (1980). 

Ali of the above experiments focus on the oxygen supply to the 

front, where this supply is assisted by the fluid motion due to buoy­

ancy (where in principie the environment can be normal, micro, and 

zero gravity), or by the imposition of a surface or internal total gas 

pressure gradient. The compaction of the fuel bed (reduction in poros­

ity f) due to combustion is generally significant in ali of these experi­

ments. We view the matrix as being made of consolidated or noncon­

solidated particles. ln most smoldering experiments, the particle size 

d is in the range of 50 to 2000 JLm and by using a soley buoyancy-aided 

smoldering with a front velocity of the order of 100 JLm/min, we arrive 

at one particle being consumed in roughly 3 to 120 s. An accurate pre­

diction of the rate of the complete combustion of a particle requires 

further specification of the particle sh·ape and arrangement (micro­

scopic description), bed porosity (a macroscopic description), particle 

thermophysi~o-optical properties (including the complex index of re­

fraction), Darcean flow direction (macro), and pore-levei flow struc­

ture. ln oxygen-supply controlled propagation, the front speed would 

be substantially different in surface-reaction-dominated combustion 

as compared to the gas-phase-reaction-dominated combustion. This 

is because of the extra resistance to the flow of oxygen to the parti­

ele surface. Also, depending on the thermophysico-optical properties 

of the solid phase, the heat transfer can in part be controlling the 

propagation rate. 

4.2 Analysis of Smoldering Combsution 

The existing treatments of the propagation of a burning front in com­

bustible permeable matrices are based on the application of the lo­

cal volume-averaged conservation equations and the constitutive re­

lations. ln some treatments local thermal and chemical equilibrium 

are assumed between the solid and the gas phase ( e.g., Dosanjh et 

al., 1987), while other treatments assume local thermal and chemical 
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nonequilibrium (e.g., Ohlemiller, 1985a). No rigorous examination 

of the validity of the assumptions of the local thermal and chem­

ical equilibrium are presently available for the problem considered. 

However, we expect the presence of large temperature and concentra­

tion variations around the front, i.e., we expect the reaction region 

to be of the order of the partieÍe ·(or pore)' size (Ohlemiller et ai., 

1979). Therefore, lack of local thermal ,and chemical equilibrium is 

expected. ln addition, since most of the vãriati~ns occur over sev­

eral parti ele lengths ( e.g., diameters ), we also expect that the local 

volume-averaging [which is based on the presence of smooth variation 

of the :fields over the type of lengths of O(d)J will not be applica­

'ble. The burning rate for forced internal flow ox:idation of fuels has 

been analyzed by Robinovich and Gurevich (1986) . ln their analysis , 

allowance is made for lateral heat losses occurring in a real system, 

which are responsible for lower front speeds. 

We will concentrate on aspects of transport and reaction in the 

type of porous media that do not undergo significant change in the 

porosity when the matrix is burned. This is done for the sake of 

being able to examine in greater detail the thermal and mass transfer 

control of the burning front speed. 

4.2.1 CHEMICAL KINETICS 

As was mentioned, the actual chemical kinetics of thc solid phase 

burning of even the simplest solid fuels is rather complicated and is 

strongly temperature dependen t (Materney and Kes ten, 1981 ). Ohlemiller 

(1985a) gives a thorough review of th e gaseous, surface, and bulk solid 
reactions. The solid endothermic reaction leads to the the pyrolytic 

formation of a char, and the endothermic sublimation leads to the 

release of volatiles in the gaseous phase. Therefore, in addition to 

the direct attack of the oxygen on the solid surface, depending on 

the temperature, both the gas-phase and the char ox:ida tion must be 

addressed. A simplified kinetic model that is applicable at the low 

temperatures is suggested by Ohlemiller et al. (1979) for polyurethane 

foams and allows for the char formation and char oxidation . They 

give 

Endothermic Pyrolysis : 

1g(Fuel)-+ 

nc1 (Char) + (1- ncd(Gaseous Products 1) , 

Exothermic Thermal Oxidation : 

lg(Fuel) + n0 2Ü2 -+ 

nc2(Char) + (1 + n02- nc2)(Gaseous Products 2), 

Exothermic Char Oxidation : 

1g(Char) + n0 3Ü2 -+ 

na3(Ash) + (1 + n0 3 - na3j(Gaseous Products 3). 

(4) 

(5) 

(6) 

Note that the models of Ohlemiller et al. (1979) for chemical ki­

netics, and its modi:fications, are phenomenological mixture (gas- solid 

phase averaged) models, and therefore, do not directly address the 

solid surface reactions. 

Kashiwagi and Nambu (1992) determined the :first arder global 

kinetic constants for the three-step reaction mechanism for cellulosic 

paper , eqs .( 4-6) , using thermogravimetry technique. The parameters 

obtained in their study are listed in Table 1. Rogers and Ohlemiller 

(1980) also report the kinetic constarits of 163( fi.!r) for the activation 
mOI 

energy and 4 x 1010( min-1 ) for the pre-exponential factor. Despi te 

the dose agreement between the activation energies , the discrepancy. 

between the pre-exponential factors is attributed to the difference 

between the arder of reaction reported by the two sources. 

The kinetic data reported by Roberts (1970) indicates two acti­

vation energies of 235 and 126 ( M-r) for the pyrolysis of wood. He 
mm 

suggests that pyrolysis may take place by either of these kinetics or 

by a combination of them. Shafizadeh (1984) presents two alternative 

pathways for decomposition of cellulosic materiais as 

(7) 

1g(Fuel) + n al 0 2 -+ 
The kinetic rates for cellulose pyrolysis as reported by Shafizadeh are 

nci(Char 1) + (1 +no!- nc~)(Gaseous Products 1), (1) 

1g(Char 1) + n0 2Ü2 -+ 

nc2( C h a r 2) + ( 1 + n0 2 - nc2)( Gaseous Products 2). (2) 

where n, is the stoichiometric coefficients (grams/gram) . Dosanjh et 

al. (1987) allow for an endothermic pyrolytic char formation followed 

by a char ox:idation. They suggest tha t since the pyrolysis is much 

faster than the char oxidation, a simple one-step reaction of the form 

given below be used to model thé reaction . 

1g(Unburned solid) + n0 Ü2 -+ 

na(Ash) + n9p(Gaseous Products) + fli cri0 • (3) 

For cellulosic material, the thermal degradation is modelled by the 

three global reactions (Rogers and Ohlemiller, 1980) given below. 
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-198 
K v = 1.9 X 1016e ----u:;r , 

-151 
K c = 7.9 X 1011 e ----u:rr(min-1

). 

Shafizadeh (1984) also reports the yields, elemental composition , 

and empíri ca! formulas of chars obtained by isothermal heating of 

cellulose, wood, and lignin samples for 5 min within the temperature 

range of 300-500°C. His results are shown in Table 2. lt appears that 

the chemical composition ofthe remaining char (C6H 4.501.4) does not 
change with the type of the starting material. Since the primary ele­

ments that compóse wood are cellulose and lignin· (Parker,1988), the 

illustartion presented by Shafizadeh can be extended to include the 

third reaction (C h ar oxidation with the kinetics data of Kashiwagi 

and Nambu) to give 

C ll l ~ Volatiles 
e U ose_ C har1 + Ga&es1 --+ Char 2 + Ga8es2 (8) 
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FIG. 6. Some of features of gas-solid reaction in combustion synthcsis. 

Table 1. Global Kinetic Constants (from Kashiwagi and Nambu, 
1992). 

Pyrolysis I Oxidative C h ar 
Reaction Degradation Oxidation 

Reaction Reaction 

E(kl/mol) 160 160 
A(min-1) 1.5 X 10 14 3.4 X !011 

Table 2. Starting Material and Elemental Composition of Its 

Char (from Shafizadeh,1984). 

Material 'Temperature Char Yicld Composition Empirical Formula 

(•c) (wt%) c II o 
Cellulose no treatmcnt 42.8 6.5 .50.7 C6Hn0s.3 

325 63.3 47.9 6.0 46.1 Csll904 3 
350 33.1 61.3 4.8 33.9 C6Hs.6D2.s 

400 16.7 73.5 4.6 21.9 C6H,_,o,.3 

450 10.5 78.8 4.3 16.9 C6H3.90J.o 

500 8.7 80.4 3.6 16.1 C6H3.20o.o 

Wood no treatment 46.4 6.4 47.2 C6H990<6 

100 24.9 73.2 4.6 22.2 C6H,.s0u 
Lignin no treatment 64.4 5.6 21.8 C6H6.s02o 

400 73.3 72.7 5.0 22.3 C6Hs.o01 3 

Figure 6 shows some of the features of gas-solid reactions as relatcd 

to combustion synthesis. 

4.2.2 TRANSPORT PHENOMENA 

The conservation of mass ( overall and species ), momentum, and en­

ergy are presently treated using the local volume-averaged equations 

along with local equilibrium or a nonequilibrium assumption. 

The transient species conservation equations for chemical nonequi­

librium between the solid and gas phases must include a total effective 

mass diffusion tensor (Dm)9 = (Dme)9 + (n~r where Dme is the 

effectíve mass diffusivíty tensor for thegas phase and D~ is the dis­

persíon tensor and when a significant mass diffusion can occur within 

the solid phase, an allowance has to be made for the effective mass 

diffusivity of the solid phase. ln addition, the mass transfer coeffi­

cient h';!! for the solid-gas interface must be specified. This coefficient 
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is criticai in the surface reaction dominatcd smoldcring, and its mag­

nitude determines the extent of the mass transfer control of the front 

speed. For packed beds of spheres (Wakao and Kaguei, 1982) and 

for consolidated fibrous porous media (Golombok et ai., 1990) the 

heat transfer counterpart of this coefficient is known. Howevcr, be­

cause of the presence of radiation heat transfer and also since the 

solid phase allows for thermal diffusion within it while generally be­

ing impermeable, the heat and mass transfer analogy does not hold 

at the particle levei. Thereforc, h:%, which is a significant paramcter, 

is not generally known (Ohlemiller, 1985a). Then, the local equilibri­

umtreatments h';!! -> oo ( e.g., Dosanjh ct al., 1987) is assurnccl as an 

altcrnation. The functional form of h;;; is 

h';!! = h':!f.(Ped, Se, matrix structure, 

reaction distribution in solid and gas phases). 

In the thermal nonequílibrium trcatment of the cnergy conserva­

tion where the temperaturc of thc solid is taken to be different than 

that of the gas, an interfacial heat transfer coefficient hsf is intro­

cluced. A recent measurement of this coefficient for fibrous metallic 

matrices is given by Golombok et ai. (1990). The transicnt energy 

equation for the gas phase must include the total effective thermal 

diffusívíty tensor (D) 9 = (De)9 + ( Ddy and the interfacial ( s-g) heat 

lransfer coefficíent h 5 9 • 

The functional form of hsg is 

h59 = h59(Ped, Pr, matrix structure, 

reaction distribution in solid and gas phases, k./ k9 ). 

Presently there is no rigorous treatment of h 5 9 for solid and gas phase 

reactions. Note that h"9 depeneis on both the fiow field (which in turn 

depends on the temperature field) and the ternperature field (which 

in turn depends on the reaction distribution within phases ). The ra­

diation heat transfer is generally given as the local volume-averaged 

radiant heat fiux qr and this local value is based on a significant pen­

etration of the racliation within the bed. For nearly opaque particles, 

the racliation attenuates in a rather short distance ( order of the par-



ticle size), and, therefore, the continuum treatment is not expected to 

be valid. 

The transient momentum equation for the gas phase flow must 

allow for the inertial , víscous (Darcean), and gravity forces as well as 

the high velocíty effect (Ergunia.n),and the imposed pressure gradient. 

Since the gas undergoes sígnifi~ant .expansion, the directíon of gravíty 

vector wíth respect to the flow direction· be~omes important ( assisting 

or opposing the flow). At the pore levei, the significant expansion oc­

curring over a distance of the order of the pore size cornbined with the 

reaction distributions result in a significant alteration of the velocity 

field (as compared to the pore-levei flow upstream and downstream 

of the front ). 

4.2.3 CONSERVATION AND CONSTJTUTIVE EQUATIONS (RE-

VERSE COMBUSTION) 
Currently, we have undertaken direct nurnerical simulat íon of com-

bustion in inert porous media. The results of such simulations ( which 

shall also include combustible porous media) will be used in mod­

ifying the existi ng volume-averaged equations to account for their 

limitations. However, until the conclusive results of these numerical 

simulations at the pore levei become available, we will continue to 

explore the volume averaging approach to find a description for the 

global charactersistics of the combustion process . 

ln reverse combustion with the burning front propagating parallcl 

to the gas flow , if the thickness of the reaction zone is small compared 

to the curvature of the wave, combustion can be modelled as a one­
dímensional process. The volume-averaged energy equatíon '(with 

the assumptíon of local therma.l equílibrium between the gas and the 

solid phase) is written as 

àT àT 
[<pgCpg + (1- <)psCs]Tt + (<pgCpgUg) OX = 

à [ àT] àx (kr + kt) àx + (9) 

By defining a new coordinate system that is fixed at the combustion 

front and traveis at a steady rate, u f, with the combustion wave, 

Xt=X+uft (10) 

eq.(9) can be transformed to 

(11) 

ln the new coordinate system, the volume-averaged conservation equa­

tions for the gas and the solid phase, as well as 0 2 and the unburned 

solid are given by 

_dd {(1- <) PsUf} = n~s + ria 
Xt 

d d dY0 
-d {<p9Yo (u9 + UJ)} = -d {<p9 Dm-d } +rio 

Xt Xt Xt 

_dd ((1- <)p3 YusUJ) = n~s 
Xt 

'For simplicity the averaging symbols < > are omitted in this section. 

(12) 

(13) 

(14) 

(15) 
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The reaction rate for the consumption of oxygen species is modelled 

as a one-step, first-order Arrhenius kinetics 

(16) 

Based on the one-step global reaction of eq.(3), the other reaction 

rates can be written as 

(17) 

Assuming that the reaction takes place at the solid surface, define Yus 

as 

v _ Pus 
.I.us -

Psi 

such that eq (16) can be represented as 

(18) 

(19) 

where Y0 , denotes the mass fraction of oxygen at the solid surface. 

Considering the mass nonequilibriurn between the concentration of· 

02 species in the gas phase ( within the pores) and that at the solid 

surface, the reaction rate can be controlled by the rate at which oxy­

gen can diffuse to the surface of the solid particles. The reaction rate 

is therefore rnodified to 

(20) 

where 

-h':i{p9 ~9 (Yo- Yos); Yo ~ Yos (F'ast Kinetics) (21) 
g 

<llld 

ln comparison to hv , the kinetically controlled reaction rate expressed 

by eq.(22) becomes significant when ternperature is Jow or the size of 

the solid particle is very small such that Yo = Yos· Thus, two distinct 

regimes of reaction can be identified, 

J( (l(inetically Controlled) 

h v (Dif fusion Controlled) 

(23) 

(24) 

In eq.(21 ), the r a tio of the total surface area of the solid to the volume 

of the gas is given by 

(25) 

Due to the Jack of a proper interfacial rnass transfer coefficient, h:f!. 

(in analogy with the interfacial heat transfer coefficient) is taken to 

be, (Wakao and Kaguei, 1982) 

hsg = ShDmg = 2,+1.1Re0.6Sc0.33 
m d 

where the Reynolds and Schmidt numbers are defined as Re 

and Se = v9 / Dmg respectively. 

(26) 



The balance between the mass fraction of gaseous and solid species 

are expressed as 

Yo + Y9 p + Y1 

Yüs·'+ Ya = 

1 (2í) 

(28) 

Assuming small pressure variations in the porous medium and 

across the combustion wave, the conservation equations are solved 

without considering the momentum equation. With the assum ption 

of constant pressure, the gas density and temperature are related 

through the equation of state, P = p9 RT. 

The boundary conditions required to solve eqs.( ll-15) and cq.(20) 

are given by 

cold boundary: 

X _, - oo =} T = T,, Y0 = You, Y9 p = O, 

Yr = 1 - You , Yus = 1 , Ya = O , u9 = u9 , 

hot boundary: 

dT 
x --+ + oo => dx = O. , Yo = O , Y9 P = 1 - Y1 , 

Yus = Yusb, Ya = 1 - Yusb ( Oxygen Limited) 

dT 
X --+ +oo =} dx = O.' Yo = Yob' 

(29) 

(30) 

Y9 p = 1 - Yr- Yob, Y,.. =O, Ya = 1 (Fuel Limited) (:H ) 

The total effective mass diffusivity Dm in eq.( 14) is written as 

(Kaviany, 1991) 

where 

Dm = Dme + D~ 

2f 
Dme = --Dmg 

3- f 

and Dmg is the molecular mass diffusivi ty. D'f,. is written as 

d [3 1 2 ] Dm = Dmg 4Pem + 611' (1- E)Pem lnPem 

and the Peclet number is defined as 

fUgd 
Pem = -2D 

mg 

The total effective thermal conductivity is written as 

kt = ke + fkf 

where 

_ [ ks 0.280-0. 757/ogc-0.057/og( ~ )] 
ke- kg (-) 9 

kg 

and 

d ' [3 1 2 ] k1 = Ag 4Pet + 61r (1- €)Pe 1lnPe1 

The thermal Peclet number , Pet is defined by 

(32) 

(:n) 

(34) 

(35) 

(36) 

(37) 

(38) 

Pet = €ugd 
2ag 

The radiant heat conductivity is represented as 

kr = 4FdaT3 

(39) 

(40) 

where F is the exchange factor , d is parti ele size, a is thP Stefan­

·Boltzman constant. The total effect ive conductivity(thermal diffu sion 

.and radiation) is then written as 

P-28 

k = kT + kt ( ll ) 

4.2.4 RESULTS FOR COMBUSTION OF A PA CKED BED OF \V OOD 

PARTICLES 

Considering a quasi-steady, one-dirnensional rnodel for the propaga· 

t ion of the burning front in a porous mcdium , we solve the \oluJt le­

averaged conservatioJt equations a.nd thc constit.ulive relation s using 

large activation energy asymp tot ics. lt is of interc>l to predict the 

propagation rate of the combust ion wave and to determine th e peak 

temperatures attainable in the bed, as we\1 as the extent of conver­

sion of the original material to the producls (gas a Jtd condeused) a nd 

its dependency on the gas f\ow rate and iuitia l oxygen concentration. 

The results compare favorably with our experimental results and nu­

merical simulation of t.he process. 

(A) Large Activation Energy Asymptot.ics (oxygen limi tcd) 

The mcthod of largc activation cnergy has bcen employeel Lo 

obtain the burning temperaturc and til<' propaga.tion vclocity of 

thc combustion front.. For the sa.ke of brevit.y, only the ntajor 

stcps in devcloping the asymptotic theory have been prcsented 

here. It is assumcel that ( = t = 1§b » 1, Ap9 - const 

p9k9 = const. , kr = 4Fd0'1~3 , and cp9 = Cs = cP = const. 

Table 3. shows t he physical propertics that are useel in the ana­

lyt ical anel nurne ri cal calculat.ions. 

Thc cnergy equation and t.ltc conscrvation of species for the 

gas anel solid, cqs.(ll) (assuming a = b = 1, c = O in t he 

reaction rate) and (14-15), along with thc boundary conditions, 

eqs .(29-30) , a re transfonncd to 

dT _<PT +l''(l }-') ( ') -E dE, - de - 1 - \ '~ e RT, (42) 

dY = _1 d2 y '" - - -E 
dé.J Le

9 
dE,; + 1 ( 1 - Y) ( 1 - Y.) e 'RT , ( 43) 

I'/11 ( 1 - Y) ( -) -E l- Y, e RT 
dY. 

(44) 
dE, I 

with the boundary conelitions 

dT 
E, ---+ -oo : T = df, = O ( 45) 

dT 
Ç ---+ 0 : T = 1 ; dê, = 0 ( 46) 
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Table 3 . Base-Case Properties. 

kljkgK 

WjmK 

kgjm3 

m2Js 
MJjkgFue/ 

kg 02/ kg Fuel 

m 

kl/mol 
.-1 

T 

Gas Process Parameters 

Properties 

1.05 

26.3 X' lO 3 

1.16 

2.1 X 10 ° 
14 

1.25 

0.68 

6.4 X 10 3 

16.3 

5.67 X 109 

r' = AukPsíno 
tu9,pUCp' 

r" = A,nok9uPsí 
Cp ( EU9,)

2 P9u' 

f"' = Auk9 ,You 
EUguCpUj (1- t:) 

ln eq.(49) the total mass ftux is written as 

Solid 

Properties 

2.81 

0 .15 

663 

-

(47) 

( 48 ) 

(49) 

(50) 

(51) 

(52) 

pu = Ps (1- t) UJ + p9w 9 = const. (53) 

and the following relationship is established between the vari­

ables ~ and ~~ 

(54) 

Outer Solution (convective/diffusion zone) 

ln the outer region reaction is considered to be negligible, 

and the profiles for oxygen and solid species in the outer region 

have the solution 

y- = Cyexp(Le~i) = Cvexp(~19 ~) (55) 

dY,- - -
= O. =} Ys = const. (56) 

d~l 

With zero mass diffusivity for the solid species, 

6 --+O ; Yus 1=?Ys-=0 (57) 

Similarly convective/diffusion outer zone yields the solution for 

. the energy equation as 

(58) 

Cy and Cr can be found from matching the inner and outer so­

lutions . 

Inner Solution (diffusion/reaction zone) 

Define 

1 RTb 
8=-=-~1 

t: E 
and a new spatial coordinate 17 which is scaled by 8 

(59) 

(60) 

Expand the inner solutions in terms of 8 up to the first leadi(J g 

order as 

y+ = 1 -81'("7) -0(82
) 

T+ = 1- 88(17)- Q (52
) 

v.+= óA('7)+o(52
) 

It can be shown that 

and similarly 

L e9 r" . 
c2 fio (17) 

1 

where in the above equation A (17 =O) 

1 E 
to = 8 = RTb 

A1 . lntroducing 

such that the following relationships can be defined 

exp ( ~~) = exp ( ~~b) = exp (-to) exp c-:~) 
. nT T" AI d fi where 1/> = " . so e ne 

Ê> ( ) = 1/>0 ( 17) 
17 1+1/> 

The formulation for the inner region is completed by giving 

L e9 52r" rm 
= C2 [

1 - c r' 
1 1 

(61) 

(62) 

(63) 

(64) 

(65) 

(66) 

(67) 

(68) 

--, -- --]exp(- t:0) 8(17) exp(-e) r"' (1 + 4> ) dÊ> (17) · · 
c1r 4> d17 

(69) 

lim 
dÊ> ( 17) 1/> (70) 

71--<X> d"' 1+ 1/> 

17 -+O Ê>= 
dÊ> 
d1/lry=0 = 0 (71) 
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Given the condition for the stoichiometry of the reaction as 

ri// 
clr' = 1 ===> noUj (1- E) Psi = PguUgu EYou (72) 

the solution to eq.(69) gives the following expression for the peak 

temperature in the bed 

"'4 (-E) _ (E6.ic)
2 

(cDm)(EpguUguYou)
2 

( 7 ) 
1 b exp - 2 3 

Rn (Rk) AunoPsi 

The propagation velocity of the burning front is obtained from 

eq.(53) and the integrated energy equation given below 

D.ic = p'iicp (n - Tu) 
Pgu UguEYou 

(74) 

(B) Numerical Solution 

The governing equations for energy and conservation of species 

(gas and solid), subject to the boundary conditions, are di s­

cretized by integrating the equations over a finite control vol­

ume, thus reducing the boundary value problem to a systern of 

algebraic equations . Constant properties are assumed, excep t for 

the temperature dependency of the radiativc heat transfer cocf­

ficient. A nonuniform mesh with a higher concentration of nodal 

points near the location of the combustion front covers thc com­

putational domain . The discrctized equations are solved using 

the power-law scheme (Patankar,1980) to cvaluate thc Auxes a.t 

the control volume faces. The reaction rates, acting as the source 

or sink terms in thc governing equations are linearized according 

to 

S = Se + SPXP (75) 

where Xp denotes the functional dependency of the source tenn 

on the parameter X at location p. Since the expression for the 

reaction rates is quite complex, Sp is taken to be zero, and Se is 

taken to be constant and equal to the value of the reaction rate 

at the previous iteration step. 

Time-independent profiles are assumed in a coordinate sys­

tem moving with the combustion front. The species and temper­

ature profiles, as well as the front velocity are solved iteratively, 

assuming a uniform gas flux upstream and a constant burning 

front velocity which depends on the final temperature through 

thc integrated energy equation. Variations of the gas density 

with temperature and evolution of the pyrolytic gas is accounted 

for. 

Since the propagation velocity of the combustion front is not 

known apriori, the location of the front is fixed by specifying thc 

temperature atone mesh point, thus avoiding the cold-boundary 

difficulty. This point is selected in such a way to insure that 

the temperature and species gradients nearly vanish at the cold 

boundary, which otherwise, would result in loss of heat through 

the cold boundary. 

An initial profile is assumed for the gas, solid, and tempera­

ture. The starting profile involves a reaction zone through which 

the oxidant and solid species concentration change linearly from 

upstream values to zero. A linear profile is also assumed for the 

temperature rise in the reaction zone. Zero gradients at the cold 

and hot boundaries are also imposed on the starting estimates. 
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The species profiles are first computed using a fixed tempera­

ture. Only after a converged solution is obtained for the gaseous 

and solid species with the temperatures };eld fixed is the energy 

equation induded in the iteration. The cnergy equation is solved 

next keeping the concentration of species constant. \Vith the 

newly converged temperature profile held fixed, the computation 

on the species equations is repeated. This iterative process is 

continued until full convergence of ali profiles is achieved. Thc 

convergence criterion adoptcd either for thc species or the tcm­

perature profiles is such that thc value for the normali?.ed di r­
ference between any two succcssive cornputations in the cntire 

computational domain is less than 10- 9
. Due to thc nature of 

thc react ion rates, as the temperature increases , the source terrn 

increases, causing instabilitics in thc computation of t hc cncrgy 

cquation. It is found necessary to compute lhe react ion rates 

only during thc iterations on thc specics equation , and kcepi ng 

it constant while solving for thc energry equation. 

(C) Experiment 

A fixed bcd of fuel is composed of a randorn packing of ~p!icr-

ical wood particles 6.4 x I0- 3 (m) in diametcr. Thc pa.rticlcs 

are placed in a combustion charnbcr which has a square cross· 

sectional area, and is made of Alurnina Sílica ( the cornposit ion is 

roughly 80% Alumina and 20% Sílica) to minimize latem! hcat 

fosses. A flow dispersion bed containing glass beads is positioned 

in the lower sect ion of the cornbustion charnber to insure fl ow uni­

forrnity of the incorning air anel minimizing channcling.The fuel 

s 

a 
c 

4 

\. 

c 

r 

c 

is ignited from above by a radiant ht~at sourcc which providcs a L 

uniform ignition of the bed. Subsequent to the ignition of the top 

layer, the externa! heat source is rcrnoved , and the cornbustion · 8 

front starts to propagate at a stcady rate. Temperature read· I· 

ings are taken by Pt30%Rh therrnocouples (insulated in ceramic 

tu bes) inserted along the centerli ne of the bed . Measurerncnts are . r 

made at the center of the bed to assure nearly one-dimcnsional c 

behavior and to minimize side effects. The thermocouples are 

precisely spaced 9.4 x 10-3 (m) apart. These provi de the propa-1 

gation velocity and temporal variation of temperature within the ! l 

bed. Temperature recordings are made in 10 second intervals. t 

The velocity is determined from the known spacing and from the , 
1 

measured time it takes for a given temperature levei (500°C) on! 
1 

the burning front to pass successive thermocouples. The results t 

indicate that the burning front spreads essentially at a constant ; ( 
: r 

rate. 

Air is supplied from below in the opposite direction to the I 

front propagation, and its velocity is calculated from the mea·. t 

I ' I 

I 
i 
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sured volumetric flow rate into the bed and its cross-sectional 

area. To study the effect of gas flow rate on the combustion 

characteristics of the bed, the air flow rate is varied between 

4 x 10-5 (m3fs) and 1.6 x 10-3 (m3 /s). The lower and upper 

values set the flammability limits in the experiment. lt has been 

observed experimentally that ai r flow rates above 8 x 10-4 
( m 3 

/ s) 
result in incipient fluidization of the top layers which have lower 

density (dueto the solid consumption) than the unburned solid. 

(D) Results 

Figure 7 illustrates a typical combustion wave structure ob­

tained numerically. The spatial variation of temperature, oxygen, 

unburned solid , and reaction rate is shown in the preheat zone , 

the reaction zone, and downstream of the reaction wave. The re­

sults are obtained for the adiabatic reverse combustion assuming 

local thermal equilibrium between the phases. The mass concen-

' tration of oxygen essentially goes to zero over the width of the 

reaction zone and some solid fuel will remain unreacted . The 

degree of solid consumption depends on the initail air flow rate 

and oxygen supply. 

The burning velocity is essentially controlled by the balance 

between the degree of heat generation in the reaction zone and 

transport of this heat to the unburned solid fuel. Thus, radiation 
becomes an important factor in controlling the rate at which the 

burning front spreads to the unreacted zone. The final tempera­

ture and the degree of consumption of solid fuel (or the apparent 

equivalence ratio) depend on the propagation velocity which is 

not known aprioir. At low air flow rates, the reaction is oxygen 

limited and the apparent equivalence ratio is only a fraction of 

that for the stoichiometric. lncreasing the air flow rate results in 

higher burning velocities, accompanied by higher temperatures 

and a shift in the equivalence ratio toward stoichiometric. Be-
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Fig. 8. Variation of Combustion Front Velocity with Inlet Air 

Velocity 

yond a criticai flow rate (stoichiometric burning), the solid will 

be totally consumed and excess oxygen will remain at the end 

of the reaction zone (fuel limited). Figures 8 and 9 show our 

numerical calculations for the variation of the combustion wave 

velocity and the maximum temperatures with respect to the inlet 

air velocity, in comparison with the experimental and analytical 

results. ln Figure 9, the point where the burning velocity crosses 

the stoichiometric line coressponds to the total consumption of 

both the oxy,e:en and solid fuel. 
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5. COMBUSTIBLE POROUS MEDIUM: 
SOLID-SOLID REACTIONS 

The propagation of a reaction front in an ignited powder mixture 

of reactants A and B is possible if a sufficient fraction of the 

heat generated in this exothermic reaction ( combustion) can flow 

downstream of the front. The heat and mass transfer through 

the powder (and within the individual particles) is significantly 

altered if melting occurs and especially if the liquid phase moves 

dueto capillarity (assuming that the Bond number B = gped2 /a­
is small enough, i.e., the gravity effect is negligible compareci to 

capillarity) . ln many binary systems, the melting point of one 

or both reactants is below the adiabatic stoichiometric reaction 

temperature, and it (s expected .that the transport ( and reaction) 

around the combustion front will be influenced by the presence 

of the liquid phase and will be significantly different than that 

associated with transport through the solid phase only. This , 

in general , results in enhanced -d.iffusion, and therefore, both the 

front speed and the extent of reaction completion ( especially for 

volume-averaged nonstoichiometric mixtures and when part icles 

of A and B are not in direct contact) increase due to the formation 

and movement of the liquid phase. The ~rain structure of the 

product is also influenced by this liquid. 

We consider the reaction 

Ae + B, --+ AB, . (76) 

Table 4 gives examples of the binary systems A and B used in the 

combustion synthesis of product AB (e .g., Deevi, 1991; Munir, 

1988) , where fli c is the heat of reaction ; TA a,m is the melting 

point of stoichiometric AB ; T A,m and Ta ,m are the melting points 

of pure A and B species; and Tad is the adiabatic stoichiometric 

reaction temperature. For example, as shown in table 1, TA,m 

is less than Tad for the Ti and C system and for the Si and C 

system . 

The description of transport and react ion through porous me­

dia(when the formation of a liquid phase is included) is by a set 

of local volume-averaged governing equations where local ther­

mal and concentration equilibria are assumed between the liquid 

and solid phases and no a llowance is made fór the mot ion of the 

liquid (e.g., Merzhanov, 1990; Margolis, 1983; Merzhanov and 

Averson, 1971). The rationale for these simplifications has been 

the search for the gross rather than the detailed behavior of the 

combustion front. On the other hand, for binary systems that 

undergo phase change, the experimental studies have unveiled 

many interesting features , which can only be explained in light 

of the liquid formation and motion (e.g., Deevi, 1991; Rabin et 
al., 1990) . 

ln the descriptions of Margolis (1983, 1985) when the species 

A has a melting point below the adiabatic combustion tempera­

ture, a liquid film of this species will form around the B particles. 

The amount of liquid and the mass transfer within it and between 
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the liquid and the solid phases are not yet addressed. Because 

of the lack of a direct inclusion of the liquid and its distribution, 

the role of the liquid formation is generally only lumped into an 

empírica/ parameter combining the degree of reaction completion 

and the latent heat of fusion (Merzhanov, 1990; Margolis , 1983). 

On the other hand in the liquid phase sintering literature ( where 

the entire specimen is assumed to be at a uniform temperature), 

the formation of the liquid phase and its motion (including t he 

motion of the solid parti eles totally surrounded by the molten ) is 

more directly addressed (German, 1985; Somiya and Moriyoshi, 

1990). 

The present state of the knowledge on combustion synt hesis 

is nearly completely summarized in the proceedings of the inter­

national conference held in 1988 and in the summary of a recent 

workshop (Grosshandler, 1990). The mathematical trea t ments 

(including stability) are reviewed by Bayliss and Matkowsky (1990) 

Margolis et al. (1990), Armstrong and Koszykowski (1990), and 

Varma et al. (1990). The experimental and physical aspects 

are discussed by Hardt and Holsinger (1973) , Mullins and Riley 

(1989), Anselmi-Tamburini and Munir (1990), Trambukis and 

Munir (1990), and Deevi (1991) . 

A pore-levei examination of the reacting powders (for imper-

m eable spherical parti eles) reveals that a liquid phase is formed 

r 

s 

and that initially (up to the time where a critica! local liquid 

volume is reached) this liquid is held as rings at the parti cle­

particle contact points (where the reactions occur). At higher 1, 

liquid volumes, the liquid phase becomes continuous (at least a 

over severa! parti eles) and is mobile. ln general, there is also n 

a two-phase (i.e., the mushy region) separating the liquid and _ 
\) 

the solid phases. This is also reali zed by examining the phase 

di agram of the binary systems and by noting that when t he adi- h 

abatic combustion temperature lies between the melting point of . ,, 
species A (lower melting point) and species 8, the product of ti 

A and B can be in the two-phase state for parts of the concen-
1 

tration spectrum. An example is the carbon- titanium system. ,, 

Note that after a sufficient amount of time is elapsed and for c 

stoichiometric mixtures where particles of A and B are in di- e 

rect contact through at least one interface, no unreacted A and d 

B will remain. Figure 10 gives a rendering of the reacted and s• 

unreacted regions adjacent to the combustion front. The volume- \' 

averaged nonstoichiometric and diluted mixtures will have some 1, 

special features. We point out the particle-level reaction being t ' 

controlled by both diffusion and liquid motion and that except 'l 

for a particular plane in each particle this reaction is always non- 11 

stoichiometric. Therefore, the liquid and two-phase zone forma- r. 

tion and motion is rather complicated, and in powder reactions, h 

an approach similar to that taken for continuum (mostly slabs) 

solidification and melting (Armstrong and Koszykowski, 1990; 5 

Anselmi-Tamburini and Munir, 1990; Hardt and Phung, 1973) 
5 

must be taken. The molecular mass diffusivity of liquids is larger 

than that of solids and a Javorable distribution of the liquid phase :\ 

can significantly increase the rate of completion of the reaction 'I 
d, 



Table 1. Examples of systems used in combustion synthesist. 

Reaction Crystal C.ic (kJ /kg) TAB,m (°C) TA,m (°C) Ta,m (°C) T.d (°C) 

Tit +C, - Ti C, Gry met, Cub -3076 3140±90 1660±10 3652 subi 2937 

Tit + 2B, - TiB2, H ex -4663 2900 1660±10 2300 2917 

3Ti, +a, c,- 2Tia,, + TiC, 1660±10 

Sit +C, - Si C, alk, Cub (P) -1629 2700 subi 1410 3652 subi 1527 

Si, +C, - Si C, alk , Hex (a) -1566 2700 subi 1410 3652 subi 1527 

Zrt +C, - ZrC, Gry met, Cub -1967 3540 1852 3652 subi 

Hf, +C, - HfC, -1321 ca 3890 2227 3652 subi 3627 

Nbt +C, - NbC, Blk Gry, C ub -1325 3500 2468 3652 subi 

4a, +c,- a.c. Blk, Rhbdr -1288 2350 2300 3652 subi 727 

3Crt + 2C, - Cr,C2. Gry, Rhornb -449 1980 1857 3652 subi 

tThe properties are taken from CRC Handbook of Chemistry and Physics (1986-

1987) and from Handbook of Thermodynamics Tables and Charts (1976). 

O). and the propagation speed of the combustion front. With the 

formation of liquid (and for srnall enough particles), the single­

temperature wave propagation may occur; while for no rnelt ing 

(as is for large particles), t.he two-temperal1L1'C wave propagation 

(the second one marking the completion of the reaction) may oc­

cur (Munir, 1988). The spread of the liquid may also result in a 

structural anisotrop!J of the fi nal product. 

l 
These features can only be unveiled by a pore-levcl examina-

tiçm of the transport, reaction, and phase change. ln practice, 

the pore-leve] simulations are too claborate to use and, therefore, 

local volurne-averaged descriptions are used . The loca.! volume­

averaged governing equations that apply to combustion synthesis 

i 
must include some of the abovc-mentioned, pore-levei features in 

order to result in accuro.te predict.ions of t.he local concentrat. ion 

(i.e., the transient degree of cornpletion of the reaction). As will 

be shown in the proposed research, this would require a separate 

local treatrnent of the liquid and thc solid phases (i.e., imposi-
.f 

,f tion of local noncquilibrium). The inclusion of pore-levei fca.turcs 

requires prescription of some coefficients coupling the transpor!. 

equations for each phase. An estimation of these coupling coeffi­

cients is generally found by t.he ana:lysis of the pore-level phenom­

ena (i.e., a direct sirnulation at the pore- levei). Presently, this 

r 

direct simulation and t.he appropriate local volume-averaged dc­

l scriptions are not availa~le. It should be mentioned that for the 

verification of the direct. sirnulations and the predictions of the 

e local volume-averaged equations, experimental result.s are needed 

g that specifically addrcss the pararnet.ers appearing in the analysi s. 

Therefore, because of the rcquired sirnplifications/assumptions 

made in any analysis, critica! experimental verifi cations must he 

coupled into the investigation . So far this detai led investigation 

;, has not been applied to the combustion synthcsis. 

•; 5.1 Analysis of Solid-Solid Reaction 

5.1.1 MASS TRANSFER 

e Assume that the green specimen is made of monosize parti eles of 

,1 species A with diameter dA and monosize species B with diameter 

d8 with an initial compaction assigned by the initial contact arca 

given by the contact dia meter dcAA, dcAa, and dcss. Figures 11 

and 12 give a rendering of the arrangement of the particles . The 

symbols are defined in the nomenclature section. A statistical 

arrangernent is also possible by an ensemble averaging over many 

realizations of some arrangements. 

The species A and B diffuse through their contact area and 

react at the reaction rate given by a phenornenological chcrnical 

kinetic relation of the forrn (e.g., Merzhanov and Averson, 1973) 

(77) 

This exothermic reaction generatcs heat ata rate of n A!:.ic (W /m3
), 

and this heat will partly result in an increasc in the local sensible 

heats and will be also consumed as the latent heat. The rnass 

diffusion of A and B continues and becornes enhanced due to the 

increase in the local ternperature and also dueto the high molec­

ular mass diffusi vity through the liquid phase. Depending on 

the parti ele sizes, a capillary motion may occur and can f urther 

cn hance the mass transfer and, hence, the rcaction rate. The de­

pendence of the molecular mass diffusivity on the temperature is 

gencrally given through phenomenological models such as (e.g., 

Hardt and Phung, 1973) 

(78) 

Note that we have been discussing irnpermeablc sphcrical par­

ticles and so far have not mentioned porous sphcrical particlcs 

such as porous carbon made of an agglomeration of soot parti­

eles (e.g., Deevi, 1991 ). In such cases, the molten can penetrate 

through these pores (due to capillarity) , and the rate of pene­

tration into these porous particles is much larger than that due 

to molecular diffusion ( even at elevated tem per atures) . ln par­

ti eles of species A or B, diffusion, phase change, and reaction 

occur as determined by the initial contact arca, particlc arrange­

ment, and the thermo-physico-chemical properties. These phe­

nornena will be deterrnined by solving the conservation equations 

along with the appropriate constitutive relations and by allow­

ing for the property variations. The lateral periodic boundary 

conditions can be justifiably applied . However , longitudinally 
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Fig. 10. A rendering of the reacted and unreacted regions adja­

cent to the ombustion front.The combustion front is not shown 

in detail. The species A has a melting point lower than the adi­

abatic reaction temperature of A and B. 

the combustion front covers many particles, and there is no sym­

metry. Therefore , in both the upstream and downstream (with 

respect to the front propagation direction) , many unit cells will 

be included in the direct simulation. 

5.1.2 HEAT TRANSFER 

For each particle, heat flows in from the neighboring upstream 

particles. When there is a significant difference between the ther­

mal diffusivities of particles A and B, a significant amount of 

heat can also flow laterally into the particle. The heat is also 

generated due to reaction, and finally it flows out to the down­

stream particles (and if aA/aB is far from unity, also laterally). 

The mass and heat diffusion and reaction and heat generation 

result in temperatures above the melting temperature of species 

A causing a phase change. As was pointed out, the phase change 

of the binary systems includes the mushy regime where a two­

phase mixture also exists. The existing treatments also include 

the continuum model in which the transition from the solid to 

liquid phase through the mushy zone is through a continuous 

change in the solid fraction . 

The coupled heat and mass transfer equations for the unit 

cell can be solved by tracking the interfaces in each particle. 

The unit cells are connected through their common boundaries, 

and the entire combustion front will be simulated by seeking the 

steady solution (by making the contrai volumes move with the 

eigenvalue front speed, as clone in the computation of premixed 

gaseous combustion). 

5.1.3 LIQUID MENISCUS 

The liquid and mush formed can move due to the forces of the 

volume expansion during the formation of these phases (and in 

the solidification zone downstream of the front, the liquid that 

(a) Dlsconllnuoua Uquld F't!aY T A.m < T ad , T B,m > T ad , T AB,m > T ad 

Hae.t Flow 

I/ ü 
Combustlon Front 

Thlckn ... 

Dlrec:Uon 
of Front 

Propagatlon 

v 
lif 

Solld Phase 
AB 

.......... u 
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(b) Condnuous llquid Phase 

;; 

'-

~ 

/ 

MoltenA 

Fig. 11. The reaction and melting front penetration ata parti ele-, 

particle contact area. (a) The liquid is discontinuous and appears: 

as rings around the contact area. (b) The liquid from the adjacent 

pores connect and a continuous liquid phase is formed . 
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was moved there by capillarity will undergo a volume decrease) 

and the capillarity. The opposing forces are the static surfact: 

forces ( at the three-phase contact line, the force balance leads to' 

the static contact angle) and, when the liquid is in motion, the 

viscous force. Determination of the quasi-steady meniscus con· 

tour in the downstream liquid-phase regime when no mushy zone' 

present, is rather straightforward (Kaviany, 1991). The inclusion 

of the mushy zone and the dynamic forces add complications that 

have not yet been addressed. One can include the mushy zon9 

as a pseudo-liquid phase but with properties different than the 

liq uid. This will allow us to use the contact angle ( ei ther static 

or modified-advancing or receding). This in turn will allow fof: 
I 

the estimation of the trajectory of the moving contact line (i.e., 

the line between the three solid, liquid, and gaseous phases) and 

the gradual connection of the menisci of the neighboring ring~ 
I 

(i .e. , start of the liquid continuity). The static Young-Laplace; 

formulation for the meniscus is generally not applicable to fast 

transient problems, such as the one considered here. Howeverj 

the trends predicted by the modified static formulation (i .e., bji 

inclusion of the dynamic contact angle and the dependence of the 

surface tension on the concentration, etc.) have been found t~ 
I 

agree with the experimental results (Tao and Kaviany, 1991). i 

5.1.4 THERMODYNAMICS 
I 

Figure 13(a) is a binary phase diagram reproduced from Germ~ 
(1985, p.l73) that shows that the species A has a melting point 

below the adiabatic mixture temperature T .. d, a characteristic fa.: 

vorable for reactive liquid phase sintering. Note that for particl~ 

I 
i 
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Fig. 12. The unit cell used for the direct simulation of the 

propagation. Severa! such unit cells are included upstream and 

downstream of the front, and the simultaneous solution to the 

transport in these unit cells is sought. 

made of pure A and pure B species, the entire concentration spec­

trum is realized as the two particles A and B come in contact at 

elevated temperatures. The two-phase regimes (i.e. , f+s ), as well 

as the liquid and solid regimes, are present in the phase diagram. 

ln principie, the thermal penetration front through a particle of 

species A is followed by a concentration front [notwithstanding 

that the mass diffusivity increases with temperature as given by 

Hardt and Phung (1973)] . Then, ata position in the parti ele with 

T ~ TA ,m and with the concentration of species A higher than 

Ct,, a liquid phase exists. For Ce2 < c. < Ce, and T :o:' T.,m, 
a two-phase region is first encountered before arriving at a solid 

phase region, which is followed by another two-phase region. As 

is clear, this can be a fairly complicated phase distribution in 

a particle A undergoing reaction with the neighboring particle 

B. Note that these are equilibrium phase characteristics, and, in 

general , for fast phase change conditions such as that considered 

here, the equilibrium phase diagram may not be realized . 

Figure 13(b) is the phase diagram for the Ti-C system (Mas­

salski , 1986). The high carbon concentration portion is not 

shown. This is an example of a very commonly used system 

(e.g., Deevi, 1991; Advani et al., 1991; Mullins and Riley, 1989; 

Adachi et al., 1989; Munir , 1988) . The encountering of various 

phases during reaction is evident . 

(a) 
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CA, Mass Concenlralion 

(b) Atomic Percent Ce.rbon Concentration 
o 10 20 30 40 so eo 

3000 

2500 

o 5 10 15 20 25 30 35 

T 1 Mass Pe<cenl Csrbon Concentration C 

Fig. 13. (a) A rendering of the phase diagram for a binary system 

with TA,m < Tad· The diagram is suggested by German (1985) 

for systems favorable for reactive liquid phase sintering. (b) The 

phase diagram for Ti- C binary system from Massalski (1986) . 
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SUMMARY 

Heat transfer contro/s the solidification rate of pure substances, mixtures and liquid 
saturated porous media. Recent research on experimental and theoretical so/idification of 
binary mixtures and of solutions saturating porous structures are discussed. The emphasis in the 
discussion is on physical processes which underlie solidification in scientific. and engineering 
studies. When thermal/y and so/utally induced buoyancy forces drive convection currents in 
bothfully melted and two-phase (mushy) zones during solidification of binary systems,jlows in 
melted and mushy zones are strongly coup/ed to each other. Moreover, jluid jlow within the 
mushy zone is /inked to macrosegregation, a ma/distribution of so/ute in castings. Current 
progress is reviewed, and some promising areas for further research attention are also 
identified. 

INTRODUCTION 

Systems that undergo phase change from liquid to solid have 
been the focus of research for decades in the fields of applied 
physics and mathematics, geophysics, metallurgy and engineering. 
Important applications include casting, welding, latent heat energy 
storage, nuclear reactor safety, crystal growing, food processing, 
and cryosurgery. Solidification of water or pure metais is well 
understood and predictable as is melting of ice and metais. 
Solidification of single component systems such as water has been 
the subject of study for over one hundred and sixty years (Lame' 
and Clapeyron, 1831 ), and almost sixty years later the interest in 
the problems resurfaced (Stefan, 1889). Discussions of the Stefan 
problem are contained in 100re recent accounts (Rubinstein, 1971; 
Crank, 1984; Hill, 1987) and references therein. Very few exact 
solutions exist and fluid motions are not considered. ln contrast, 
solidification of multicomponent mixtures consisting of two or 
more elements is much more complicated. Even the solidification 
of a binary alloy (two component mixture) includes, in addition to 
phase change and heat transfer, the complicating phenomena of 
mass transfer, double-diffusive convection, and flow through a 
porous medium. Moreover, these phenomena occur on coupled 
microscopic and microscopic scales. 

Motivation for study of solidification from both theoretical 
and experimental points of view is provided by current problems 
of geophysical and technological interest. For example, the 
internal structure of a metal alloy and its metallurgical and 
mechanical properties depend crucially upon the history of its 
solidification from a melt. Efforts have been and continue to be 
aimed at both improving traditional solidification processes such 
as casting of steel and non-ferrous metal alloys, but also in 
developing new materiais for which solidification constitutes the 
most effective and efficient manufacturing process. Recent 
examples include casting of metal-matrix composities (Rohatgi, 
1988), production of materiais with unique microstructures via 
solidification of undercooled melts (Sahm et ai., 1986), growth of 
semiconductor crystals from melts (Brown 1988), and melt­
textured growth of high-temperature superconducting crystals 

(Murphy et ai., 1988). Additional interest in solidification has 
come from geologists who are concerned with magmatic 
crystallization (Huppert, 1990). Much of the recent progress has 
been made possible by the development of new numerical 
techniques and the widened availability of powerful computers 
(Voller et ai., 1991). 

Solidification is a broad field encompassing a range of 
engineering and scientific disciplines. Understanding solidification 
requires an interdisciplinary awareness of materiais science, 
mechanics, physics, chemistry, applied mathematics, and transport 
phenomena, coupled with a knowledge of conditions present in 
real processes. The large number of aspects important to 
solidification process and their complex interactions are presented 
schematically in Fig. 1. One of the most challenging problems in 
solidification modeling is the complex interactions between 
physical phenomena occurring on different length scales ranging 
from atomic rearrangements, over single crystal/melt interactions, 
to heat extraction at the system levei. This is summarized in Table 
1. For example, it is not at ali clear how to combine the known 
effects of convection on the growth of a single crystal (Glicksman 
et al., 1986) with the infiuence of macroscopic fluid motion on the 
evolution of crystal aggregates (i.e., "mushy zones") (Viskanta and 
Beckermann, 1987; Huppert, 1990; Beckermann and Viskanta, 
1993) in a single model. The situation is even worse when 
different engineering disciplines are involved: no model is 
available that captures, for example, the fracture and break-off of 
microscopically small parts of a crystal due to solid stresses 
together with the ensuing solid (and induced liquid) motion and 
macroscopic transport. 

ln the past, difficulties in understanding solidification have 
been caused, in part, by the large number of parameters involved 
as well as by inadequate communication between scientists who 
understand the process and engineers who apply it. Although 
realistic models can only be obtained through simultaneous 
consideration of ali aspects of solidification shown in Fig. 1, it is 
apparent that a central, but often neglected role is played by 
transport phenomena occurring during solidification. The present 
review is concerned with this particular aspect of solidification on 
a macroscopic (system) levei. 
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Important interactions in solidification. 

Table 1. Physical length scales and phenomena in solidification 
(after Kurz and Fisher, 1989). 

1) System (macroscopic) scale -10-2 m: For modeling mass, 
momentum, heat and species transport phenomena, cooling 
rate, latent heat evolution, macrostructure, volume change. 

2) Microscopic scale -10-4m: For modeling columnar and 
equiaxed microstructures, cells, dendrites, eutectics, 
coarsening, local heat and species-transfer, dendrite 
tip/eutectic front behavior, dendrite arm spacings. 

3) Interface scale -10-5 m: For modeling interface instabilities, 
capillarity, undercooling, local equilibrium. 

4) Atomic scale -10-9 m: For modeling nucleation, interface 
structure (faceted, non-faceted), atornic attachment kinetics. 

The aim of this paper is to review from a therrnal scientist's 
point of view some of the recent work on the macroscopic 
transport phenomena that accompany solidification of binary 
systems. The focus is on flow, heat and mass transfer processes 
which can play an important, if not the dorninant, role during 
solidification. It is beyond the scope of this discussion to review 
transport on a rnicroscopic levei or coupling of rnicroscopic­
macroscopic phenomena (Rappaz, 1989), no attempt is made to 
review mathematical modeling of solidification as up-to-date 
accounts are available (Smith and Hoadley, 1987; Viskanta and 
Beckerrnann, 1987; Beckerrnann and Viskanta, 1993) and 
references cited therein. The following section describes the basic 
physical phenomena occurring in alloy solidification and touches 
only very briefly on mathematical modeling approaches. Details 
conceming experiments and theoretical models can not be 
included, but ample references to the original literature and 
specialized accounts are included. ln the next section we consider 
several concrete examples of solidification occurring in simple 
physical systems. Some concluding remarks are made in the final 
section. 

BASIC ASPECTS OF ALLOY SOLIDIFICA TION 

Solidification of alloys and solutions differs in many 
respects from phase change of pure substances and readers 
unfarniliar with the subject are referred to recent accounts (Kurz 
and Fisher, 1989). Here, only a few basic concepts are introduced 

~ Tx 
::J 
Cií 
Q; 
a. 
E 
~ TA 

TE 

Cs1 
100%X 

Cu 

Ty 

Liquid 

Liquid + /32 

Eutectic Line 

Solid Solution (No Liquid Present) 

100% y 
Composition 

Figure 2. Equilibrium phase diagram for a fictitious binary 
systemX-Y. 

that are particularly relevant to the discussion to follow. More 
detailed discussion is deferred to the next section in which 
solidification in specific systems are considered. 

Phase Diagram. Pure substances (and eutectic mixtures) 
solidify at a discrete temperature, while the solidification rates are, 
in general, determined by the local heat transfer rates normal to the 
solidlliquid interface. Solidification of binary mixtures differs in 
many respects from solidification of pure substances. Any study 
of solidification of such a system must be based on the phase 
diagram, which specifies the possible states of liquid and solid at 
the thermodynarnic equilibrium as of function of temperature and ; 
composition (Kurz and Fisher, 1989). Usually, the phase 
transforrnation takes place over a range of temperatures rather than 
at a discrete temperature as in single-component systems. This can 
be more readily explained by referring to Fig. 2 which shows an r 

equilibrium phase diagram for a fictitious binary system X-Y ata 
constant pressure. The liquidus-solidus pair S1 and L1 correspond 
to temperature TA. At TA the binary system of the pair will , 
consist of a liquid at composition Cu and solid at composition ! 
Cs 1. ln other words, the solid and liquid phases can coexist in 
equilibrium at various temperatures, depending on the composition 
of the mixture. Furtherrnore, in most systems the chemical 
components have different solubilities in the solid and liquid 
phases. Hence, during phase-change a chernical species may be 
preferentially incorporated or rejected at the solid/liquid interface. 

Above the eutectic temperature T E• but still below the ! 
líquidos curve, liquid and solid phases can coexist. For 
temperatures below the eutectic line, only solid phases can forro, at 
least under the constraint of thermodynarnic equilibrium. Density l 
of the liquid is generally a much stronger function of composition : 
than of temperature; therefore, a melt whose composition is less 
than the eutectic composition CE releases more dense fluid while a 
melt whose composition exceeds CE releases less dense fluid when1 
the liquid is cooled and solidified. ' 

The solidus and liquidus temperatures coincide at the 
eutectic composition CE, but for ali other alloy compositions, i 
solidification occurs over a temperature range defined by the ! 
corresponding liquidus and solidus lines. Therefore, a two-phase 
region, known as the mushy zone, forros during solidification of 
most binary alloys. Thé mushy zone is comprised of solid i 
dendrites and interdendritic liquid, and it separares fully solidifiedl 
and melted regions during solidification. Figures 3(a) and 3M 
show dendritic structures in ~ Cl-H20 and Pb-Sn systems,, 
respectively. Hence, the mushy zone can be viewed as a porousi 
(dendritic) solid structure, which is saturated with interdendritici 
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Figure 3. 

(a) 

Dendritic structures for Nf-4Cl-H20 (a) and Pb-Sn 
(b) (from P.J. Prescott, 1992). 

liquid. The porosity of the mushy zone varies from zero at the 
solidus interface to unity at the liquidus interface. The 
permeability of the mushy zone is relatively small near the solidus 
interface and relatively large near the liquidus interface. 

The dendritic crystals are oriented principally along the 
direction of strongest thermal gradient (Webb and Viskanta, 1986; 
Braga and Viskanta, 1990; Worster, 1991). The permeability of 
the mushy zone is highly anisotropic, and the typical spacing 
between crystals is very small compared to the depth of the mushy 
layer. Dentrites grow naturally with very large specific surface 
area, and the dendrite arm spacings are of the order of 10 to 100 
IJ.ID. 
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Growth Front. Formation of solid is principally govemed by 
the temperature and concentration gradients on each side of the 
solidlliquid interface. During solidification of alloys, the interface 
is much more complicated and under most practical conditions is 
not smooth. ln general, alloy solidification is characterized by the 
presence of a Iarge variety of rnicroscopically complex structures 
(_Kurz and Fisher, 1989). Microstructure formation is strongly 
mfiuenced by the alloy composition, the growth and local 
temperature gradient ln industrial castings and ingots as well as in 
may phase-change processes occurring in nature, the normal mode 
is dendritic (Fisher, 1981 ). The dendrite exists in an alloy casting 
because it is the most efficient morphology for the diffusion of 
solute and the dissipation of heat in order to reduce the 
supercooling in the melt. Dendritic growth in castings can be 
further subdivided into two categories, columnar and equiaxed. 
!he different crystal structures occurring in a casting are 
IIJ_ustrated sc~ematically in Fig. 4. ln columnar growth, long 
al1gned dendrite stalks are attached to the cooled wall and are 
parallel to unidirectional heat flow . The speed of the crystal front 
is constrained by the movement of isotherms. Equiaxed dendritic 
crystals, on the other hand, grow radially into an undercooled melt 
roughly the sarne extent in severa! directions indicating a multi­
directional heat flow, and the latent heat is removed through the 
liquid. 

Figure 4. The classic ingot rnicrostructure: (1) chill zone, (2) 
columnar zone and (3) equiaxed zone (after Sahm, 
1982). 

Solidification on rnicroscale and, hence, rnicrostructure 
formation in most metal alloys and solutions is mainly controlled 
by species (i.e., solute) concentration gradients on each side of the 
solid/liquid interface, owing to the low mass diffusion relative to 
thermal diffusivity of such systems. On the liquid side of the 
interface, most of the solute is rejected laterally, in a direction 
perpendicular to the heat flow (e.g., between dendrite arms or 
eutectic lamellae). There always exists a concentration gradient in 
the liquid through which the solute rejected during solidification is 
removed. Consequently, the interfacial concentration must be 
higher than the liquid concentration away from the interface (Kurz 
and Fisher, 1989). The difference between the concentration at the 
interface and some bulk value in the liquid is usually referred to as 
constitutional undercooling. Thus, the melt is undercooled (i.e., it 
is in a metastable state) if the actual temperature at that point in the 
liquid is below the liquidus temperature corresponding to the 



liquid concentration at that point (see Fig. 2). The actual 
temperature difference between the interface and some bulk value 
in the liquid, referred to as thermal undercooling, plays only a 
minor role in microstructure formation, because the thermal 
diffusivity of most alloys is higher than the mass diffusivity. ln 
spite of the fact that the solute gradients are confined to a very thin 
region near the solid/liquid interface, convection can alter the 
microscopic concentration (and temperature) profiles influence 
microstructure formation, and hence, the shape of dendrites 
(Glicksman et al., 1986). 

The outlined microscopic phenomena manifest themselves 
in many interesting ways on macroscopic scale (i.e., at the scale of 
the entire process). Figure 5 illustrates the various structural zones 
that can develop in a casting. For simplicity the process of filling 
the mold that accompanies many casting processes is not shown. 
The nuclei that first appear at or near the cooled wall (not shown) 
develop into an outer equiaxed zone [Fig. 5(a)]. Later, only those 
crystals survive that can grow parallel to the heat flow direction. 
This leads to the formation of a mushy zone. Once the superheat 
in the bulk liquid is dissipated, the melt ahead of the columnar 
dendrite tips becomes undercooled allowing equiaxed crystals to 
grow. The equiaxed crystals are free to move in the melt [Fig. 
5(a)] until they pack and form the inner equiaxed zone [Fig. 5(b)]. 
A finely equiaxed structure is often desirable in a casting and can 
be promoted through the use of inoculants and magnetic stirring. 
A fully columnar structure can also be obtained, if the 
solidification and convection conditions are carefully controlled 
(Ohno, 1987). 

Convection 
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lnner 
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Equiaxed Dendrites 
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Figure 5. Development of structural zones in a casting (after 
Kurz and Fisher, 1989). 

Transpon Phenomena. ln the solid heat and species are 
transponed by diffusion only; however, in the melt both heat and 
species are transponed by diffusion and fluid motions at both 
macroscopic and microscopic leveis. At the macroscopic scale the 
solidification is primarily controlled by heat diffusion and, to some 
extent, by convection in the liquid. Motion of the melt has a 
profound influence on the solidification processes in 
multicomponent mixtures in that it affects the local temperatures 
and concentrations at the solid/liquid interface. Consequently, 
convective flow determines, to a large extent, the local phase­
change rates, the microstructure of the interface (i.e., interface 
morphology) as well as the chemical composition of the solid 
phase. Generaly, melt flow can be caused by (i) extemal forces 
(pressure, rotation, translation magnetic), (ii) density differences 
due to solidification and due to temperature and compositional 
changes within a phase, (iii) surface tension gradients at a free 
surface arising due to temperature and/or composition gradients 
(thermo/diffusocapillary flows), (iv) the action of gravity on a 
density gradient (buoyancy-driven flows), (v) residual flow due to 
filling of the mold, and (vi) drag forces from fali of equiaxed 
crystals. ln the absence of extemal forces buoyancy driven flows 
are often dominant in non-zero gravitational field. They are hard 
to quantify, influence and control. For exarnple, thermocapillary 
convection can be induced by shear stresses which result from 
surface tension gradients (Marangoni convection). Convection 
generated by surface tension gradients is recognized as a 
significant flow mechanism in welding (Kuo and Sun, 1985), 
certain crystal growth systems (Ostrach, 1983; Brown, 1988), and 
solidification of salt solutions (Engel and Incropera, 1989). 
Thermocapillary flow is expected to be particularly important 
during solidification of metais, because the surface tension of 
liquid metais varies strongly with temperature (and concentration). 

A number of important transpon phenomena have been 
identified to take place during solidification of steel and non­
ferrous alloys, aqueous solutions and other binary and 
multicomponent systems and are summarized in Table 2. Many of 
the physical phenomena identified do not appear to have been 
studied, and their importance is not understood. Discussions of 
transport phenomena during solidification of pure substances, 
eutectics and dilute alloys, together with extensive lists of up-to­
date references can be found in recent reviews (Brown, 1988; 
Viskanta, 1988; Yao and Prusa, 1989). Forced and 
thermocapillary convection as well as filling effects are 
intentionally omitted from this discussion, since they depend on 
the particu.lar system considered. 

Table 2. Imponant transport phenomena during solidification of 
binary alloys. 

P-42 

1. Thermal and solutal buoyancy force driven convection 

2. Convection driven by thermocapillary forces 

3. Double-diffusive convection 

4. Floating and settling of free (equiaxed) crystals 

5. Bulk convection due to expansion or contraction upon 
solidification 

6. Interaction of equiaxed crystals with the solidification fronts 

7. Thermal dispersion caused by interaction of liquid with 
dendrites in the mushy region 

8. Anisotropic heat conduction in crystals 

9. Dendrite breakage and transport. 

1 



Transport of heat and species is of particular interest because 
it nonnally consútutes the rate-determining process for the 
progress of solidification. Many problems in solidification can be 
attributed to improper control of heat and fluid flow and species 
redistribuúon. For example, cracking due to large thermal stresses 
is caused by uncontrolled heat flow during solidification, and 
fractures often occur along highly segregated grain boundaries 
(i.e., hot tearing). Thermal and solidification contraction may 
result in pore formation, shrinkage caviúes, internal stress, and 
air-gaps between the mold and the ingot. Furthermore, the 
structure of the grains (microstructure) and, therefore, the 
mechanical properties of a material are strongly influenced by melt 
convection (i.e., interdendritic flow) and heat and species transfer 
on rnicroscopic and macroscopic leveis during solidification. 
Understanding of transport phenomena during solidification is 
important for process optimization and control. For example, in 
modem foundry technology, predictions of the solidification rate 
and temperature distribution during the process are needed for 
controlling fundamental parameters, such as stripping times for 
ingot and form casting, withdrawal rates for continuous casting, 
etc. 

Motion of either the liquid or the solid phase can induce 
compositional inhomogeneities on the system scale, which are 
called macrosegregation. These inhomogenities are caused by 
uncontrolled species transport due to melt convection (Fisher, 
1981). Typical macrosegregation patterns of an alloy ingot are 
shown schematically in Fig. 6, which depicts a statically cast 
ingots (Flemings, 1974). Segregates refer to regions of significant 
enrichment, and both the core and "V" segregates result from 
buoyancy driven flow due to the interdendritic liquid being 
enriched with the heavier constituent. The "A" segregates result 
from enrichment due to the higher constituent. ln alloys the 
density changes which produce buoyancy driven flows are often 
called thenno-solutal or double-diffusive convection depending on 
the orientation relative to the gravitational field, the thennal and 
solutal buoyancy forces either augment or oppose each other. For 
exarnple, for solidification from the side, the downward buoyancy 
force due to the horizontal temperature t;radient is opposed or 
augmented by solutal buoyancy forces, depending on whether the 
lighter or the heavier component is rejected during solidification. 

"A" Segregates 
"Cone" 

Segrega te 

v" Segregates 

:Figure 6. Schematic representation of possible segregate 
patterns in a statically cast ingot (after Flernings, 
1974). 

Due to the much lower mass diffusivity relative to the thermal 
diffusivity of metal melts or binary solutions, the liquid retains its 
compos1Uon. This may induce solutal layering as shown 
schematically in Fig. 7. Layering may also produce stable 
stratifications or the fonnation of plumes. Solutal layering has 
been shown to cause strong irregularities in the advance of 
columnar dendritic growth front and even remelting (Beckermann 
and Viskanta, 1988; Magirl and Incropera, 1992). Since most 
fluids have vastly different diffusivities for heat and mass, the 
combined thermal and solutal natural convection is often called 
double-diffusive convection. Because the liquid retains its 
composition far more effectively than its temperature, double­
diffusive systems can display a variety of interesting and 
unexpected convection patterns. Double-diffusive convection is 
present in virtually all multicomponent mixtures undergoing phase 
change in a gravitational field. Temperature gradients may be 
extemally imposed on the system andare affected intemally dueto 
the release or absorption of the latent heat. Concentration 
gradients are a direct consequence of the different solubilities of 
the chemical species in the solid and liquid phases. Hence, 
double-diffusive convection is naturally present in solidification 
systems and can usually not be avoided. 

Figure 7. 

Double 
Diffusive 

Convection 
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Liquidus 
Interface 

Salt 
Fingering 

Schematic representation of conditions within a 
series of double diffusive convection cells at 48 
minutes during solidification of aqueous ammonium 
chloride from a side (from Magirl and lncropera, 
1992). 

ln summary, the importance of convection during 
solidification of multicomponent mixtures has been well 
recognized, but relatively little systematic experimental and 
theoretical work has been done to provide a general understanding 
of the various transport phenomena involved, particularly for 
solidification of metal alloys. The effects of a non-stationary solid, 
i.e., the floating and settling of equiaxed crystals, convection due 
to surface tension gradients, and penetration of bulk liquid into the 
mushy zone ar not well understood. Other important transport 
phenomena associated with solidification of binary and multi­
component systems include remelting of the solid in different parts 
of the system, effects of anisotropic crystal structures (i.e., thermal 
conductivity, permeability), gap fonnation between mold and 
solid, and interaction of particulate matter with the solidification 
front. 
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Transport in the Mushy Layer. If the fluid flows through the 
interstices of the mushy zone, formed by dendritic crystals filled 
with fluid, the transport of both heat and solute is altered. This 
transport can increase growth of the dendrites or cause them to be 
melted (Beckermann and Viskanta, 1988; Magirl and Incropera, 
1992). Hence, there are complex interactions between fluid flow 
and solidification of alloys in which density gradients generated by 
solidification drive a flow that can, in tum, modify the crystal 
structure and the growth rates. Conversely, the growth and 
dissolution of dendrites, induced by buoyancy driven convection, 
alters the permeability of the mushy zone which changes the 
pattern of convection. As an off-eutectic is solidified, the two­
phase mushy region formed between the pure solid and liquid 
regions, which is essentially a liquid-saturated, porous crystalline 
structure, can be considered as a porous medium. Depending on 
the type of alloy being solidified, the mushy region can be nearly 
isotropic or highly anisotropic but continuously changing with 
time as the solidification progresses. 

The mushy zone is viewed as a porous medium (Mehrabia..'1 
et al., 1970; Viskanta and Beckermann, 1987), and the directional 
nature of the columnar dendritic structure requires consideration of 
the flow on a microscopic scale (Poirier, 1987). The interdendritic 
ft.uid flow in the mushy zone is described by a permeability tensor 
which contains the interfacial area concentration explicitly, which, 
in turn, can be relzted to the hydraulic radius. Poirier (1987) has 
shown that the radius can be related to the primary and secondary 
dentrite arm spacings. Simulations have revealed that anisotropy 
(directionality) of the dentrite structure has the potential of 
affecting interdendritic flow pattems and solidification dynamics 
(Yoo and Viskanta, 1992). 

Mathematical Modeling of Alloy Solidification. It is beyonc 
the scope of this brief account to discuss extensivc body of 
literature on mathematical modeling of alloy solidification on 
macroscopic or microscopic-macroscopic scales. Recent reviews 
of solidification modeling, including treatment of the mushy zonc, 
are available (Viskanta and Beckermann, 1987; Rappaz, 1989; 
Huppert, 1990; Beckermann and Viskanta, 1993) and th t 
references cited therein. Suffice it to say that modeling of alio) 
solidification with convection started with the work of Flemings 
and Nereo (1967). They treated the mushy zone as a variable 
porosity medium and predicted macrosegregation due to flow 
driven by the solidification contraction only. The effect of gravity 
was first introduced by Mehrabian et al. (1970), who used Darcy 's 
law to model the ftow in the mushy zone by also accounting for 
buoyancy. 

There are essentially three approaches: (i) diffusive mixture 
theory, (ii) continuum mixture theory, and (iii) two-phase volume 
averaging procedure for analyzing macroscopic transport 
phenomena in the mushy zone during binary alloy solidification. 
The three formulations goveming the ftuid motion and evolution of 
an alloy in a state of mixed liquid and solid phases are compared, 
and points where the formulations agree and disagree are 
highlighted (Beckermann and Viskanta, 1993). An account is also 
provided of the many basic modeling issues left to be resolved. 
For example, it is not clear how to combine the known effects of 
convection on the growth of crystal aggregates (i.e., "mushy 
zones") in a single macroscopic transport mooel. 

EXAMPLES OF SOLIDIFICA TION SYSTEMS 

Fluid motion can play a fundamental role in the phase 
transirions that accompany solidification of alloys, because when a 
melt of two or more components solidifies the composition of the 
solid differs from the original melt. The difference in composition 
between the melt and the solid product implies that the 
composition of the melt in the neighborhood of the solidification 

front can be different than in the bulk. The differences in I 
temperature and composition produce density differences, which j 
can drive fluid motions, convective transport of both heat and mass ! 
and alter the rate and maybe even the mode of the solidification I 
processes. Even though morions in the melt can be produced by I 
means other than interaction of density with a gravitational field 1 
(refer to subsection on Transport Phenomena), buoyancy driven j 
transport during solidificarion is of considerable practical and í 1 

theoretical interest and has been studied more extensively. For this l ' 
reason severa! examples of binary alloy solidification in which j 
ftuid motion is produced by buoyancy will be discussed here. The j 1 

interactions that occur in a gravitational field depend strongly upon 1 
direction of solidification relative to gravity; therefore, as an i 
illustration solidification from the bottom, side and combined side I 
and botto~ chilling will be discussed. l 

( 

Solidification from Below. Solidification that results from ( 
cooling an off-eutecric binary alloy from a flat horizontal surface c 
at the bottom, represents a very simple physical situation which is r 
not only of considerable practical ínterest, but it also reveals many 
importam salient features of the process. For example, t 

unidirectionally solidified castings, where cooling is applied at the 
bottom mold wall, a columnar structure is grown, which results in r 
a stronger cast (Kurz and Fisher, 1989). This is owing to the facq 
that in metal alloys the mushy region is dendritic, and the dentrites ! t 
are aligned with the direction of strongest thermal gradient. 

ln the simple geometry in which a melt is solidified from , l 

below three different regimes may be distinguished by whether the i c 
density of the melt is increased, decreased or remains constant f 
when the melt is depleted of the component forming the solid ' C 
phase. A schematic diagram of the first two regimes is shown in i c 
Fig. 8. The last regime corresponds to the solidification of a meltl a 
having eutectic composition and is of lesser mterest to this , e 
discussion. When a binary melt is solidified from beiow. rejection ' I 
of a lighter component than lhe parent liquid can result i:~ an: a 
unstable composJUon gradient which opposes the stable f e 
temperature gradient. The density of the Iiquid appears as in Fig. ! f 
8(b). The density inversion ahead of the dendrite nps may induce : 
convection in the forro of thin plumes ascendmg from the aendrite ; 
plus hquid (mushy zone) interface. ! s 
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Figure 8(a) shows one-dimensional solidification of a melt. 

(a) (b) 

(c) (d) 

Both heat and species are transported entirely by molecular 
diffusion, and temperature and composition profiles are stably 
distributed [Fig. 8(a)]. This leads to a stable density profile and no 
motion occurs in the melt. However, the system is susceptible to 
morphological instability that causes the solid/liquid interface to 
change from planar to a state of a cellular pattern (Davis, 1990). 
Severa! experimental and theoretical smdies in which the 
generated compositional density field is stable and the fluid in the 
mushy layer is stagnant have been reported (Huppert and Worster, 
1985; Webb and Viskanta. 1986; Braga and Viskanta, 1990). 
Good agreement between predicted and measured temperature 
profiles during solidification of NaQ-H20 and Nf4Cl-H20 
solutions was obtained when the local solid fraction was 
determined as a function of temperature from the phase diagram 
(Braga and Viskanta, 1990). Surprisingly, good agreement was 
obtained between the experimental results and the predictions of a 
model in which the solid fraction was assumed to be constant 
throughout the mushy layer (Huppert and Worster, 1985). To 
explain this finding Worster (1991) argued that a solidifying 
system incorporating a mushy layer adopts a configuration of 
marginal thennodynamic equilibrium, which is achieved if the 
temperature gradient is equal to the local liquidus temperature on 
the liquid side of the mush-liquid interface. 

Figure 9. Shadowgraph images of unidirectional solidification 
of 27% aqueous ammonium chloride solution 
showing plumes emanating from channels in the 
mushy region and organization and strengthening of 
plumes, suppression of salt fingering and double­
diffusive-convection within the melt: (a) 15, (b) 30, 
(c) 60, and (d) 120 min (from Magirl and Incropera, 
1992). 

It is generally understood that unidirectional (vertically 
upward), solidification of a binary alloy can induce finger-like, 
double-diffusive convection, which is responsible for a severe 
form of macrosegregation known as freckling (Copley et ai., 1970; 
Giamei and Kear, 1970). The freckles have been linked to ftow 
channels which develop in the mushy region and through which 
ascending plumes penetrate to the overlying bulk liquid. From an 
experimental study with aqueous Nf4 Cl model alloy (Sample and 
Hellawell, 1984), it was concluded that freckle nucleation occurs 
at the growth (liquidus) front and that, concomitant with 
establishment of an ascending plume, there is downward 
propagation of the channel toward the chilled surface. 

Using shadowgraph (Chen and Chen, 1991), and 
shadowgraph, particle tracking, and dye injection into the mushy 
region (Magirl and lncropera, 1992), detailed photographic 
investigations of unidirectional solidification of an aqueous 
ammonium chloride solutions (a transparent analog) have been 
carried out and revealed an array of fascinating phenomena. When 
solidification of a 27% solution is .induced by chilling the solution 
from below, dendritic crystals which fonn at the cold surface eject 
lighter, solute deficient fluid. The attendant instability is 
manifested by finger-type double-diffusive phenomena. As the 
mushy region grows from the bottom surface, perturbations in the 
ftuid variables at the liquidus interface cause localized remelting 
and the downward development of channels in the mushy region. 
While solutal plumes which ascend from channels strengthened, 
the fingers slowly weakened, and in the later stages of the 
experiment salt fingering was ultimately suppressed, and the 
plumes became the primary mechanism for convective transport of 
interdentritic fluid into the melt (Fig. 9). 

With increasing Reynolds number (based on plume 
diameter), motion of the most vigorous plumes became helical in 
nature (Fig. 10), and wisps of falling liquid appeared to shed from 
the outer bends of the plumes (Magirl and Incropera, 1992). These 
wisps were seen both with the shadowgraph and flourescein dye 
injection techniques. Slight double-diffusive layers began to 
develop in the bulk liquid about one hour into the experiment and 
the double-diffusive layering is clearly evident in Fig. 9. At 
approximately 2 hr 30 min into the experiment, only two weak 
plumes remained, and double-diffusive layers also became less 
distinct, with attendant weakening of the convection cells. 
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Figure 10. 
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Shadowgraph irnage at 106 minutes of three helical 
plumes showing double-diffusive layering and cold 
"wisps" of fluid flowing from bends in the plume 
during solidification of 27% aqueous ammonium 
chloride solution (from Magirl and Incropera, 1992). 

Sample and Hellawell (1984) have determined that channel 
fonnation depends strongly on perturbations associated with 
lighter fluid at the liquidus front, while Huppert (1990) and 
Worster (1991) provided physical interpretations of fonnation of 
channels within the mushy region. Although morphological and 
hydrodynamic instabilities associated with unidirectional 
solidification have been analyzed (McFadden et al., 1984; Sarazin 
and Hellawell, 1988), it is only recently that macroscopic model 
has been used to predict detailed transport phenomena and to 
delineate the origin of freckles and their relationship to channel 
fonnation (Neilson and Incropera. 1991 and 1992). 



Solidification of a Binary Alloy Cooled from Above. The 
interaction between the solidification and convection that occurs 
when a binary alloy is solidified from above has been studied by 
Cao and Poulikak:os (1990) and by Kerr et al. (1990a, b, c) in a 
series of three papers. Kerr et al. (1989) and Huppert (1990) 
present summary of the detailed analysis and experimental 
techniques described in Kerr et al. (1990a, b, c). This subsection 
highlights the important contributions of these studies. 

When a hypoeutectic aqueous ammonium chloride solution 
is cooled from above, three distinct regions exist in the cavity 
during the solidification process, independent whether the bottom 
of the cavity is adiabatic or is heated as long as the temperature is 
above the eutectic point (Cao and Poulikak:os, 1990). These three 
regions are shown schematically in Fig. 11. If the top boundary 
temperature T b is below the eutectic temperature TE solid is 
formed in which heat and mass are transported by diffusion. The 
mushy layer, consisting of a complex mixture of crystals and 
liquid, exists between the solid and liquid regions. Throughout the 
mushy layer the temperature is constrained to equal the liquidus 
temperature of the interstitial melt. ln the mushy zone, heat and 
mass transfer occur in both phases, and liquid motion is possible 
because of the permeable nature of the solid matrix composed of 
dendritic crystals. The porosity and permeability of the mushy 
zone varies both spatially and temporally and is not known a 
priori. The interfacial temperature Ti (i.e., between mush and 
liquid) is less than the equilibrium freezing temperature of the melt 
T L(C0 ). ln the liquid phase, convection is affected by the 
simultaneous action of temperature and composition gradients. 
Intense mixing ("low frequency turbulence'') in the melt keeps the 
temperature uniform. 

Tb 

Z=Ürílíl~~~ 
z 

Liquid 

Z=H ------------------~--------
Figure 11. 

lnsulated 

Sketch of the temperature profile for a binary melt 
cooled from above with a growth of a solid mushy 
layer and the liquid layer when the boundary 
temperature T b is lower than the eutectic temperature 
TE and the base plate is adia bati c. 

The measured temperature distributions in the mushy region 
were linear and this indicated that conduction is the dominant heat 
transfer mechanism, despite the fact that the liquid motion tak:es 
place in the intersticial space. Even though the melt is 
convectively unstable because it is cooled from above, the motion 
is not sufficiently intense to affect the temperature field. Flow in 
the liquid region was characteristic of double-diffusive convection 
with unstable concentration gradients (Cao and Poulikak:os, 1990). 
Salt fingers were clearly visible in the vicinity of the solid/liquid 
interface at high initial concentrations, which were caused by 
precipitation of Nl4 a. 

When an initially homogeneous aqueous solution ofNa2S04 
is solidified, a schematic diagram of the configuration of the solid, 
mush and melt is shown in Fig. 12. If the boundary temperature 
Tb is less than eutectic temperature TL, the formation of a 
completely solid layer results as in the experiments of Cao and 
Poulikak:os (1990). The solid extends from the cooled plate down 
to a mushy zone of dendritic crystals and intersticial melt. The 
melt is convectively unstable because it is cooled from above and 
vigorous convection is present. The second solid layer which 
usually appears once the melt temperature reaches the equilibrium 
freezing temperature TE(C0 ) is a solid layer of crystals that grows 
on the bottom at a rate sufficient to keep the melt on the liquidus 
(Kerr et al., 1990c). As solidification progresses, the solid below 
the cooling plate merges into the solid growing from the floor. 
The experimental results with aqueous solutions of sodium 
sulphate are in agreement with the quantitative predictions of a 
simple theoretical model. 
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Figure 12. Sketch of the temperature profile for a binary meltl 
1 

cooled from above with release of melt whosel
1 

density is less than that of the original melt with thei ' 
boundary temperature Tb that is below the eutecticl r 

temperature TE (after Kerr et al., 1990c). 1
1 

i 
1 I 

When the temperature of the cooling plate Tb (at the roof r 
z=O) is less than the liquidus temperature TL{C0 ) where C0 is the L 
initial composition of the rnelt, but greater than the eutectic s 
temperature TE, solution is released whose density is less than thatl 1 

of the original melt. The solid forros a mushy layer of dendritic c 
crystals, and the interstices accommodated the residual fluid. ln r 
the experiments with the aqueous 17 wt % isopropanol solution no! 
solid was formed at the top chilled plate (Kerr et al., 1990a). 1 f 

t 
1 
d 

Solidification ata Vertical Wall. During off-eutectic binary 
melt solidification, density gradients result from both temperature 
and composition differences and may induce augmenting or 
opposing body forces. When solidification along a vertical cooled 

3 

boundary, the buoyancy force due to the horizontal temperature ~ 
gradient may be opposed (or augmented) by the upward (ex 
downward) buoyancy force due to the composition gradient. The 

11 

physical situation for which the density difference at the wall d ... ~ 
to the temperature, hP'f, is positive, which corresponds to a cooled 
wall and by itself would induce downwards motion, while tliCo ; 
density difference at the wall dueto composition, âpc, is negative; · 
which corresponds to the release of less dense ftuid and by i · ~ 
induces upwards motion. This situation has received 
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attention because of its relevance to geophysical (Huppert, 1990) 
and metallurgical (lncropera and Viskanta, 1991) contexts. It is 
also of fundamental ftuid-mechanical interest because of the 
inherent possibility of a bidirectional boundary layer and double­
diffusive convection. 

To observe convection phenomena during solidification, 
experiments have been performed in transparent salt solutions. 
Recent accounts are available (Thompson and Szekely, 1988; 
Huppert, 1990; Magirl and Incropera, 1992). Development of the 
liquidus front and double-diffusive convection in the solidifying 
Nf4Cl-H20 melt are revealed by shadowgraphs (Beckermann 
and Viskanta, 1988). Initially, some of the solid dendrites which 
fonn at the chilled wall are detached due to shear forces imposed 
by thennally driven recirculation in the melt and fali to the bottom. 
After a short time, however, the dendrites become firmly attached 
and the solidification proceeds almost exclusively from the chilled 
wall. Lighter, water-enriched liquid resulting from solidification 
ascends through the mushy region to the top of the cavity, as well 
as along the liquidus interface. Accumulation of compositionally 
lighter (water-rich) but thermally heavier (colder) fluid in a 
horizontal layer at the top of the test cell is conductive to the 
establishment of a diffusive interface which separates the layer 
from underlying ftuid which is compositionally heavier and 
thennally lighter [Fig. 13(a)]. The number of double-diffusive 
interfaces (and layers) decreases as some of the interfaces weak:en 
and the layers merge. Each double-diffusive layer is occupied by a 
flat convection cell superimposed by two smaller convection rolls 
recirculating in the sarne direction near the liquidus interface and 
the vertical hot wall. As the solidification proceeds [Fig. 13(b)], 
the water enriched ftuid layers with lower liquidus temperatures 
expand downward. Remelting of dentritic solid formed earlier 
occured, and the shape of the liquidus interface is strongly coupled 
with the location of the double-diffusive interfaces. 

The major conclusion of the experimental and theoretical 
modeling studies (Huppert 1990; Incropera and Yiskanta, 1992; 
Prescott et ai., 1992) is that solidification from the side of an 
initially homogeneous solution results in the vertical composition 
gradient in the melt and macrosegregation as well as channeling in 
the mushy zone. The gradient results from the convection driven 
by the fluid released on solidification and cooling of a vertical 

e compositional gradient from the side wall leads to an array of 
e nearly horiwntal double-diffusive layers separated by sharp 
c interfaces (Fig. 13). 

While current continuum models have successfully 
predicted phenomena such as double-diffusive convection and 

f macrosegregation following solidification, quantitative agreement 
between model predictions and experimental results for aqueous 

: solutions has been less satisfactory (Beckermann and Viskanta 
.t 1988; Christenson et al., 1989; Neilson et al., 1990). The 
::: differences have been attributed primarily to uncertainties in 

model input parameters (Neilson and Incropera, 1991). 
n 

:.1 ln many solidification processes, the melt is charterized by a 
free surface and convection may be inftuenced by thermal/solutal 

. , buoyancy forces as well as by related surface tension gradients. 
y · The combined inftuence of surface tension and buoyancy forces 
e driven flows on solidification in a one-g environment has been 
~ assessed experimentally and theoretically for NI-4 Cl-H20 
. . solution in a square cavity, with one-side wall chilled 
e (Te = - 23 °C) and the opposing wall maintained at the initial melt 
lf 
·e temperature (Engel and Incropera, 1989). The initial composition 
e, of 27% aqueous ammonium chloride solution provided 
d hypereutectic conditions for which lighter, water-rich ftuid was 

rejected interdendritically. At- steady-state conditions the flow was 
: found to be dominated by a single cell and water enrichment of the 
ifl entire liquid had enhanced remelting near the bottom of the cavity. 

' Recirculation of the melt was driven by combined thermal 
st 
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Figure 13. Shadowgraph images of solidification at a vertical 
wall using a 27% aqueous ammonium chloride 
solution in a square cross-section enclosure having 
dimensions of 141 mm with a hot wall temperature at 
20 °C and cold wall temperature at - 30 °C: (a) 60 
min and (b) 240 min after solidification h as been 
initiated. The dark vertical !ines are the images of 
electrochemical probes for determining local salt 
concentraitons and thermocouples for measuring 
local temperatures (from Song, 1992). 

buoyancy and surface tension forces, and the incidence of warm 
ftuid from the heated sidewall was responsible for the finalliquidus 
shape. Flow visualization results confirmed many features of 
predictions; however, significam differences were associated with 
the chronological pattern of cellular ftow development and the 
time required to reach steady-state (Engel and Incropera, 1989). 



Side and Bottom Wall Solidification. Simultaneous chilling 
from the sidewalls and bottom is typical of ingot solidification. 
Both ftow visualization and quantitative measurements using a 
27% ammonium chloride solution were made when the solution 
was statically chilled from both sides and bottom in a two­
dimensional rectangular test cell (Magirl, 1992; Magirl and 
Incropera, 1992). Creation of a dense slurry, double-diffusive 
convection and undercooling of melt were observed (Fig. 14). 
Dendrite breakage on the side walls and dendritic fracture within 
the side wall mush established a slurry zone which subsequently 
enhanced formation of large equiaxed regions in the bottom of the 
base. Crystal erosion created A-segregate type channels which 
were observed and traced with dye injection (Magirl and 
lncropera, 1992). Also, the channels in the side wall mush 
enhanced ftuid motion in well established double-difffusion 
convection cells. The cells impeded motion of plumes emnating 
from volcanoes in the bottom mush. Within the melt, water-rich 
ftuid formed above warm, salt-rich fluid. Crystal nucleation on 
thermocouple probes located well within the melt provided 
evidence that significant undercooling existed within the liquid 
region. 

(a) (b) 

(c) (d) 

Figure 14. Shadowgraph images of solidification using a 27% 
aqueous ammonium chloride solution for concurrent 
side and bottom wall chilling: (a) 10, (b) 15, (c) 30, 
and (d) 60 min (from Magirl and Incropera, 1992). 

Numerical simulation of solidification from the side walls 
and bottom using a continuum model predicted trends in 
temperature and composition variations but failed to provide good 
quantitative agreement with the data (Magirl, 1992). The model 
did not account for turbulent rnixing caused by salt fingers as well 
as slurry-transport effects and resulted in underprediction of heat 
and species transport across the liquidus interface. Finally, the 
assumption of thermodynamic equilibrium predicted a large and 
physically unrealistic mushy region which altered ftow conditions 
in the melt. 

CONCLUSIONS 

We conclude that macroscopic transport phenomena can 
play a dominant role in many solidification problems of 
geophysical, technological, biomedical and food processing 
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interest. For example, the core problem in metallurgy and 
solidification of binary metal alloys in particular is to understand 
rnicrostructure formation and how macroscopic transport 
phenomena impact the metallurgical and mechanical properties of 
an alloy on the rnicroscale. 

On a macroscopic scale, the solidification process is 
primarily controlled by heat diffusion, and traditional1y convection 
of heat and mass have been of secondary importance in modeling 
of solidification processes. Although significant progress has been 
made in recent years, most of it has come from metallurgists and 
materiais scientists. Despite the nature of the problem, only more 
recently have transport phenomena in solidification processing 
been considered by researchers in the thermal sciences. Often this 
has been due to the fact that most real solidification and materiais 
processes are complex, not well-defined, and difficult to study 
experimentally or formulate mathematically. Owing to the 
important role played by the fluid flow and heat and mass transfer 1 
processes during solidification, there is, however, a definite need ,. 
for thermal scientists to become more involved and represents an 
excellent opportunity for interdisciplinary research in an importam , 
field of technological interest. 

ln short, there are many transport phenomena related issues 1 

occurring during alloy solidification that challenge a thermal I 
scientist. ln the past some of these problems were traditionally 1 · 
taken to be the domains of applied mathematicians, geologists, ' 
geophysicists, crystal growers or metallurgists. Now, a more 
interdisciplinary approach is needed to solve a very complex 
problem encompassing a range of engineering and scientific 
disciplines (see Fig. 1). 

ACKNOWLEDGMENTS 

The author is indebted to his colleague Prof. F.P. Incropera 
and graduate students in the Heat Transfer Laboratory, Mr. C.S. ; 
Magirl, Dr. PJ. Prescott and Mr. M. Song, who provided originalj 
photographs and illustrations included in this review. He is also ~ 
grateful to them and to Prof. C. Beckermann for many discussions I 
that helped to shape his ideas. 

REFERENCES 

Beckermann, C. and Viskanta, R., 1993, "Mathematical Modeling 
of Transport Phenomena During Alloy Solidification," 
AppliedMechanics Reviews (in press). 

Beckermann, C. and Viskanta, R., 1988, "Double-Diffusive 
Convection During Dendritic Solidification of a Binary Mixture," 
PhysicoChernical Hydrodynamics, Vol. 10, pp. 195-213. 

Braga, S.L. and Viskanta, R., 1990, "Solidification of a Binary 
Solution on a Cold Isothermal Surface," Intemational Joumal of 
Heat and Mass Transfer, Vol. 33, pp. 745-754. 

Brown, R.A., 1988, "Theory of Transport Processes in Single 
Crystal Growth from the Melt," AIChE Journal, Vol. 34, pp. 881-
911. 

Chen, C.F. and Chen, F., 1991, "Experimental Study of Directional 
Solidification of Aqueous Ammonium Chloride Solution: 
Joumal ofFluid Mechanics, Vol. 227, pp. 567-586. 

Christenson, M.S., Bennon, W.D. and Incropera, F.P., 1989, 
"Solidification of an Aqueous Ammonium Chloride Solution in ai 

Rectangular Cavity - II: Comparison of Predicted and Measurecl 
Results," Intemational Journal of Heat and Mass Transfer, Vol. 3 
pp. 69~79. 



Copley, S.M., Giamei, A.F., Johnson, S.M. and Hornbecker, M.F., 
1970, "The Origins of Freckles in Unidirectionally Solidified 
Castings," Metallurgical Transactions, Vol. 1, pp. 2193-2204. 

Crank, L. 1984, Free- and Moving-Boundary Problems, Clarendon 
Press,Oxford. 

Davis, S.H., 1990, "Hydrodynarnic Interactions in Directional 
Solidification," Journal ofFluid Mechanics, Vol. 212, pp. 241-262. 

Engel, A.H.H. and Incropera, F.P., 1989, "Solidification of a 
Binary Mixture in a Square Cavity with a Free Surface," 
Wiirme-und Stoffúbertragung, Vol. 24, pp. 279-288. 

Fisher, K.M., 1981, "The Effect ofFluid Flow on the Solidification 
of Industrial Castings and Ingots," PhysicoChemical Hydro­
dynamics, Vol. 2, pp. 311-326. 

Flemings, M.C., 1974, Solidification Processing, McGraw-Hill, 
New York. 
Flemings, M.C. and Nereo, G.E., 1967, "Macrosegregation, Part 
I," Transactions of American Institute of Mettalurgical Engineers, 
Vol. 239, pp. 1449-1461. 

Giamei, A.F. and Kear, B.H., 1970, "On the Nature of Freckles in 
Nickel Base Superalloys," Metallurgical Transactions, Vol. 1, pp. 
2185-2192. 

Glicksman, M.E., Coriell, S.R. and McFadden, 1986, "lnteraction 
of Flows with the Crystal-Melt Interface," Annual Reviews of 
Fluid Mechanics, Vol. 18, pp. 307-335. 

Hill, J.M., 1987, One-dimensional Stefan Problems: An Intro­
duction, Longman, London. 

Huppert, H.E., 1990, "The Fluid Mechanics of Solidification," 
Journal ofFluid Mechanics, Vol. 212, pp. 209-240. 

Huppert, H.E. and Worster, M.G., 1985, "Dynamic Solidification 
ofBinary Melt," Nature, Vol. 314, pp. 703-707. 

Incropera, F.P. and Viskanta, R., 1992, "Effects of Convection on 
the Solidification of Binary Mixtures," in Heat and Mass Transfer 
in Materiais Processing, I. Tanasawa and N. Lior, Eds., pp. 295-
312, Hemisphere, New York. 

Kerr, R.C., Woods, A.W., Worster, M.G. and Huppert, H.E., 1989, 
"Disequilibrium and Macrosegregation During Solidification of a 
Binary Melt," Náture, Vol. 340, pp. 357-362. 

Kerr, R.C., Woods, A.W., Worster, M.G. and Huppert, H.E., 
1990a, "Solidification of an Alloy Cooled from Above. Part 1. 
Equilibrium Growth," Journal ofFluid Mechanics, Vol. 216, pp. 
323-342. 

Kerr, R.C., Woods, A.W., Worster, M.G. and Huppert, H.E., 
1990b, "Solidification of an Alloy Cooled from Above. Part 2. 
Non-equilibrium Interfacial Kinetics," Journal of Fluid Mechanics, 
Vol. 217,331-348. 

Kerr, R.C., Woods, A.W., Worster, M.G., and Huppert H.E., 
1990c, "Solidification of an Alloy Cooled from Above. Part 3. 
Compositional Stratification Within the Solid," 
Journal ofFluid Mechanics, Vol. 218, pp.337-354. 

Kuo, S. and Sun, D.K., 1985, "Flow Field and Weld Penetration in 
Stationary Are Welds," Metallurgical Transactions A, Vol. 16, pp. 
203-213. 

Kurz, W. and Fisher, D.J., 1989, Fundamentais of Solidification, 
Trans. Tech Publications, Aedermannsdorf, Switzerland. 

Lame', G. and Clapeyron, B.P., 1831, "Me'moire sur la 
solidification per refroidissment d'un globe solide," 
Annalle Chemie Physique, Vol. 47, pp. 250-256. 

Magirl, C.S., 1992, F1ow and Morphological Conditions 
Associated with the Directional So1idification of Aqueous 
Ammonium Chloride Under the Influence of an lnduced 
Rocking Motion, M.S.M.E. Thesis, Purdue University. 

Magirl, C.S. and Incropera, F.P., 1992, "Flow and Morphologica1 
Conditions Associated with Unidirectional Solidification of 
Aqueous Ammonium Ch1oride," in Topics in Heat Transfer­
Volume 1, HTD-Vol. 206-1, pp. 1-9, ASME, New York. 

Mehrabian, R., Keane, M. and Flemings, M.C., 1970, 
"Interdendritic Fluid Flow and Macrosegregation: Influence of 
Gravity," Metallurgical Transactions, Vol. 1, pp. 734-743. 

Neilson, D.G., Incropera, F.P. and Bennon, W.D., 1990, 
"Numerical Simulation of Solidification in a Horizontal 
Cylindrical Annulus Charged with an Aqueous Solution," 
International Journa1 of Heat and Mass Transfer, Vol. 33, pp. 367-
380. 
Neilson, D.G. and Incropera, F.P., 1991, "Unidirectional 
Solidification of a Binary Alloy and the Effects of Induced Fluid 
Motion, Intemational Joumal of Heat and Mass Transfer, Vol. 34, 
pp. 1717-1732. 

Neilson, D.G. and Incropera, F.P., 1992, "Numerical Study of the 
Effects of Transport Phenomena on Macrosegregation During 
Unidirectional Solidification of a Binary Substance," Wiirme-und 
Stoffunbertragung, Vol. 27, pp. 1-10. 

Ostrach, S., 1983, "Fluid Mechanics in Crystal Growth- The 1982 
Freeman Scholar Lecture," ASME Journal of Fluids Engineering, 
Vol. 105, pp. 5-20. 

Ohno, A., 1987, Solidification, Springer Verlag, Berlin. 

Poirier, D.R., 1987, "Permeability for Flow of Interdendritic 
Liquid in Columnar- Dendritic Alloys," Metallurgical Trans­
actions A, Vol. 19, pp.3057-3061. 

Prescott, P.J., 1992, Convective Transport Phenomena During 
Solidification of Binary Metal Alloys and the Effects of Magnetic 
Fields, Ph.D. Thesis, Purdue University. 

Prescott, PJ., Incropera, F.P. and Gaskell, D.R., 1992, "The 
Effects of Undercooling, Recalescence and Solid Transport on the 
Solidification of Binary Metal Alloys, in Topics in Heat Transfer -
Volume 2, M. Charmchi et al., Eds., HTD-Vol. 206-2, pp. 31-39, 
ASME, New York. 

Rappaz, M. 1989, "Modelling of Microstructure Formation in 
Solidification Processes," Intemational Materiais Reviews, Vol. 
34, pp.93-123. 

Rohatgi, P., 1988, "Foundary Processing of Metal Matrix 
Composites," Modem Casting, April1980, pp.47-50. 

Rubinstein, L., 1971, The Stefan Problem, AMS Translations, Vol. 
27, American Mathematical Society, Providence, RI. 

P-49 



Sahm, P.R., Jones, H.J. and Adam, C.M., 1986, 
Science and Technology of the Undercooled Me1t, NATO ASI 
Series, Martinus Nijhoff Publishers, Dordrecht, The Netherlands. 

Sample, A.K. and Hellawell, A., 1984, "The Mechanics of 
Formation and Prevention of Channel Segregation During Alloy 
Solidification," Metallurgical Transactions A, Vol. 15, pp. 2163-
2173. 

Sarazin, J.R. and Hellawell, A., 1988, "Channel Formation in Pb­
Sn, Pb-Sb, and Pb-Sn-Sb Alloy ilgots and Comparison with the 
System Nf4Cl-H20," Metallurgical Transactions A, Vol. 19, pp. 
1861-1971. 

Smith, T.J. and Hoadley, A.F.A., "Rccent Developments in 
Modeling Metal Flow and Solidification," in 
Modeling the Flow and Solidification, T.J. Smith, Ed., pp. 227-
302, Martinus Nijhoff Publishers, Dordrecht, The Netherlands. 

Song, M., 1992, Momentum, Heat and Species Transport Within 
Binary Mixture Saturated Anisotropic Porous Media, Ph.D. Thesis, 
Purdue University (in preparation). 

Stefan, J., 1989, "Über einige Probleme der Theorie der Wàrme­
leitung," S.-B. Wien Akadernie Mathematik und Naturwissen 
-schaften Vol. 98, pp.473-484. 

Thompson, M.E. and Szekely, J., 1988, "Mathematical and 
Physical Modelling of Double-Diffusive Convection of Aqueous 
Solutions Crystallizing at a Vertical Wa11," Journal of Fluid 
Mechanics, Vol. 187, pp. 409-433. 

Viskanta, R., 1988, "Melting and Solidification of Metais," 
ASME Journal ofHeat Transfer, Vol. 110, pp. 1205-1219. 

Viskanta, R. and Beckermann, C., 1987, "Mathematical Modeling 
of Solidification," in Interdisciplinary lssues in Materiais Pro­
cessing, S.K. Samanta et al., Eds., Vol. 2, pp. 501-526, ASME, 
New York. 

Voller, V.R., Stachowicz, M.S. and Thomas, B.G., 1991, 
Materiais Processing in the Computer Age, Publication of TMS, 
Warrendale, PA. 

Webb, B.W. and Viskanta, R., 1986, "An Experimental and 
Analytical Study of Solidification of a Binary Alloy," in 
Heat Transfer- 1986, C.L. Tien et al., Eds., Vol. 2, pp. 815-820, 
Hernisphere Publishing Corp., Washington, DC. 

Worster, M.G., 1991, Natural convection in a mushy layer, 
Joumal ofFluid Mechanics, Vol. 224, pp.335-359. 

Yao, L.S. and Prusa, J., 1989, "Melting and Freezing, in 
Advances in Heat Transfer, J.P. Hartnett and T.F. lrvine, Jr., Eds., 
Vol. 19, pp. 1-95, Acadernic Press, New York. 

Yoo, H. and Viskanta, R., 1992, "Effect of Anisotropic 
Permeability on the Transport Processes During Solidification of a 
Binary Mixture," International Journal ofHeat and Mass Transfer 
(in press). 

P-50 

j' 
·~, 

t 

i 



ENCIT 92 - IV Encontro Nacional de Ciências Térmicas, ABCM, Rio de Janeiro (Dezembro, 1992) 
4th Bruilian Tbermal Science Meeting 

Computational Analysis of 
Fluid Flow and Heat Transfer 

Suhas V. Patankar 

Professor of Mechanical Engineering 
University of Minnesota 
Minneapolis, MN 55455 

Outline 

• Nature of Numerical Methods 
• The Control-Volume Arproach 
• Treatment of Convection and Diffusion 
• Solution of the Flow Equations 
• Turbulence Models 
• Periodically Fully Developed Situations 
• Analysis of lleat Exchangers 
• Applications 

Task of a Numerical Method 

To compute the distribution, in space and time, of the velocity 
components, pressure, temperature, concentrations of chemical 
species, turbulence parameters, and other related quantities. 

The values of these variables are usually computed at grid ' 
points or nodes. As the grid becomes finer, the numerical solution 
approaches the exact solution of the differential equation. 

General Differential Equation 

c!> 
p 
Uj 

r 
s 

general dependent variable 
density 
velocity in the xi direction 
general diffusion coefficient 
source term 
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Remarks on the General Differential Equation 

• The variable c)l can stand for a velocity component, 
temperature, a turbulence parameter, etc. 

• For each meaning of cp, there are corresponding expressions for 
r, S, and boundary conditions. 

• The identification of a general differential eq~ation enables us to 
develop a general solution method and to butld general-purpose 
computer programs. 

\V 

lhe Controi-Volume Approach 
(lhe Finite-Volume Method) 

N 

E 

s 

lngredients of a Discretization Equation 

• 
• 

Fluxés at lhe control-volume faces 
- convection and diffusion 
Storage/generation in lhe control volume 
- unsteady and source terms 

Result: 

apc)lp- 3Eci>E + 3w<Pw + 3N<PN + 3s<Ps + b 

This equation has a direct physical meaning. 



Treatment of Convection and Diffusion 

flux 1 

o ~ o 
The total convection and diffusion flux is 
expressed in terms of ljlp and lflE· Upwind 
formulations gives more weightage to the 
value on the upst ream side. p I E 

e 
w 

Treatment of Convection and Diffusion (continued) 

nu~ o o I 

p I E 
e 
EE 

I 

~ 

V· 

• Higher-order schemes express the flux in terms of more than 
two values of $. Examples: cubic-spline, flux-spline , QUICK, 
second-order upwind. 

• Skew schemes use the direction of the velocity vector to 
calculate the convection flux. 

Solution of the Flow Equations 

• The coupling between the momentum and continuity equations 
requires a special treatment. 

• ln the SIMPLE proced ure (and its variants SIMPLER, 
SIMPLEC, etc.), a guessed pressure is used in a preliminary 
calculation of lhe velocity fíeld . Then the continuity equation is 
converted into a pressure-correction equation. The resulting 
corrections are used to obtain the corrected pressure and 
velocity fields 

Turbulence Models 

• The time-averaged equations for velocity and temperature 
contain additional terms known as turbulent stresses (pu'v') 
and turbulent heat flux (pu'T'). 

• The task of a turbulence modcl is to provide a means of 
calculating lhese terms. 

• Oftcn the turbulent stresses and fiuxes are exprcssed in terms 
of a turbulent viscosity and turbulent conductivity. 
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The k-e Turbulence Model I 
I • Turbulence is characterized by the turbulence kinetic energy k 

and its dissipation rate E. 

• Turbulent viscosity is given by J.lt = c~pk2te . 

• The quantities k and E are obtained by the solution of two 
differential equations. 

I • The turbulent conductivity ri is obtained from 
I 

r 1 = crJ.11Icr1 

I where cr1 is a turbulent Prandtl number, usually taken as a 
constant. I 

The k-e Equations i 
i 

a a a (llt ak) dt (pk) + axi (PUik) = dx; crk axi + p- pt: 

a a a (llt ae) e dt(pE)+~(pUjE)=~ -~ +j((c 1P-c2pE) x, x1 crE x1 

~- àu·)àu· P- _!+ _! - llt · ~ ax· J I J 

Empirical Constants: 

c~= 0.09, crk = 1.0, OE= 1.3, c, = 1.44, c2 = 1.92 
i 

Treatment for the Near-Wall Region 

• Vse of wall functions. Universal behavior for the viscous I 
sublayer is assumed near a wall. 

• Low-Rcynolds-numbcr k-E modcl. The model is enhanced 
to include the effect of laminar viscosity in lhe near-wall region. 
To use the model, very fine grids ncar the wall are needed. 
The model can predict transition, relaminarization, and other 
special phenomena. 

' 

Analysis of Heat Exchangers 

• Micro-Analysis: Calculation of flow and heat transfer in the 
individual passages of the heat exchanger. Use of periodic 
boundary conditions. 

• Macro-Analysis: Calculation of flow and heat transfer in the 
whole heat exchanger. Use of the distributed-resistance 
concept. 

I 

: 

.~ 
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lntroduction to the Distributed Reslstance Concept 

Flow through 
an obstacle 

Aow without 
obstacles 

lntroduction to the Distributed Resistance Concept 
(continued) 

Flow through 
a distributed 
resistance 

Aow through 
a concentrated 
resistance 

lmplementation of the Distributed-Resistance Concept 

• Use the porosity values to account for the acwal areas and 
volumes, which are different from the nominal areas and 
volumes. 

• Introduce the distributed resistance to flow as an additional 
source term in the momentum equations. 

• ln the energy equations for the two fluids, use the distributed 
resistance to heat transfet to obtain the local heat gain/loss of 
each fluid. 

Closing Remarks 

• The control-volume mcthod offers a general, convenient, and 
efficient procedure for the solution of flow and heat transfer. 

• Turbulence models play a central role in the prediction of many 
practical situations. 

• The use of periodic boundary conditions is useful in the micro­
analysis of heat exchangers passages. The distributed­
resistance concept is used for macro-analysis. 

• The application of the method to a number of practical problems 
gives not only the numerical data for design but also increased 
insight into the physical processes involved. 
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I NTRODUCTI ON 

The flow across circular cylinders has 
been the subject of many investigations since 
the end of the last century, mainly because 
of the diversity of phenomena which are 
observed when Reynolds number is varied. One 
of the characteristics of this flow is 
vortex shedding in a well defined frequency 
at a larga range of Reynolds numbers . 

The process of vortex shedding on the 
cyl i nder starts around Re = 40, transition 
from laminar to t.urbulent flow occurs within 
the free shear layers above Re = 300, moving 
towards the separat.ion points at. increasing 

Re C Bl oor, 1 964) . At a Re of ar ound 2x1 o5 

Ccritical Reynolds number Re ), 
c r 

transi tion in the free shear layers is 
sufficient.ly close to the separat.ion point.s, 
and reattachment. occurs forming bubbles on 
the cilinder's surface CRoshko, 1961). This 
causes a larga decrease ln the cylinder's 
drag, since t.he separation points are moved 
to the back of its surface, decreasing Cin 
modulus) t.he base pressure. Some researchers 
CBearman , 1969 and Schewe, 1993) have 
measured an average lift coefficient 
different. from zero in the crit.ical range . 
These authors have explained the above result. 
through an asymmetric pattern, where only 
one bubble is present on the cylinder 
surface . ln the supercritial range two 
bubbles can also be observed, but at Re of 

about 1 . 50x106 they disappear, changing t.he 
parameters of the flow again CSchewe, 1993) . 

To the authors Knowledge, no 
information exists about the flow around a 
circular cylinder when laminar separation 
occurs on one side of it and turbulent on the 
other This asymmetric pattern can be 
obtained by placing a very thin st.eel wire 
parallel to t.he cylinder axis, along its 
span. The laminar/turbulent. t.ransition of t.he 
boundary layer is forced on t.he sida where 
the wire was placed wit.hout. changing t.he 
laminar charact.eristic on t.he ot.her side. 

ln t.he present. papar, t.he above 
techni que is used and t.he mai n f 1 ow 
parameters are measured, for a circular 
cylinder wit.h a ·nd without. the wire, t.hat. is, 

1 

asymmet.ric and symmet.ric patterns, 
respect.ively. Pressure dist.ribution on the 
surface, velocit.y in the wake and t.he 
Strouhal number were obtained and compared 
for bot.h configurations in a Reynolds number 
range at the end of the subcritical regime. 

EXPERIMENTAL ARRANGEMENT 

The experiments were carried out in a 
blower wind tunnel of open circuit type with 
cross section 457 x 457 mm C Aerodynamics 
Laboratory, lTA). Its mean turbulence level 
t.hrough the range of Reynolds numbers 
investigated was O. 5Y.. Fig. 1 shows the 
arrangement of the cylinder inside the wind 
t.unnel test section. 

y 

í A 

ê l---+---+----~ 
" 'fJ t--+------~ 

Tunnel Test Section 
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--~­;;:----
Cy/ inder 

Figure 1. Tunnel test section sketch. 

The cylinder spans the test. section 
horizontally and the flow could be assumed 
two-dimensional. Actually t.his is not t.rue, 
due t.o effects of the tunnel wall boundary 
layers which alter the spanwise pressure 
di str i buti on behi nd the cyl i nder. 

The blockage rat.io is high in the 
present experiment (16. 3Y.), but no 
corrections were made in the results due to 
the comparativa nature of t.his work. The 
length to diameter ratio of the circular 
cylinder was · 6.15. 

The diamet.er of t.he wire used t.o force 
transition over the cylinder was 0.56 ± 0.02 
mm. The wire was placed in three different . 



angular positions ce = 60, 60 and 70 degrees) 
and no difference in the position of the 
separation point was observed. The middle 
position was choosed for continuing the 

tests ce = 60° ± 1°). The wire was firmly 
fixed at the tunnel walls and touchs the 
cylinder surface. ln this way, the cylinder 
could be rotated while the wire position was 
kept constant. During the tests no wire 
vibration was observed. 

The cylinder was made of aluminium 
and had a pressure tapping at mid-span, so 
that the pressure distribution ovar i t 
could be obtained rotating the cylinder 
around its longitudinal axis. The pressure 
was measured by a Betz type manometer 

Cuncertainty = ± O. 5 Pa) in steps of 5. 0°± 

0.5°, with origin at the stagnation point on 
the front sida of the cylinder. Around the 

wire the steps were reduced to 1. 0°± O. 6°, 
because intensa pressure changes were 
observed in this region. The cylinder had a 
diameter CD) of 74.26 ± 0.04 mm. 

The length ~f the formation region and 
the average boundaries of the near wake were 
obtained by hot wire traverses as exposed by 
Bearman C1965). A DISA 55M CTA hot wire 
System was used with a remota controlled 
DANTEC Traversing System C displacement 
uncertainty = ± 0.1 mm), which enables the 
hot wire proba to be put at any placa behind 
the cyl i nder. 

Vortex shedding frequency was 
determined using a spectral analyser 
CHP3692A) connected to the hot wire system. 
The signal from the hot wire proba showed a 
very strong periodic component when the proba 
was placed just outside the wake, and around 
one and a half diameters behind the cylinder 
axis. All the frequencies recorded during the 
exper i ment wer e i n the range O to 1OOHz, 
where the analyser has a resolution of 
O. 4Hz. 

The method of Kline and McClintock 
C1953) was used to evaluate the 
uncertainties of the results. This method 
considers not only the intrinsic uncertainty 
of the instruments but also the way 
measurements were taken. The odds that 
mean values of the results are within its 
uncertainties ranges are 20 to 1. 

RESUL TS ANO DI SCUSSI ON 

The experiment was carried out in two 
stages: Formerly, the pressure distribution 
ovar lhe cylinder at mid-span was obtained 

4 for two different Reynolds numbers - 5.B9x10 
5 and 1.26x10; in the latter, with the 

cylinder fixed, values of the base pressure 

coefficient' CCpb) and the frequency of vortex 

sheddipg were taken for values of Reynolds 
4 numbers in the range from 5. BQx10 to 

5 1.3Bx10. ln the second stage, hot wire 
traverses were performed in the cylinder's 
wake at the same Reynolds numbers used to 
obtain the pressure distribution. The 
following discussion analyses the results. 
/ 

Pressure. Distribution. Fig. 2 shows 
the pressure coefficient ovar the cylinder 
at mid-span for the configurations with 

2 

and wi thout the wire at two different 
Reynolds numbers, and Fig. 3 shows the 
dependence of the base pressure coeficient, 
Cpb' on Re for both configurations. 
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The main fealures are: 

1eoélo0 

1) The separation points are no longer 
symmetric when the wire was used. Table 1 
shows the angle of the separation points for 
the cylinder without and with the wire at two 
Reynolds numbers. 

Table 1. 
Angular position of separation points 

Without Wire I Angles ( 0
) I Uncer tai nt y C 0 ) 

Re = 5. B9x104 
I 92 and 269 I ±3 

Re = 1. 25x105 
I 90 and 270 I ±3 

Wi th Wire I Angles ( 0
) I Uncertainty C0

) I 

Re = 5. B9x104 I 121 and 265 I ±3 
6 

I ±3 Re = 1. 25x10 I 120 and 271 I 

The separation points were assumed to 
be those where the pressure distribution 
becames nearly constant. 

It is interesting to note, 
that separation occurs at angles qui te 
different from those reported to happen in a 
smooth circular cylinder, in a uniform 
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st.ream, at. sub and 

numbers - around 80° 
CBat.ham, 1Q73). Thls 
blockage e~~ects . 

supercrilical Reynolds 

and 106°, respecti vel y 
is probably due to 

2) Within experimental accuracy, 
wire has no apparent in~luence on 
separation poinl al lhe opposile side o~ 
cylinder. 

lhe 
lhe 
t.he 

3) Cpb varies slightly ~or lhe same 

conf'iguralion at. dif'f'erent. Reynolds numbers 
bul has a smaller Cin modulus) value ~or lhe 
cylinder wi t.h lhe wire, indicaling a smaller 
drag lhan f'or lhe cylinder wilhoul lhe wire. 
In ~act, inlegraling the pressure 
distribution over the cylinder at. mid-span, 
drag CCd) and lif't CCl) coef'f'icienls are 
oblained f'or lhe circular cylinder , as can 
be seen in t.able 2. 

Table 2. Cd and Cl Coef'f'icients 

Without. Wira Cl Cd 

R e 9 . 89x104 o. 01 ± 0.09 1. 43 ± 0 . 09 

R e 1. 29x109 0.02 ± 0.03 1. 44 ± 0.03 

Wilh Wire 4 Cl Cd 
R e = 9 . 8Qx10 0.39 ± 0.09 O.Q6 ± 0 . 00 

R e = 1. 29x109 o. 41 ± 0.05 0.94 ± 0.03 

The values of' Cd f'or 
bolh conf'igura.tions, ara greatar compa.rad 
with those f"ound in lhe literatura 
CMcCroskey, 1977). The high blockage ra.tio 
was, probably, lhe cause of' this discrepancy. 
Taking into account only lhe results of' 
table 2 above, a sma.ller value of' Cd f"or the 
wire conf'iguration is observed. The 
appearance o:f a consistent lif't :force, 
greater than lhe uncertainty range, is 
anothar importa.nt. ef'f'ect due to t.he 
asymmetric pressure distribulion generated by 
the wire. 

4) The stagnation 

cylinder with the wire, 
towards the lower surf'ace. 

point. f'or 

was shi:fted 

9) Just. downstream of the point where 
lhe wire was placed, very low values of Cp 
were recorded. This indicates lhe presence of 
a sma.ll bubble behind the wire, f"ormed by 
lhe detachment of lhe boundary layer ovar it 
and lhe following reattachment on the 
cylinder's surf'ace. 

Wake Travar si ng. The val ues presented 
in Fig .. 4 were obtained moving the hot-wire 
probe along the x-axis with y = O. 

Consi der i ng lhe con:f i gur a ti on wi t.hout. 
lhe wi r e, a peak of' Ur ms/Voo is obser ved a t. a 
certain distance f'rom lhe circular cylinder 
cenler. Following Bearman C1969) and ot.hers, 
this dist.ance is associaled wilh lhe lenglh 
of' lhe f'ormat.ion region Clf'), because at lhe 
end of' t.his region, externa! flow ent.ers into 
lhe near wake, causing higher values of' . the 
fluclualion velocity. The values f'or the 
length of' lhe f'ormation region are shown in 
t.able 3. 

A shrink in the values of' lf' is 
verif'ied when Re is increased This 
change in lf' is related to the position of' 
t.he laminar/turbulent lransi tion in the f'ree 
shear layers, which moves towards the 

3 

separalion points at increasing Re CBloor, 
1964). 

0.07 

0.06 
+++ 

+ o ~o 
+ 00 

0.05 
o 00~ 

o~ c e o 
o + a a 

o D 
o <:_o.04 + o 

o o 
Ul o 
E o o o 
I... 0.03 o 

:::> 
o o 

0.02 o 

c 

0.01 <> Cylinder wire R e 
+ Cylinder 
o Cylinder 
o Cylinder = 

0.00 
0.00 0.50 1.00 1.50 2.00 2.50 3.00 

X/D 
Figure 4 . Urms/Voo as a funclion of' X/D. 

Table 3. Lenglh of' Formalion region Clf') 

Wilhoul Wire lf/0 

R e 9. B9x104 
1. 90 ± 0.03 

R e 1 . 29x109 
1. 39 ± 0.03 

Wilh Wire lf 

R e 9. 89x104 2.00 ± 0.09 

R e 1. 29x109 
1. 85 ± 0.09 

At. some slations ovar lhe x-axis, a 
f'luctuating velocity in stream direction, was 
measured along an axis parallel to the 
y-axis. The positions f'or the maximum values 
of' Urms/Voo are plolt.ed in Fig. 9, showing t.he 
average boundary of' lhe near wake . For lhe 
configurat.ion wi thout wire, a symmet.rical 
wake is observed and the distance between 
t.he f'ree shear layers (d) rea.ches a minimum 
at the poinl where Urms/Voo has ils ma.ximum 
value. This observation was made bef'ore by 
Bearma.n (1969), who st.ates that the length 
of' t.he :forma.tion region could be obtained by 
searching t.he minimum value of d . 

For lhe conf'iguration with lhe wire, an 
increase of' Urms/Voo is observed up to a 
certain val ue of "x". Mter this posi tion a 
near 1 y constant val ue of t.hi s par amet.er is 
verif'ied Csee Fig. 4). There is not a well 
def i ned peak of' Ur ms/Voo and the 1 ength of' 
~ormation region cannot be obtained with 
conf'idence. Perhaps, t.he above dif'f'iculties 
could be explained with lhe results shown in 
Fig. 9., where il is observed that t.he upper 
boundary o~ the average near wake "bends" 
towards the x-axis . The proximity of' this 
boundary wit.h the hot-wire probe as it moves 
~ar ~rom the cylinder's back surf'ace, could 
be the cause of t.he dif'ferent. behavior of 
Urms/Voo, which was measured along the x-axis . 
The values in table 3 were obtained wit.h 
t.he measurement of' Urms/Voo along t.he x-axis . 
The lenglh o~ lhe ~ormalion region beina 



estimated as the.distance ~rem the cylinder's 
center to the point where Urms/Voo became 
nearly constant. A shrink o~ 1~ with 
increased Re was also observed. This change 
ln 1~ can be associated with the point o~ 
lami nar/turbulent transi tion wi thin the free 
shear layer on the si de wi thout the wire, 
since the other is already turbulent 
due to the wi r e. 
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Figure 5. Con~iguration of the average 

near wake boundaries. 
Vortex Shedding. Fig. 6 shows the 

variation o~ Strouhal number CSt) with Re 
~or the configurations with and without the 
wire. lt can be seen that St remains 
almost constant over the Re range 
for each configuration, having higher 
values for that with the wire. ln fact, 
the above result can be explained observing 
the spacing between the free shear layers in 
Fig. 5 . For greater spacing, the growing up 
process of the vortices in the ~ormation 
region t.akes more time, causling a lesser 
shedding frequency. 
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FINAL REMARKS 

The flow across a circular cylinder 
wit.h asymetric separation point.s was 
investigated in the high subcritical range. 
It was found that the main parameters of 
the flow change in a similar way t.o t.hat as 
i~ the flow over the cylinder had reached the 
critica! Reynolds number - a decrease in Cpb 

Cin modulus) and Cd , an increase in St and 
1~. Actually, transition is reached over only 
one side of the cylinder, causing a shift of 
the separation point at that side, and a 
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consequent asymmetry of the pressure 
distribution over it. This asymmetry not only 
alters the parameters already mentioned but 
generates a consistent. li~t ~orce. 

The experiment. indicates that. , ~or 
asymmetric ~lows, the met.hod usad by Bearman 
C1965) t.o find the lengt.h of the formation 
region by det.ecting the point of maximun 
Urms/Voo along the x-axis, would not be 
adequa te. 

ln a !ater research step, endplates 
would be addad to the cylinder, and an 
attempt to obtain a blockage correction 
Cperforming experiments at di~ferents 

blockage rat.ios) would be carried out. 
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SUMMARY 

New versions of the generalized continuily and momentum equations are presented. Th ese 
conservation laws jo1·m a basis jo1· theoretical ideas regarding incompressible and compressible, 
potential and non-potential fiows. The extensions made in lhe definition of generalized derivatives 
relate velocity and pressure to new source terms linked to langential fiow. ln integral form, th ese 
relations recall the classical circulation integral. It is expected that this aeroacoustic approach to 
Aerodynamics may generate new perspectives in th e treatment of problems of Fluid Mechanics. 

INTRODUCTIQN 

ln 1952 Lighthi!Jl presented a new theory in Acoustics. This 
theory, !ater namcd Acoustic Analogy, may be summarized by 
an inhomogeneous wave equation for the perturbation pressure 
generated by turbulence. This equation results from an algebraic 
casting of the continuity and momentum equations. The forcing 
term, called quadrupole, translates the effect of fluid acting on 
itself as a mechanism of noise generation. Since its introduction, 
the theory has becn useful not only in Acroacoustics, but also in 
determining the structuralloading created by noise in rockets. 

The development of Lighthill was extended in 1969 by Ffowcs 
Williams and Hawkings2 to include the effect of moving surfaces. 
The result allowed for the inclusion of physical mechanisms like 
thickness displacement and pressure rel;;xation . Since its ap­
pearance, this analytical too! has been used to study the noise 
produced by the motion in the air of bodies of complicated ge­
ometry, like helicopters and prop-fans. 

Since aerodynamic noise is apressure perturbation propagat­
ing through the air, thc Analogy can be applied to other contexts 
where pressure is the variable of interest . With this percep­
tion, in 1983 Long3 developed the first work in which this theory 
was applied to Aerodynamics, with the objective of determin­
ing the pressure perturbation on the surface of moving bodies . 
This work opened a possibility of unification in the treatment of 
aeroacoustic and aerodynamic problems. 

It happens, however, that the results obtained by Long were 
somewhat disappointing. Linearized versions of the theory were 
not capable of capturing the full expansion of the air ftowing 
along bodies of moderate thickness, as well as effects of circula­
tion (lift generation). ln 1989 the author4 tried to improve on 
Long's results by incorporating in the interpretation of the fluid 
velocity vector the unknown velocity induced by thickness and 
lifting effects. However, the results showed just small improve­
ments on the above mentioned failures. 

The author has been investigating non-linear versions of the 
formulation 5

, including the so-called quadrupole source term, in 
the quest for finding explanations for these difficulties. However , 
physical reasoning has led to the conclusion that something ba­
sic, linear, is missing in the formulation that might solve the 
problem. What has been missing may be Iinked to tangential 
flow and circulation around the body. 

The author is presently proposing a more complete theory6 

which extends the so-called Ffowcs Williams and Hawkings equa­
tion and may help in explaining previous failures. This extension 

is possible by redefining the concept of generalized derivative. 
This way, linearized versions of the equation may yield useful 
results in deàling with problems involving bodies of moderate 
to large thickness, and in capturing circulation around bodies 
moving through ftuids in lifting condition. 

ln this paper we start by presenting new definitions on the 
concept of time and space generalized derivatives . From these 
definitions, inhomogeneous forms of the continuity and momen­
tum equations are obtained. Connections between potential and 
non-potential theories of Aerodynamics and Acousti cs are estab­
lished . Finally, integral transformations of the new results are 
obtained. 

This work intends to develop recent results concerning this 
approach. This development may be regarded as an alternate 
method in unsteady ftuid dynamics , akin to a mixed boundary­
volume element technique, which might prove useful for demand­
ing applications in aeroelasticity. 

THE CONCEPT OF GENERALIZED DERIVATIVE 

Consider an infinite domain of quiescent fluid in standard 
conditions (pressure Po and density p0 ), and an associated Carte­
sian coordinate system fixed to the fluid. Consider inside this 
domain a body made out of fluid in the sarne conditions and 
delimited by a closed and impenetrable surface f = O. There­
fore, except for a hypothetical surface of negligible thickness, the 
whole domain of interest in the problem is composed by fluid. 

Note that the surface f = O is in general represented by a 
mathematical function of space and time, and that this function 
can bc defined uniquely, except for a multiplicative constant. 
This function is established so that inside the body f < O, and 
outside the body f > O. Thus , the gradient of f is normal to 
the surface and points towards the outer side of the surface. 

If this body moves with respect to the fixed fluid coordinate 
system and by hypothesis the internal fluid conditions are kept 
unchanged, fluid properties suffer finite jumps as we go through 
the surface, coming from inside. These property jumps have 
their greatest amplitudes dose to the surface. Physical reasoning 
dictates that a gradual decrease in these amplitudes happens as 
the distance from the moving body increases. 

5 



Jnstead of considering two different domains of fluid sepa­
rated by the surface f = O, the idea of generalized derivative is 
to automatically handle these jumps by adding to the regular 
derivative terms valid only on the surface. This way, a single 
mathematical formulation can be used to link information be­
tween the two dist inct regions of fluid. 

Let us consider a general fluid field property denoted by 
:F(x;, t). The generalized derivative of this function with respect 
to time has been defined7 as 

ã:F- â:F + D.:F âf S(f) at- ât ât 
(1) 

where D.:F represents the jump through f and S(f) stands for 
the Dirac delta function of the surface f. Note that the regular 
time derivative is recovered for all field points not on f = O. 

The difficulty here is that definition ( 1) is not uni que; de­
pending on a multiplicative constant for the function f . This 
dcfinition can be made unique as follows: 

ã:F - â:F D.:F â f s 
ât - ât + IV' fi ât (!) (2) 

becausc the gradient of f carries also the same multiplicative 
constanL 

Consider now a right-handed triad of unit vectors sitting on 
a point of the surface f. This triad has a unit vector normal to 
the surface, here denoted by n, and two mutually perpendicular 
tangential unit vectors, denoted respectively by i and ê. 

The generalized derivative of the fluid property :F with re­
spect to x; has been defined7 as 

ã:F- â:F + D.:F âf b(f) 
-- â âx Ôx; X; ' 

(3) 

Again, the difficulty here is that this definition is non-unique. 
Besides, it accounts only for property jumps normal to the sur­
face. It should be observed that a scalar property like density 
may present only normal jump across the surface. The sarne hap­
pens to a property like pressure, which from Physics is known to 
act perpendicularly to the surface. However, vector and tensor 
properties, like velocity and stress tensor, may present jumps in 
clirect ions ot her than thc normal to the surface. 

To solve thc problems pointed above, we propose the follow­
ing altcrn at ive definition: 

â:F à:F 
-
8 

. = ~ + [D.:Fn n; + D.:F; i;+ D.:Fc c;] b(f) (4) 
X 1 UXí 

I lere, D.:Fn represents the fluid property jump normal to the 
surface . Furthermore, D.:Ft and D.:Fc denote jumps along the 
t angcntial and complementary dircctions. 

Thc ad vantages of using definition (4) instead of (3) may be 
described as follows: first, the new proposition is established 
without ambiguity, and second, it accounts for property jumps 
occurring along the tangential and complementary directions de­
fined on the body surface. As we shall see, important effects may 
be introduced in the physics of the problem dueto this extension. 

GENERALIZED CONSERVATION EQUATIONS 

The continuity equation has its regular conservative form dis­
played as 

àp â 
-+-(pu;)=O 
ât Ôx; 

Here, p is the fluid particle density in the perturbed state and 
u; is the i-th component of the perturbed velocity vector. If the 
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time and space derivatives are generalized according to defini­
tions (2) and (4) respectively, we obtain 

ãp [J [âp â ] p [âf àf] 
ât + Ôx; (pu;) = àt + Ôx; (pu;) + IV' fi 7ft + u; Ôx; 8(!) 

+ [ - 1;fl ~ + pu;(t; +c;)] b(f) 

Above, the first square bracket on the right hand side is null be­
cause it is a reproduction of the regular continuity equation. The 
second square bracket is also null dueto Lamb's non-penetration 
condition8

. If this condition is applied again in the algebraic ma­
nipulation of the third square bracket, there results 

ãp [J 
ât + âx(pu;)=[povn+p(vt+vc)]b(f) (5) 

I 

Here, vn, Vt, and V c are projections of the fluid particle velocity 
over the directions of the unit vectors normal and tangent to the 
body surface. Equation (5) presents new mechanisms of mass 
generation at the boundary f = O. 

Similarly, the regular display of the momentum equation in 
conservative form is presentcd as 

â à 
àt (pu;)+ Ôx (Pij +pu; uJ) = 0 

J 

Here, P;j = p. b;j + [;j is the compressive stress tensor which 
includes in its diagonal the static pressure p, of a fluid element 
in the perturbed state and the viscous stress tensor E;j. Finally, 
8;j is the Kronecker delta. 

The generalization of the derivatives of the regular rnomen· 
tum equation yields 

[J [J pu; [âj àj] 
ât(pu;)+ Ôxj(P;j+pu;uj) = !V'f! ât +uiàxi 8(!) 

+ [:t (pu;)+ 0~i (Pii +pu; ui)] 

+ jjij nj 8{f) + (Eij +pu; Uj) (ti+ Cj) 8(!) (6) 

where PiJ = P;j-p)5;j is the perturbed cornpressive stress tensor, 1 

with the perturbation pressurc p = p, - Po in its diagonal. 
On the right hand side of equation (6), the square brackets 

contain Lamb's non-penctration condition8 and the regular mo­
rnentum equation, respect ivcly. Since both brackets vanish, we 
are left with 

[J [J 
~(pu;)+-0 (P;i+pu;uj)= 
ul Xj 

[Pii ni + (E;j +pu; ui) (ti+ Cj)] b(J) (7) 

f 

This is the generalized version of thc mornentum equation ob- ~ 
tained within the focus of the present work. 

It rnay be remarked that the conservation laws derived hen a 
are also valid for problems involving multiple bodies. ln a wind s 
tunnel, the surface f rnay incorporate the body-fluid boundary d ~ 
a testing model, as well as of the testing section walls. Therefor~ 11 

the generality of the present approach allows application of thesi d 
results to both externa! and internal flow problerns. 

CONNECTIONS FOR POTENTIAL FLOWS 

Equation (5), when specialized for an incornpressible fluid 
reads 

ãu; 
âx; = (vn + Vt + Vc) b(J) (s; 



If now \1'<' adrnit lhe existence of a potential function rf> whose 
gradient yields the velocity vector, equation (8) becomes 

(9) 

This is a Poisson equation for lhe velocity potential. If the ba­
sic Green's function9 of Laplace's equation for the unbounded 
domain V is invoked, an integral transformation of equation (9) 
can be obtained as follows: 

rp = _ .2_ { Vn + Vt + Vc 8(!) dV 
47r lv r 

where r is the distance between a source point at y(t) and the 
observer point at i(t), i.e., r= li(t)- y(t)j. 

The volume V contains the surface f = O. Using a relation 
between elements of volume and surface, as well as an operational 
property of the generalized function 8(!), the above result yields 

rp = _ .2_ { Vn + Vt + Vc dS 
471' Jf=O r IV fi 

Taking the gradient of rf> gives an answer for the velocity, i.e. 

u; = _ 2._ !!.._ { Vn + Vt + V c dS 
471' x; Jf=O r IV fi 

(10) 

This result relates a perturbed velocity component u; to an in­
tegral on the surface of the moving body. For a two-dimensional 
problem, the surface integral becomes a closed line integral along 
the body cross sect ion. ln this case, the tangential velocity term 
is linked to the classical circulation integral, whereas the normal 
velocity term is connected to the classical downwash integral. 

Considering now a compressible fluid , it is known that a se­
quence of algebraic steps involving ti)e regular continuity and 
Bernoulli equations leads to the so-called full-potential equation. 
Linearizations .of the complete, non-linear equation yields the 
convected wave equation for an observer on the body surface or 
the acoustical wave equation for an obser\'er in the fixed fluid 
frame of refcrence. If the newly derived conservation laws (5) 
and (7) are used in this derivation replacing the regular laws, 
new results can be obtained . They are not displayed here due to 
the Jack of space. However, it is interesting to observe that the 
present technique incorporates boundary conditions as source 
terms, charactcrizing a boundary elemcnt method. 

, CONNECTIONS FOR NON-POTENTIAL FLOWS 

Definitions (1) and (3) can be used in a sequence of al­
gebraic operations to derive lhe Ffowcs Williams and Hawk­
ings equation 1

. It can be shown5 that in linear approximation 
Lighthill 's variable c2 (p - p0 ) is equivalent to the perturbation 
pressure p. Therefore, this equation describes the propagation in 
the air of pressure waves generated by the three physical mech­
anisms on its right hand side. It can be observed that their 
superficial terms are concerned only with mechanisms which act 
normally to the surface. Our interest here is to investigate the 
inclusion of tangential mechanisms of noise generation. 

The derivation steps of the new governing equation can be 
described as follows: 

1. Take the generalized time derivative of both sides of the 
continuity equation (5). 

2. Take the generalized derivative of both sides of the mo­
mentum equation (7) with respect to X;. 

3. Subtract the result of step 2 from the result of step 1. 

4. Suotract from both sides of previous step the term c2 '\72 p. 

5. Subtract from the result obtained in step 4 the following 
- 2 2 2-2 

identity: O c Po = - C V Po· 

6. Replace, where applicable, P;j by Pii· 

The outcome of this process yields 
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[) [) 
+-

8 
[p(vt+vc)8(J)]--

8 
[(E;i+pu;uj)(ti+ci)8(J)] (11) 

t X; 

2 
Here, Õ is the generalized D 'Alembertian opera_tor, c is the 
sound speed in the reference condition, and T;i = P;i + p u;ui -
c2(p- p0 ) 8;j is the so-called Lighthill stress tensor. 

It should be remarked that the result above, although consid­
ering information generated on the surface of a body moving in 
a fluid, is expressed in terms of a coordinate system fixed to the 
immovable fluid . This is not the common case in Aerodynarnics, 
where variables of interest are usually described as viewed from 
a reference system fixed to the moving body. 

The governing equation (11) involves four boundary terms 
which can be handled more easily after an integration process. 
Making use of the Green's function 9 for the wave equation in the 
infinite volume V, equation (11) is transformed into 

47rc2 (p- Po) = lJ jt f PoVn 8(!) 8(g) dV dr 
ât -oo lv r 

- ~ jt f P; j nj 8(!) 8(g) dV dr 
Ôx; -oo lv r 

()2 jt 1 T + -- -28(g) dV dr 
Ôx;ÔXj -oo v r 

+ [) jt f P ( Vt + v c) 8(!) 8(g) dV dr 
ât -= lv r 

[) jt 1 t +c -- (Eii +pu; Uj) -
1
--

1 8(!) 8(g) dV dr 
Ôx; -= v r 

(12) 

I-lere, 8(g) is the Dirac delta function of a sphere g = O of in­
formation triggered at a source y( x;, T) at retarded time r and 

received at an observer i( X i, t) at actual time t. ln addition, r 
is the distance traveled by the information with constant speed 
c. As we can see, this model reproduces what happens in nature 
with propagation of perturbations in compressible fluids . 

Since the unbounded domain of fluid contains the sphere of 
propagating disturbances g =O, equation (12) is reduced to 

47rc2 (p- Po) = [) { [PoVn (1 + M,)] 8(J)dV 
ât Jv r ret 

-~ 1 [piini (1 + M, )] 8(f)dV 
ÔX; V r ret 

[)2 1 [1:· ] +-- ~(1+M,) dV 
âxiâx j v r ret 

+ [) f [p(vt+vc) (1+M,)] 8(J)dV 
~k r • 

81[ t+c ] -- (E;i+pu;ui)-1 -
1 (1+M,) 8(J)dV 

Ôx; V r ret 

(13) 

where the subscript ret means that information has been emitted 
by a source at retarded time r_ = t -r/ c, and M, is the subsonic 
Mach number vector projected along the radiation direction. 



If we now consider that inside the infinite domain of fluid V 
we find the surface f =O, result (13) is simplified to 

[) r [ f:>. ·n . ] 
47rc2 (p- Po) + 8x; Jf=O r,;;, (1 + M,) retdS 

=! h=o [r~~~~ (1 + M,)LtdS 

+ [)2 r [L ] 
8x;8x

1 
Jv ;' (1 + M,) dV ret 

+ [) r [p ( Vt + V c) ] 
8t jf=O r IV' fi (1 + M,) retdS 

[) r [ t+c ] 
-8x;Jf=o (t:;i+pu;ui):IV'fi(1+M,) dS 

ret 
(14) 

where dS is an element of area of the surface f = O. 
Now comes a criticai issue. ln reference [10] the author has 

shown that for better computing efficiency, which comprises both 
accuracy and time spent on numerical computations, it is always 
preferable to derive a singular integral and to handle its finite­
part !ater ~han to compute the singular integral and to obta.in· 
!ater its numerical derivative. With this in mind , equation (14) 
can be writtcn symbolically as 

47rc2 (p- Po) + r q dS = r Ks dS + r q, dV 
jf=O jf=O lv 

(15) 

This represents a non-linear integral equation for the pertur­
bation pressure p, forced by velocity dependent boundary and 
volume integrais. Above, K~ denotes a singular superficial ker­
nel for p, with a weak dependence on the velocity field. On the 
right hand side, K$ and K\) symbolize singular kernels for the 
surface and volume integrais, respectively, which depend on the 
velocity field only. The novelty here, which cannot be made ex­
plicit for lack of space, is that K$ now includes tangential effects 
that can be linked to the classical circulation integral. 

'l'he incompressible limit of equation (14) is represented by 

<brp + _!!__ r P;jnj dS = [} r PoVn dS 
ox; Jf=O r IV' fi ot h=o r IV' fi 

82 j 1;j dV (J !, Po (vt + Vc) dS +-- - +-
ox;8Xj V r fJt f=O rj\i'fl 

a r ti + Cj 

- OX; Jf=O (E;j + Po U; Uj) r IV' fi dS 
(16) 

lf thc fluid is non-viscous, equation (16) becomes 

47rp + _!!__ r ...!!!!:.!_ dS = [} r PoVn dS 
ox; Jf=O r IV' fi ot Jf=O r IV' fi 

+ _!!___ r p0 U;Uj dV + [} r Po ( Vt +v c) dS 
OX;OXj lv r at Jf=O r IV' fi 

[}/, t · + c - - (p u u ) -1
--

1 dS 
ox; f=O 

0 

' 
3 

r IV' fi 
(17) 

This result has a structure similar to equation (15), i.e. 

47rp + r q dS = r K'S dS + r q, dV 
jf=O jf=O lv 

(18) 

Equation (18) represents a lin ear integral equation for the per­
turbation pressure on the left hand side with source térms dueto 
velocity only on the right hand side. Since the integrais involved 
are ali surface integrais on f = O, except for one volume integral, 
there results a mixed boundary-volume integral relation between 

pressure and velocity fields. 
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Therefore, equations (15) and (18) are prototypes of gen­
eral relations between pressure, density, and velocity. As such, 
these equations are single relations involving severa! variables. 
They cannot constitute solutions themselves, but can be used 
as mother-equations in iterative schemes already tested4 and 
presently in development. 

CONCLUSIONS 

Results of theoretical nature have been presented concern!ng 
the application of an aeroacoustic approach to Aerodynamics. 
New generalized versions of the continuity and momentum equa­
tions have been derived . Connections with potential flow theory 
have been presented. By following the path which leads to the 
Ffowcs Williams and Hawkings equation, a new formulation re­
lating pressure and velocity has been obtained for non-potential 
flows. An integral transformation has been applied to the re­
sult to give a more tractable meaning to the generalized source 
terms. 

The formulation presents new mechanisms of noise genera­
tion related to tangential flow which may be important in prob­
lems of unsteady Aerodynamics. Future applications of the re­
sults derived here will reveal the potential of this development 
and help in the explanation of previous failures of this aeroa­
coustic approach. 
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SUMÁRIO 

A análise do escoamento em torno de corpos rombudos é uma necessidade cada vez mais 
presente nas aplicações atuais; no entanto, esta e uma área pouco estudada e com muitos aspectos 
ainda por serem elucidados .. O presente trabalho procura desenvolver uma base para a análise 
sistemática deste tipo de escoamento, utilizando testes em túnel de vento complementados por 
simulações numéricas. As propriedades do escoamento em torno de cilindros de seção retangular 
constante, submetidos a escoamentos com elevados números de Reynolds foram medidas. Os 
dados obtidos são apresentados e comparados com aqueles calculados numericamente através 
do método de vórtices. 

1- INTRODUÇÃO 

O escoamento ao _redor de corpos rombudos é mui to com­
plexo e, dificilmente, se poderia afirmar que ele é suscetível 
de urna análise completa com os conhecimentos atuais dos 
fenômenos envolvidos e com as ferramentas disponíveis. No 
entanto, esta situação apresenta-se cada vez mais frequente 
nos problemas a tuai s de engenharia, como, por exemplo, na 
aerodinâmica de veículos, de edificações, nos problemas da en­
genharia "offshore", etc . 

Ao contrário da análise do escoamento ao redor de corpos 
com boas formas aerodinâmicas (que hoje pode ser considerada 
bem estabeleCida) a análise do escoamento ao redor de corpos 
rornbudos é defici ente ; esta constatação decorre do fato de que 
a análise est á sempre associada ao estudo de um escoamento 
separado e em presença de uma esteira viscosa considerável. 

A literatura sobre o escoamento ao redor de corpos rombu­
dos , em geral, possui a preocupação de apresentar urna solução 
imediata a um dado problema; desta maneira há um esforço 
considerável no sentido de se determinar experimentalmentt> 
valores dos coeficientes de arrasto ( Cd) e de sustentação (C i) em 
função da forma e da orientação do corpo e, claro, do número 
de Reynolds. Nota-se, no entanto, uma certa aridez quando se 
procura informações detalhadas e pontuais, como por exemplo, 
a distribuição de pressão sobre a superfície do corpo, a posição 
do ponto de separação, o comportamento das linhas de cor­
rente, etc. Estas informações, quando disponíveis, em geral são 
apresentadas como resultantes de simulações numéricas, nem 
sempre comprovadas experimentalmente. 

Com base nesta constatação procurou-se desenvolver , com 
este trabalho, uma base para a análise sistem ática do escoa­
mento ao redor de corpos rombudos, utilizando-se de testes 
em túnel de vento complementados por simulações numéricas . 
Foram escolhidos cilindros com seção retangular constante 
(problema bidimensional ) quando submetidos a escoamentos 
caracterizados por valores elevados do número de Reynolds 
(R.). Os dados obtidos através de testes com modelos de seção 
quadrada são apresentados e comparados com aqueles calcula­
dos numericamente, utilizando o método de vórtices. De uma 
maneira geral , os resultados obtidos tanto experimental como 
numericamente são animadores e podem ser considerados como 
uma base sólida para a análise do escoamento ao redor de cor­
pos rombudos, principalmente na região da esteira. 
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·u- TESTES COM CILINDROS DE SEÇÃO RETAN­
GULAR 

Para a realização dos testes experimentais foram escolhi­
dos cilindros de seção retangular constante; com esta geometria 
garante-se um escoamento plano e, por possuir arestas vivas, 
apresenta pontos de separação bem definidos , facilitando o pro­
cesso de simulação numérica. Procedimentos para a análise 
detalhada da região de separação são desenvolvidos segundo 
uma abordagem diferente; no Lab. de Mecânica dos Fluidos do 
PEM - COPPE/UFRJ utiliza-se uma abordagem assintótica 
para estes problemas [4]. 

Os testes foram realizados num túnel de vento de seção 
retangular (427 x 300mm), de baixa turbulência e os maiores 
modelos não ocuparam mais do que 14% da seção normal da 
câmara de testes. Os cilindros foram feitos de acrílico com 
tomadas de pressão distribuídas na sua superfície. As re­
ferências [8] e [9] fornecem detalhes sobre os testes realizados. 

A figura (1) é utilizada para as definições principais onde 
se indica a velocidade incidente por U e a pressão em ambient<• 
não perturbado pela presença do corpo, a montante , por P0 • 

«IIII I JJ/ 1/11/111/1 I II/I l/1111 I /I /1 ltJ/1/1/</1 //I c/// I/// <1<<1///1< 

u .. 

1 c)/ 1 11 1 ; )) ; )/;/I I 11 )// 11 /c; 11 c;// t ttc/;;;;t 1 t1 / 1111 tt/11 11 c ttll t l> 

Figura 1 
Geometria dos Modelos e da Câmara de Testes 

H 

A velocidade foi corrigida levando-se em conta o efeito de blo­
queio [8], [10]. As seguintes definições são adotadas 

R. = ~ = número de Reynolds 
p. 

Cp = S'2/(J2 = coeficiente de pressão 

Cd = lf2 p~T2At =Coeficiente de arrasto 



C1 = 1;2/u,A, =coeficiente de sustentacão 

onde D e L indicam a força de arrasto e de sustentação 
por unidade de comprimento, obtidas pela integração (das 
projeções apropriadas) da pressão sobre a superfície do corpo; 
a área At corresponde a projeção do corpo no plano normal ao 
escoamento. 

A referência [8] apresenta uma análise dos erros, que é 
aqui representada de maneira resumida, para todos os casos 
testados. 

- o erro máximo para Re é da ordem de 3% 
os erros cometidos para os coeficientes C, e Cd são estima­
dos em 2% 
os erros cometidos para CP variam com a posição e o ângulo 
de ataque , são maiores quando P ..........., Po. 

As referências [8] e [9] apresentam resultados para dife­
rentes valores da razão h/h e et. 

III- SIMULAÇÃO NUMÉRICA 

A literatura mostra que existem diferentes abordagens 
para a simulação numérica do escoamento de um fluido viscoso; 
assim, por exemplo, as técnicas de diferenças e volumes finitos , 
os métodos dos elementos finitos e dos elementos de contorno 
e os métodos espectrais foram utili zados com maior ou menor 
sucesso. Estas técnicas, porém, utilizam a descrição euleriana e 
enfren tam dificuldades para o tratamento da esteira, como por 
exemplo a especificação da condição de contorno. Uma alterna­
tiva que, de certa maneira, supera algumas destas dificuldades 
é representada pelo método de vorticidade ou de vórtices [6]. 

De acordo com este método, a procura da solução da 
equação da vorticidade que, em duas dimensões, se escreve 
corno 

8( 
8t + (u .V)( = v\72(, ( = V x u = vorticidade (1) 

pode ser feita dividindo-se o problema em: 

problema de convecção, que é governado pela equação 

8( 
8

t + (u.V)( =O (2) 

- problema de difusão, que é governado pela equação 

8( = vV2( 
8t 

(3) 

A convecção da vorticidade é obtida utilizando-se urna des­
crição Lagrangeana para simular o movimento de vórtices de 
Rankine, cujo campo de velocidade é ilustrado na figura (2). 
Estes vórtices apresentam um campo de velocidade idêntico ao 
vórtice potencial, quando a distância - r - é maior que o raio 
do núcleo - a- ; para r < a a velocidade decai linearmente até 
se anular, na origem. Evita-se assim o comportamento singular 
dos vórtices potenciais. 

A difusão da vorticidade é simulada fazendo com que o raio do 
núcleo varie de acordo com a lei [7] . 

a(t + fl.t) = a<t) + (c2vfl.t)/(2a(t)) (4) 

onde c= 2.24 
Obs: a difusão da vorticidade sob os efeitos da viscosidade pode 
ser simulada utilizando o método de avanço randômico [5], [2] , 
[11]. 

No presente trabalho, como os corpos apresentam arestas 
vivas, os pontos de emissão de vórtices estão bem definidos. 
Eles são "gerados", a cada intervalo de tempo, com as ca­
racterísticas mostradas na figuta (3), onde r= (V/ fl.t)/2 é a 
intensidade do vórtice, a0 = (Vt/4)fl.t é o raio inicial do núcleo 
e Ví é a velocidade tangencial. 

lO 

v 
I 

\ VÓRTICE POTENCIAL 

\/ 
\ 

\ 

' ' 

Figura 2 
Vórtice Potencial e de Rankine 

v,t" 
•· 

Figura 3 
Emissão de Vórtices em Arestas Vivas 

Na parede do corpo impõe-se a condição de impenetrabi­
lidade e os vórtices que, porventura, penetram no corpo (como 
consequência do processo numérico) são eliminados. 

A pressão é calculada utilizando-se o T. de Bernoulli modi­
ficado, que permite escrever 

Cp = 1 :- ( ff )2 antes do ponto de descolamento 

CP = 1 - ( YrJ )2 
- ( Ytp- J2 depois do ponto de deslocamento ( 5) 

onde: 
Vpc = velocidade no ponto de controle 
VpD =velocidade "no ponto de deslocamento" 
U = velocidade incidente 

IV- RESULTADOS 

A figura ( 4) mostra os valores de Cp obtidos experimental­
mente para um cilindro de seção quadrada e as figuras (5) e (6) 
os valores Ct e C o em função do ângulo de ataque a. Na figura 
( 4) S representa a linha que, iniciando-se no ponto médio da 
face anterior, contorna o corpo até a metade da face posterior. 

A simulação numérica do escoamento ao redor de um cilin­
dro de seção quadrada, após 200fl.t, fl.t = 0.1 s, fornece uma . 
esteira de turbulência como ilustra a figura (7), o campo de I 
pressão resultante é mostrado na figura ( 4 ); nesta mesma figura i 
apresenta-se, também, o valor médio da pressão para 198fl.t a . 
202fl.t. Os valores dos coeficientes de força são mostrados na 
tabela abaixo. 

I· 



Cp 

CI 

Tab. 1 - Valores de CL e Cv para 
Cilindro de Seção Quadrada 

Ref(l) 
0.00 
2.20 

10.0 

8.0 

6.0 

4.0 

2.0 

0.0 

-2.0 

(Re = 52.000, a = O) 
Experimental 200~t 

-0.02 -0.3855 
2.09 2.2639 

.t. .t. A A A 200*delta t 
+ + + + + Media 
• • • • • Experimental 

••• 

Valor Méd1• · 
-0.3685 
2.2682 

• 
-4.0 -r--~--~--.---br-~--~---cr-~ 

0.00 0.50 
s( superficie 

1.00 
do 

1.50 2.0 
cilindro) 

. 1.00 

0.50 

:__0.00 

-0.50 

Figura 4 
Coeficiente de Pressão 
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Figura 5 
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Coeficiente de Sustentação Obtido Experimentalme nte 

3.00 

2.50 

Cd 2.00 

1.50 

1.00 
0.0 

A.!.A.t.A Re = 52000 

6. 
A 

6. A 

A .t. 

.t. A 

ll 

1 0.0 20.0 30.0 40.0 
Angulo de ataque 

Figura 6 
Coeficiente de Arrasto Obtido Experimentalmente 
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-

0.00-
-

t - 200*delta t 
Delta t - 0.1 
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-2.00 3.00 8.00 
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Figura 7 
Cilindro de Seção Quadrada: Esteira de Turbulência 

A análise destas figuras e da tabela mostra que: 

-

1- Os valores obtidos experimentalmente e aqueles resultantes 
da simulação numérica apresentam a mesma ordem de 
grandeza que ·os dados disponíveis na literatura. 

2- O valor de CL é nulo de acordo com a referência [1] e de 
acordo com outras fontes. O valor obtido experimental­
mente, através da integração da pressão, não é nulo mas 
é bastante pequeno. O valor obtido numericamente não 
pode ser considerado como pequeno. Uma possivel causa 
para esta discrepância, além daquela associada à mode­
lagem e aos erros numéricos, poderia ser o carater intermi­
tente observado a cada acréscimo no tempo. Para analisar 
este aspecto foi calculado o valor médio de CL (5 inter­
valos de tempo). O valor médio diminui mas ainda per­
manece elevado; talvez fosse necessário considerar um 
número maior de intervalos. 

3- Junto às arestas, a ·simulação numérica apresenta picos 
elevados de pressão ; estes resultados são, de certa maneira 
esperados , pois: · 

- o escoamento real apresenta, nestas regiões, velocidades al­
tas devido aos cantos vivos; experimentalmente não foram 
detectados pois não se instalou uma tomada de pressão por 
dificuldades construtivas. 

.. numericamente estas altas velocidades traduzem-se por um 
comportamento singular , que para ser corretamente simu­
lado exige um tratamento muito preciso dos efeitos vis­
cosos. 

Além destas observações muitas outras poderiam ser feitas 
à respeito da simulação numérica e dos procedimentos expe­
rimentais utilizados; estas serão assunto de outras publicações. 
Na referência [3] e [9] alguns aspectos relacionados a simulação 
numérica são apresentados e discutidos . Acredita-se que, com 
est.es procedimentos e com a experiência que se está acumu­
lando, possa-se antever a possibilidade da exploração detalhada 
do escoamento em torno de corpos rombudos, principalmente 
da sua esteira. 
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SUMMARY 

The analysi"s of flows around bluff bodies has increascd 
its importance due to many preserits engineering aplications. 
However, very few works have been published in this subjec t 
in the past so that much still rernains to be clone. This work 
aims at developing a systernatic basis for the analysis of this 
class of flows making use of wind tunnel data and nurnerical 
simulations. The properties of the fl.ow around cylinders of 
rectangular cross sections subject to an oncorning fl.ow at large 
Reynolds numbers were rneasured. Comparison of these data 
was made with results obtained through a vortex dynarnics 
method. 
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Finally, a;J and J are the rnetrics and the Jacobian of the 
coordinates transforrnation, respectively. 

Algebraic equations are obtained using the finite volume 
method. lntegrating Eq. (2) over the elemental control volume 
shown in Fig. 1, 

f [Eq.(2)] dVd• , 
V,< 

it results 

where 

a~,. ~ L at,+NB + b• , 

L a!«!lNB ~ a,4lg+a,.«!lw+an«jlN+a,+s 

+aJIID+a~p+a .... +NW+a...,+u-+a-+sw+a.,.«!lDE 

+adw.DW+afo«jlFE+afir«jlFS+adn«jlDN+ado+DS+afn«jlFN · 

(3) 

Here the subscripts e, w, n, s, d, and f indicate the 
interface of the control volume, andE, W, NW, SE, etc, the P 
neighbouring control volumes. The coefficients of Eq. (3) are the 
sarne for u, v, w and ternperature T since the co-located 
arrangernent of variables is ernployed. 

ln order to obtain an adequate coupling between pressure 
and velocity it is necessary to evaluate the velocity vector 
cornponents at the interfaces of the control volumes as functions of 
the velocities located at the center of the control volume (De 
Bortoli, 1990) (Marchi et ai, 1990). For the u velocity written for 
the P control volume (Fig. 1) one has 

1 { M:,U; 11 vl u,. ~ - L (anbuNB)P+--+L[S"],.-
M 11t J a,. 

+ AV L[p"],.. 
a ;,.I 

(4) 

A special average is done using the above equation for 
volumes P and E to obtain a pseudo equation for u at the 
interface e, as follows 

where 

I·· 

"• ~ -
1
- { L (anbuNB)P +L (allhuNB)E 

M a 
a,.+aE 

• • • 11V l M:,U,.+MgUE +(L[S"],.+L[S"]_JJ 
+ 11t 

- 2~ L[p"]. 
a•+a• -J- ' 

1' E 

L[p"], ~ PE-pP~ +pN+pNE-ps-PsETJ 
J 11~ x, 411TJ x, 

pD+pD~-p,-p,. 

+ . 411y Yx. 

• • • III M 10: • r 
n . " • I • 11 p l 

. .. 
11 l•r 

I 

• • • •• ll SE 
lU 

111 

[ __ t 
I t:_t ---I Figure 1 Elernental control volume for P 

(5) 

• • , DI 

• • • • p I 

t 
• • r FI .., ---
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It can be observed that the pressure gradient acting on the 
u. velocity component resernbles the use of staggered grids. This 
promotes an adequate coupling between velocity and pressure since 
the pressure correction equation will have the sarne forrn as when 
a staggered grid is used (Peric et ai, 1988) (Marchi et al 1989) (De 
Bortoli, 1990). 

Another important step in the methodology used bere is the 
rnass flow linearization. To start with, the discretized rnass 
conservation equation can be written as follows 

M,.-M; 
--+M-M +M-M +Md-M1 ~0 . 111: • "' • • 

(6) 

Taking the mass flow at the east face, as exarnple, the 
following linearization allows the solution for ali speed flows ,. 
(Harlow and Amsdem, 1971) (Patankar, 1971) (Van Doonnaal, . 
1985) (Silva and Maliska, 1988) 

M, ~ (p*Ú+pú* -p·ú\11TJI1Y ' (7) .I 

where the (*) represents the best estimate values of the variables. 
When introducing Eq. (7), and its analogues for the remaining 
faces, in Eq. (6), it is clear that both density and velocity will be 
unknowns. When replacing p as a function of pressure, from the , 
state equation, and velocity as a function of pressure, from· the 
momentum equations, the resulting equation will be an equation for 
pressure, as shown below. Following the SIMPLEC (Van , 
Doormaal and Raithby, 1984) procedure to obtain expressions for 
the velocity and density corrections, one has ( 

Ú ~ Ú• - d,.-(pE-pj,)all • 
• < ' 

p,. ~ p; .. c;pj, ' 

where the densities at the interfaces are obtained by 

p ~ (.! +G1 )p + (.! - G1 )p . 
< 2 tP 2 <E 

i .. l ~ 

! t 
!t 
! ( 

1 f 

tr 
! i~ 

Here ~ is + 0 .5, depending on the sign of the velocityl s: 
component at the interface. Introducing the equations for thei 
density and velocity corrections in the mass conservation equation,( p 
one obtains an equation for pressure as follows \ (t 

P· "("' P· P· 
a,. Pj, = L. a•Pivs + b · 

(8)! e1 

STRUCTURALPROBLEM 

When the FEM (Finite Element Method) is used for' tlt 
solving structural problems, one has to select ao elernenti at 
formulation which includes the most important structural behaviour 
as well as to be simple and effective. Along the rernaining of this 
section, one presents the. Tirnoshenko beam forrnulation for plane' S! 
deflections and, for considering space ones, it is sufficient to add 
similar relations relative the plane orthogonal to the first one. The 
Tirnoshenko bearn theory (Dym and Shames, 1973) considers that:an 
sbearing deformation is constant in every beam cross-section. The 
displacement can then he considered as the surn of those due to·A 
pure bending and shearing deforrnation, as follows 

u1(x,y,z,t) =- z (~:-J3(x)) 
"2(x,y ,z,t) ~ o . 
u3(x,y,z,t) = " 3(x;t) , 

1 
2 
3 

(9) 4 

5 

6 



where 8(x) is the shear angle formed by a given cr08s section with 
the neutral axis. 

The kinetic energy for this element is given by 

T = !J Q(üjdV , 
2 y 

(10) 

while the deformation energy associated with the potential energy 
is given by 

(11) 

Here Q, I, E, K, •· G, A and f are the material density, 
moment of inertia, linear elasticity module, a constant to correct the 
shear, the rotation of the line elements along the centerline due to 
bending only, a Lamé constant, area and a loading component, 
respectively. 

Employing HamiÍton's principie, 

a f "{ T - 1t,} dt = o , ,, (12) 

for E, I, G and A constants, and approximating the solution by. 
finite elements, results 

[M]{q} + [K]{q} = {N} , (13) 

wh'ere q is the generalized displacement vector. 
This element can be employed to analyse small 

displacement problems, but, with some changes in the reference 
system, it can also be employed to solve for large displacements as 
the ones that appear in wings (Cook, 1981). For nonsymmetrical 
bodies, it is also necessary to calculate the shear center 
(Timoshenko and Goodier, 1984). 

AEROELASTIC PROBLEM 

Since the aeroelastic deformation resulting from the 
flexibility of an aerodynamic body can alter the flow conditions, it 
is necessary to solve the aerodynamic and structural problems 
simultaneously. 

The solution procedure consists in solving the aerodynamic 
problem for a given instant of time, obtaining the initial excitation 
(forces and moment'>) which originate from friction and shape 
effects, that is 

- av _ 
N = j.IÂ àn + p(nÂ) . (14) 

This excitation will deform the structure, modifying the 
t1ow. Then it is necessary to obtain the displacements and rotations 
at each node to calculate the new aerodynamic grid. 

SOLUTION PROCEDURE 

Basically, the computational procedure for this aeroelastic 
analysis is : 

A. Aerodynamic prohlem 

1. Dornain discretization 
2. Estimation of variahles for the present time cycle 
3. Calculation of coefficients of Eq. (3) 
4. Calculation of source terms of Eq. (3) 
5. Calculation of u·, v·, and w· using the MSI (Modified Strongly 

lmplicit Proced'!.re)_(Schnejder and Zedan, 1981) 
6. Calculation of U, V and W 
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7. Calculation of p' using the MSI, Eq. (8) 
8. Correction of 0·, v· and VI" 
9. Correction of p 

10. Calculation of T using the MSI, Eq. (3) 
11. Calculation of p using the state equation 
12. Return to item 3 until aerodynamic cycle converges 

B. Structural Problem 

13. Calculation of aerodynamic force, Eq. (14) 
14. Obtain the structure system matrices [M] and [K], Eq. (13) 

15. Calculation of displacements and rotations, Eq. (13) 

16. Return to item 1 for a new time step cycle, changing the grid. 

NUMERICAL RESULTS 

Since this is a very cornplex three-dimensional coupled 
problem the ftrSt step in checking the methodology is to solve for 
aerodynamic and elastic problems independently. To verify the 
aerodynamic computational code, the flow over a hemisphere­
cylinder at Mach 0.85 is calculated and the results are compared 
with the numerical ones obtained by Azevedo ( 1988) and the 
experimental ones from Hsieh (1977), presented by Azevedo. 

The results depicted in Fig. 3 and Fig. 4, obtained using 
the grid of Fig. 2, show that the computational code has the ability 
to represent aerodynamic problems properly. Better results can be 
obtained if a mesh refinement is done (Maliska et al, 1991). 

To analyse dynamic problems it is necessary to verify if 
the mass and the stiffness matrices are correctly formed, and if the 
system of equations is correctly solved. The use of integration 
methods (Bathe, 1982) make it easy to analyse the beam elements 
behaviour. ln this work Houbold's method is used. 

The second natural frequency, found for a steel bearn 30 
m long, with 1 m external radius and moment of inertia of 0.09425 
m", is 14.06 using the Euler-Bernoulli beam or 14.01 using the 
Timoshenko beam theory. Comparison with the value 14.0, found 
by Feng and Quevat (1990), allows one to conclude that the results 
are in good agreement. 

Fig. 2 Three-dimensional view 
of hemisphere-cylinder grid 
(34x26x19 volumes) 

Fig. 3 Hemisphere-cylinder 
density contour lines for Mach 
0.85 and a = 6 • 

SIMPLE AEROELASTIC SOLUTIONS 

To obtain preliminary results with the methodology, the 
aeroelastic analysis of the hemisphere-cylinder case, clamped atone 
of its end with 6 degrees angle of attack, 10 cm wall thickness, 
5.00 m tength and 0.75 m external radius, subjected to Mach 0_.85 
is done. The angle of attack is with respect to the vertical 
direction. The computational grid used is 17xt5x16 volumes. This 
is, of course, a coarse grid and can be used only for a qualitative 
analysis of the problem. . . 

Fig. 5 presents the beam deflections versus time, showtng 



that the structural behaviour of this problem is very símilar to the 
mass-spring system behaviour submitted to a simple force. lt can 
be seen that the vertical deflection follows the sinusoidal 
movement, as expected. 
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Preliminary results show that aeroelastic analysis can be 
done using finite volumes and fmite elements. Much more studies 
have to be done to evaluate the efficiency of this methodology. One 
drawback is the limited time step necessary for the solution of the 
aerodynamic problem. This is not new and is well reported in 
Azevedo ( 1988) and Guruswamy ( 1990). Several altematives to 
alleviate this problem are under consideration. Among them, the 
multigrid techniques (Radespiel, 1989) can be employed to improve 
the methodology efficiency, trying to remove the time step 
limitations. It is the authors opinion that the present methodology 
is promising and can be used to analyse aeroelastic problems in a 
consistent way, because the fmite volume method is based on the 
physical aspects of flow. 
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SUMMARY 
An efficient technique for wing aerodynamic design in .general curvilinear coordinates was developed and imple­

mented. This is an inverse method coupled to an analysis code which solves the transonic fui/ potential equation in 
conservative form. The method is based on the determination of a normal blowing velocity component to the wing 
surface, which is obtained from the difference between the current and the desired surface pressure distributions . 
This, in turn, allows the computation of the required changes in section geometry along the spanwise direction in 
order to recover the zero normal velocity component condition. The scheme has good convergence characteristics, 
especially in comparison with those that employ mathematical optimization routines, which can be credited to the 
fact that it deals directly with the flow physics. Res ults that establish the robustness of the method are presented. 

INTRODUCTION 

The design of transonic airfoils and wings is a subject of great concern 
in the aircraft industry throughout the world. Small reductions . in cruise 
drag of large transport aircraft can yield quite large savings in fuel con­
surnption per aircraft per year (Linch , 1982). Consentino and Holst (1986) 
developed an optirnization technique and applied it to the aerodynamic 
improvement of the C-1418 military transport aircraft and of the Cessna 
Citation III business jet wings. ln their approach the geometrical ditfer­
ences between the original and modified profiles, in sorne wing sections, 
are extrernely difficult to detect just by looking at thern, even when very 
significant changes in the pressure distribution are present . This, by itself, 
would be a very compelling reason to use computational tools in the search 
for a better aerodynamic performance, sihce it is clear that a high degree 
of sensibility would be required to realize such modificat ions based solely 
on wi.nd tunnel tests. 

A large number of wing optirnization rnethods have been developed, 
most of them in the dass of the s<rcalled direct mctlwds, which couple the 
analysis rode wilh some optimization routine suc.h as Vanderplaats ( 1973) 
minimizatton algorithm (CONMIN). This procedure, however, usually re­
quires a large numb E.'r of it<>rations in ordcr to satisfy the spec ified design 
requirements. Consentino and ll ols t. ( 1986) claim t.hat the use of approx­
imat.e faclorization schcrnes such as the A F2 algorithm , whiclo allow for 
extensive vectori-zation, can make the direct methods attractive. The fast 
convergence charac.teristics of these schemes also allow that tightly con­
verged solutions can be sought, i. e. , maxirnum residue drop of the order 
of 10- 7 , and that these can be easily obtained. This would enable the 
rejection of inaccuracies usually associated with cornpnting the drag from 
the pressure distribution, and would allow to use the drag coefficient as the 
objective function. 

There are also the so-called inverse metlwds for airfoil and wing de­
sign in which the body geometry can be made to "perceive" the prescribed 
pressure distribution . Atternpts to solve an inverse three-dimensional prob­
lem of this sort were made by Henne (1981) for an isolated-wing and by 
Shankar ( 198 I) for a wing-fuselage configuration. Although the formnla­
tions presenteei by these two authors are rather ditferent from each other, 
there is a common feature which is the iterative solution of a Dirichlet 
boundary value problem in which the potential obtained from a prescribed 
pressure distribution is used as boundary condition for the modified wings 
along the iteration process. Takanashi ( 1985) h as developed an integral 
method for transonic wing design, in whi ch the analysis code is treated as 
a "black box" , that is based on the residue correction concept. The solu­
tion of the resnlt.ing integral eqnation of the inverse problern formulation 
involves, however, some simplifying assumptions, including that of a thin 
airfoil. Gally and Carlson (I 988) applied a blowing inverse technique to 
the TAWFIVE finite volume code (Nelson and Streett, 1983), which solves 
the fnll potential equation in conservative form by using a SLOR scheme. 
The blowing velocity is computed, however, by assurnming that the veloc­
ity component normal to the airfoil chord , for each wing section, cannot 
influence the calculation of the pressure coefficient. This does not allow 
the specification of the pressure in the leading edge region, where such an 
assumption is obviously not valid. Volpe (1990) has developed. an inverse 
method for profile and wing design by employing the blowing technique 
when a Dirichlet problern is resolved for a unit circle rnapped from the 
airfoil geornetry by the unique conformai transforrnation. 

The present work is concerned with the use of an inverse technique 
for the design of aerodynamic wings both with the presence of a fuselage 
and in an isolated configuration. The initial ditference between the desired 
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pressure distribution and the one computed by the analysis code creates 
additional contravariant velocity components. These components are ob­
tained from a sirnple potential perturbation technique without the need to 
restrict the pressure coefficient computation to the use of only one of the 
velocity cornponents in the physical plane, in contrast to Gally and Carl­
sou ( 1988). The technique was developed aronnd a finite difference analysis 
code (de Mattos, 1990, de Mattos and Azevedo , 1990, anel Morgenstern et 
ai., 1990), which is baseei on the Holst and Ballhaus (1979) artificial density 
scheme , and it has been employed successfuly for two dimensional flows (de 
Mattos et ai., 1992). The procednre for the solntion of th e fnll potential 
equation, in conservat.ive form, uses the highly eflicient AF2 approxirnate 
factorization scheme. lt could be highly advantageous t.o tune the design 
technique to a specific analysis code, even at the expense of loosing sorne 
generality, since the process can be made quite efficient. 

ANALYSIS CODE 

The present method uses a full potential formulation written in strong 
conservation-law form for general, body conforming, curvilinear coordinates 
in the analysis portion of the code. Due to the very tight space restrictions 
here, we will refrain from presenting the cletails of this forrnulation in the 
interest of saving space for a better discussion of the design rnethod , whicb 
we believe is the most interesting and original contribution of the present 
work. For our purposes here, it is sufficient to say that the spatial clis­
cretization of the governing equation uses the Holst and Ballhaus ( 1979) 
artificial density scheme, and t.hat the iteration to steady state uses the 
three dimensional version of the AF2 implicit algorithrn as describ ed by 
Holst. and Thomas (1983). For the interested reader, ali the fundamental 
detai ls of the formulat.ion implemented in the analysis code can be fot;;;;:l 
in the work of de Mattos (1990). Further det. ails concerning the ci rcula­
tion boundary condition irnplernentation can be found in de Mattos and 
Azevedo (1990), and Morgenstern et ai. (1990). 

IN VERSE DESIGN METHOD 

Updated Surface Potential Values. The pressure coefficient for isen-
troplc flow can be expressed as 

2 { [ ~ _ , ( q2 ) r(~- I) } 
Cp = ~M&:, 1 +-2-M;_, 1- q&:, -1 (1) 

where 

c: r = 
uq,e + vq,~ + wq,< 

(2) U2 
00 

and 

[ r2 Uoo = ~+1 
(3) 

~- 1 + ,J;_ 
lt is clear from Eq. (1) that, for a given free-stream condition, the local 
pressure coefficient is only a function of the magnitude of the local velocity 
vector q. Hence , instead of working with the actual Cp distribution , we! 
will perform the comparisons in the algorithm with a quantity that we will ' 
denote c;;. which is defined as .

1 c;;= f(Cp) = q2 = U4>e + vq,~ + wq,< (4) 



Since the zero normal velocity boundary condition at the wing surface must 
be satisfied for a converged solution in the analysis code, this ·"modified 
pressure coefficient" C;:' for a converged solution can be simply written as 

C;:'" = U"</>( +V"</>~ (5) 

where the n superscript indicates the n-th iteration levei. 
ln the approach implemented in the present work we assumed that in 

order to obtain the desired pressure coefficient distribution c;' the velocity 
potential must be perturbed by t::..</>, which yields 

c;:d = t(c;) = [<u" + t::..U) W + t::..4>)e] 

+ [(V"+t::..V)W+t::..</>)~]+[t::..wW+t::..</>)(j (6) 

Using the definition of the contravariant velocity components, rearranging 
terms and neglecting ali contributions of 2nd order in the per turbation 
quantities, we can obtain 

C;:'d = U"</1'{ + vnq,~ + 2Un t::...Pe + 2V" t:;.,p ~ 

Finally, subtracting Eq. (5) from Eq. (7), we can write 

cmd- cm" V" 
A A. - p p + -t::..A. 
U'f'(- 'H7n un 'P'I 

We further observe 

l:;.<fl{,+~,j,NK "= l:;.<fli+l ,j,NK- l:;. <fli,j,NK 

(7) 

(8) 

(9) 

Hence, writing Eq. (8) for the midpoints anel assuming that the velocity 
potential at the leading edge point remains unchanged, we can use Eq. (9) 
in order to obtain the new velocity potential values on the wing surface 
at the symmetry plane (V;, 1,k =O). We note that the values of Ui~t .i,NK 

required in Eq. (8) are known from the flow solution at iteration levei n. 
Moreover, not only updated values of </>, i. e. , 

<f>~t,:VK = </>~,1,NK + l:;.<f>i ,I,NK (10) 

but also updated values of <Pe at the symmetry plane can be obtained as 

<P{tl = 4>( +Me 
•+~,I,NK •-t,,l ,N K i+,,I,NK 

(li) 

We observe that </>f. values are also known from the flow solution at 
t+t .j,NK 

iteration levei n. For ali other points in the flowfield, i.e., for points not on 
the wing surface, we assume that 

<~>?.n = <~>r:.i.• ( 12) 

For the points at another spanwise stations we must calculate t::..<P~. 
Gally and Carlson (1988) have used three-point backward approximations 
that are not consistent with the accuracy and the overall preferred imple­
mentation procedure of the present method, so a central ditference formula 
is employed here. However, the value for 4>?,j~ 1 ,NK• needed for the t:;..p~ 
calculation is not yet known and we assume initially the value from the 
previous design cycle, i.e., <P?,J: 1,NK +---- <Pi,i+I,NK , since the spanwise 
derivatives are small. Thus , we are now able to update ali potential values 
on the wing surface as carried out at the symmetry boundary wall. We re­
peat this procedure until ali potential values along the entire wing surface 
differ by less than some specified small amount. 

Surface Blowing Velocity. From the previous discussion it is clear that 
the changes m the veloc1ty potential values on the wing surface will yield 
changes in the wntravariant velocity components. This, in turn, will cause 
the normal velocity cornponent on the wing surface to be nonzero. ln other 
words, the boundary condition on the wing surface is not satisfied anyrnore. 
ln arder to recover the correct boundary condition , the present. approach 
alters the profile geornetry at the spec ified design stat ions based on the 
new contravariant velocity components. ln terrns of the computat iqnal 
plane coordinates , we can obtain 

d( ·· NK .. NK (( n+l wn+l' vn+l' (I ) 
- = ~~1 1 - ·:~1 1 -(d~)i ,j,NK Ui,j,Nf( Ui ,j,NK d!} wing 

(13) 

This expression can be solved for the new chordwise airfoil slope (d(/d~) 
if the current values ofthe spanwise slope (d(/dTJ) are used. Since the wing 
surface is normally represented in the computational space as a plane of 
constant (, the current slopes on the wing surface equal zero anda simplified 
flow tangency condition results as 

n+l wn+!' 

(d() i ,j,NK - = --+-1'-
d~ i,j,NK U;"J,NK 

(14) 

A straightforward use of chain rule differentiation allows ns to relate the 
changes in the computational plane with the new local tangent to the airfoil 
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surface. This process yields 

(
dz)n+l 
dx 

[ze + z<(*)"+l] 

[xe + x< (*)"+
1

) 

( 15) 

However, before we could compute the new slopes using the above expres­
sions, it is necessary to accurately determine the new contravariant velocity 
components U"+ 1' and W"+ 1' . According to Gally and Carlson (1988), the 
velocity component W should be determined from the residue computation 
instead of using straight tini te ditference formulas. Our own experience in 
the 2-D case (de Mattos et ai., 1992) confirms this statement. Hence, the U 
contravariant velocity component at the airfoil surface is obtained by stan­
dard 2nd-order finite difference expressions, whereas the W component is 
obtained by writing the residue equation at each (i,j, N K) point where the 
value is needed and equating this to zero. Since the procedure of obta ining 
these two velocity components is essentially a straightforward extension of 
what is done in 2-D, and again in the interes t of brevity, we will refer th e 
interested reader to the work of de Mattos et ai. (1992) for details . 

Trailing Edge Closure and Geometry Relaxation . The procedure just 
descnbed does not guarantee that the new anfoii trailing edge is closed. 
Actually, by this procedure one can obtain very thick trailing edges, or even 
cases with crossing upper and lower surface !ines. Hence, it is necessary to 
adjust the new geometry in order to avoid this problem. 

If we consider that the new geometry withou t any adjustrnent has a 
trailing edge thickness given by t:;.TE we will define a func.tion ó.(x) such 
that 

ó.(x) = -t::..TE (~) (16) 

where c is the airfoil chord. This thickness c.orrection function is evaluated 
at ali airfoil design points, and its value is added to the new airfoil geornetry. 
When the upper and lower airfoil surfaces are simultaneously designed , 
this thickness correction function is split such that half of it is added to 
the upp er surface, anel the other half is added to the lower airfoil lofting . 
Further details of this process of modifying the geometry in order to ensure 
trailing edge closure are describ ed by Gally and Carlson ( 1988) . 

Finally, our experience (de Mattos et ai., 1992) has also shown that in 
order to avoid convergence problems it was necessary to underrelax the new 
airfoil coordinates. Therefor e, the new airfoil geometry z"+ 1 = z"+ 1 (x) is 
actually taken as 

zn+J = rz• + (1- r)zn (17) 

Here , z" is the airfoil geometry prior to the beginning of the iteration levei 
n ofthe analysis code , r is the relaxation pararnete r, and z• = z•(x) are the 

airfoil coordinates obtained by integrat.ion of the new airfoil slopes (;!;) n+ 1 , 

given by Eq. (15), anel according the trailing edge closure procedure, defined 
by Eq. ( 16). 

RESULTS 

Case I. Two test cases were studied with the objective of validating 
the proposed design method. The first case considers a wing with aspect 
ratio 5.13 , taper rat io 0.30 and no dihedral, denoted here the MSJ planform 
(see Fig. I). The configuration is composed of the NACA0012 airfoil at the 
root station anda derivative of the RAE2822 pro file between the break and 
the tip statíons. The computational grid used in this case has 86 x 17 x 25 
points in the ~. TJ, ( directions, respectively. This test case considered the 
MSJ planform at a freestream Mach number of 0.83 and angle of attack of 
o•. The pressure distributions for the starting geometry exhibit strong aft 
shocks at outboard stations and look laminar-like. The remaining stations 
are well behaved. Pressure contours on the original wing upper surface are 
shown in Fig. 1 for this flight c.ondition. 

0.0 

2.5 

5 .0 

Figure 1: Pressure contours on the original MSJ planform (Moo = 0.83, 
ao = 0°) . 



Using our analysis code, we prescribed a pressure coefficient distribu­
tion over the wing composed uniquely of NACA0012 airfoils and speci­
fied this pressure coefficient distribution as the desired Cp distribution. 
The objective was to determine how accurately the present design method 
would be able to reproduce the correct geometry, i. e., the geometry of the 
NACA0012 airfoil. This wing design case was terminated after 35 relofting 
iterations. As can be seen in Figs. 2 and 3, the target pressure distribu­
tion moves the shocks present at outboard stations forward and eliminates 
the laminar features of the original preisure distribution. The pressures 
computed by the program at the end of the inverse design procedure are 
in excellent agreement with the prescribed pressures, which indicates that 
the method satisfies properly the desired inverse boundary conditions. The 
design sections for this case are shown in Figs. 4 and 5. Even on the 
expanded scale, it is completely evident from the figures that the method 
reproduced exactly the targct geometry, despite having started from very 
different wing sections. ln this calculation, the r par ame ter in Eq. ( 17) 
was set to 0.08 because of the large amount of relofting this case needs. 
Attempts to use larger values for this parameter yields strong pressure 
oscillations at the leading-edge region at the computing stations. 

Case II. The second design example considered in the present work 
deals with a high speed c.ommuter aircraft designed to cruise in the tran­
sonic regime. The wing planform in this case is shown in Fig. 6. It has a 4° 
twist between the root and the tip sections, anel an aspect ratio of 8.4. The 
starting geometry has a 16% thick , symmetrical wing root profile. Since 
experimental results were availab le for this wing, Fig. 7 shows a comparison 
of the pressure coefficient distribution obtained with the present code in 
analysis mode and the experimental data for the spanwise station at 66% 
of the semi-span. The freestream Mach number considered in this case was 
0.70 and the angle of att.ack was 0.365°. Similar results are obtained for 
the other spanwise stations. These results illustrate the consistency and 
accuracy of the analysis portion of the code. 

For the design calculations, the target pressure distribution was ob­
tained by c.onsidering that the wing root station had a 12% thick transonic 
profile derived from the RAE2822 airfoil. Again, the flight c.ondition con­
sidered was Moo = 0.70 and a= 0.365°. A comparison of the prescribed, 
initial and calc.ulated pressure coefficient distributions is indicated in Figs. 
8 and !l for the root station anel for the station at 30% of the semi-span , 
respcct ively. A comparison of the target, starting and designed profile 
geometries for these two stations is indicat.ed, respectively, in Figs. 10 and 
11. Only 25 design it.erations were required for the geornetry reloft.ing 
in t.his c.a:;e . Moreover, it. is clear from these figures that the results a re 
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Figure 2: Comparison of the prescribed, original, ·and calc.ulated pressure 
distributions at the break-s tation (Moo = 0.83 , a= 0°). 
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indeed very good. We further observe that the modifications in the pro­
file geometries, and corresponding pressure distributions, get srnaller as we 
move away from the wing root because the target geornetry was obtained 
by changing the wing root profile while keeping the tip profile unmodified. 

CONCLUDING REMARKS 

An efficient, three dimensional, inverse wing design procedure has been 
described, and results which illustrate its use have been given. The design 
methodology has been constructed around an existing full potential analysis 
code developed by some of the present authors. The authors believe that 
there are two main reasons for the high efficiency of the present design 
method. The first one is related to lhe fact that the analysis portion of 
the code uses the AF2 implicit algorithrn, which is known to yield very 
fast convergence. The second reason sterns from the use of a geometry 
relofting procedure which deals directly with the flow physics , instead of 
using mathematical optimization routines . Moreover, it is worth noting 
that the computation of a flow solution by the analysis portion of the 
code, after each geometry update, starts from freestream as initial solution. 
The computational performance of the method can certainly be furth er 
improved if the solution at the previous iteration levei is nsed as initial 
guess. 

Another important improvement in the present method would be the 
addition of a boundary layer correction routine. Although not shown in the 
previous results, it is well known that the flow is quite sensitive to small 
changes in geometry in the transonic flight condition. Moreover , there 
could be cases in which the modifications to the profile geornetry are of 
the arder of the boundary layer thickness. Therefore, the proper account 
for the boundary layer could be extremely important for the accuracy of 
the results in some cases. It is also relatively straightforward to incorpo­
rate such boundary layer correction routine into the present code, and this 
implementation is currently being performed. 
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RESUMO 
Um método de volumes finitos paro solução das equações de Euler bidimensionais em malhas não­

estruturodas triangulares é apresentado. A discretização espacial das equações governantes utiliza um 
algoritmo onde as propriedades são assumidas como armazenadas no centro dos volumes de controle. 
Fluxos nas interfaces são obtidos por médias aritméticas a partir dos vetares de fluxo calculados utilizando 
as propriedades dos volumes adjacentes àquela interface. A marcha-no-tempo é realizada por um esquema 
de Runge-Kutta de cinco passos e segunda ordem de precisão temporal. O algoritmo é aplicado paro a 
solução de escoamento subsônicos e tronsônicos sobre aerofólios, apresentando boa concordância com os 
dados disponíveis. 

INTRODUÇÃO 

O desenvolvimento da área de mecamca dos fluidos computa­
cional tem sido muito significativo nos últimos anos, e cada vez mais 
existe interesse em se calcular o escoamento sobre configurações com­
plexas. Porém, o tratamento de geometrias mais complexas implica 
normalmente em uma malha com um número de pontos muito e­
levado. O desenvolvimento de métodos de volumes finitos, histori­
camente, baseou-se em malhas estruturadas. Para o tratamento de 
geometrias complexas, estes métodos adotam uma estratégia de ma­
lhas de múltiplos blocos. Contudo, mesmo com o emprego destas 
técnica{', métodos estruturados tendem a obter uma grande quanti­
dade de pontos em regiões onde não há necessidade, desperdiçando-se 
tempo em processamento nestes pontos. 

Em uma aproximação muito mais geral no tratamento de geome­
tria complexas, pode-se usar malhas não-estruturadas compostas por 
triângulos, por exemplo. Este tipo de aproximação tem sido utilizada 
há vários anos juntamente com técnicas de elementos finitos, mas 
apenas recentemente ganhou a atenção da comunidade de volumes 
finitos (Jameson e Mavriplis, 1986). 

Assume-se aqui que o campo de escoamento seja modelado pelas 
equações de Euler, implementando-as em um algoritmo de malha 
não-estruturada. Aplicamos um método de volumes finitos com pro­
priedades centradas nas células para a discretização espacial das 
equações governantes. Os fluxos nas faces dos volumes são calculados 
através de médias aritméticas dos fluxos obtidos com propriedades 
dos volumes adjacentes àquela face em cálculo. Tal esquema com­
putacional é equivalente a um esquema de malhas estruturadas e 
diferenças centradas (ver Batina, 1989, e Vinokur, 1989). 

As equações de Euler são um conjunto de leis de conservação 
hiperbólicas e não-dissipativas, necessitando então de se acrescentar 
termos de dissipação artificial para prevenir oscilações próximas a 
choques e amortecer erros de alta frequência oriundos do desacopla­
mento das equações. Em malhas estruturadas, um agrupamento 
adaptativo com diferenças de segunda e quarta ordem das variáveis 
conservadas apresenta uma forma eficiente de dissipação artificial 
(ver, entre outros, Jameson e Baker, 1983, e Pulliam, 1986). No 
presente método não-estruturado é usada uma. combinação de ope­
radores harmónicos e bi-harmónicos, como a.dotado por J ameson e 
Ma.vriplis (1986). Tais operadores correspondem às diferenças de se­
gunda. e quarta. ordem, respectivamente. O avanço do tempo é feito 
a.tra.vés de um esquema. de Runge-Kutta. de cinco passos, de segunda 
ordem de precisão no tempo, como apresentado por Jameson et al. 
(1981 ). Tal esquema. explícito requer uma. marcha. no tempo limitada. 
por sua. condição de CFL. 

O código aqui desenvolvido foi aplicado à solução de escoamentos 
bidimensionais tra.nsônicos em perfis simétricos (NACA0012), com e 
sem sustentação. A escolha. destes problemas para. teste segue uma. 
sequência. de desenvolvimento e evolução do código, e aumento da. di­
ficuldade em cada. geometria. considerada., facilitando a. validação de 
cada. implementação que foi acrescida.. Neste contexto, é importante 
mencionar que resultados para. uma. configuração de bocal bidimen­
sional convergente-divergente, utilizando o presente método, foram 
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apresentados por Azevedo e Dourado (1991). Os resultados obtidos 
por este método mostram boa concordância com os dados disponíveis 
na literatura: 

DISCRETIZAÇÃO DAS EQUAÇÕES DE EULER 

As equações não-viscosas da gasdinârnica, i.e., as equações de 
Euler, escritas na forma integral, em coordenadas cartesianas bidi­
mensionais são 

:t j i Q dx dy + is (E dy - F dx) = O (1) 

onde V representa a. área do volume de controle e Sé a superfície que 
circunda este volume de controle. O vetor de variáveis conservadas, 
Q, e os vetores de fluxo não-viscosos, E e F, são dados por 

pu 
pu2 +p 

pu v 

(e+p)u 

(2) 

sendo p a densidade, u e v as componentes de velocidade cartesianas, 
p a pressão, e e a energia total por unidade de volume, definida por 

(3) 

Um vetor de variáveis conservadas médio no volume 1 e definido 
em um algoritmo de volumes finitos com propriedades centradas nas 
células na forma 

(4) 

No texto será. subentendido que as propriedades discretizadas serão 
sempre quantidades médias, suprimindo as barras para indicar as 
propriedades de um volume genérico i. Assim as equações gover­
nantes podem ser reescritas corno 

aa (V;Q;)+ f (Edy- Fdx)=O 
t ls, (5) 

para cada volume de controle elementar i. Adaptando esta apro­
ximação para a discretização espacial da integral de superfície que 
aparece no segundo termo da Eq. (5), ternos 

3 [ 1 1 ] C(Q;) = 2:: 2 (E;+ Ek)(Yk2 - Yk 1 )- 2 (F; + Fk) (xk, - Xk 1 ) 

k=l 
(6) 

onde os vetores de fluxos na interface são obtidos por média aritmé­
tica dos volumes adjacentes. Os pontos ( x kp Yk1 ) e ( x k,, Yk,) são os 
vértices definindo a interface entre os volumes i e k. A representação 
esquemática de um volume de controle genérico pode ser vista na Fig. 
1 de Azevedo e Dourado (1991). · 



INTEGRAÇÃO NO TEMPO 

Com a discretização espacial das equações governantes, estas se 
reduziram a um conjunto de equações diferenciais ordinárias aco­
pladas. No interesse imediato de fazer o cálculo para a solução de 
estado estacionário, e considerando a própria malha corno também 
estacionária, a Eq. (5) pode ser escrita corno sendo 

V; d~; + C(Q;)- D(Q;) =O {7) 

para todo i-ésirno volume. D(Q;) é o operador de dissipação arti­
ficial a ser descrito posteriormente. A Eq. (7) pode ser integrada 
no tempo por qualquer método de solução de equações diferenciais 
ordinárias, incluindo métodos implícitos. No presente trabalho, en­
tretanto, preferiu-se trabalhar com um esquema de marcha-no-tempo 
explícito, tipo Runge-Kutta, semelhante ao usado por Jarneson et al. 
(1981), e por Mavriplis (1990). O algoritmo foi aplicado na forma 
de um esquema de cinco estágios e segunda ordem de precisão no 
tempo. Nesta implementação, os termos convectivos C(Q;) são cal­
culados em todos os cinco passos, e os termos dissipativos D(Q;) 
somente nos dois passos iniciais. O esquema resultante é dado por 

Q(O) = Qn 

Q<lJ = Q(o)- a1 ~t [c(Q<0l)- D(Q<0l)] 

Q(2) = Q(O)- a2 ~t [C(Q(ll)- D(Q(ll)] 

Q(3) = Q(o)- a3 ~t [qQ(2))- D(Q(ll)j (8) 

Q(4) = Q(O)- a4 ~t [C(Q(3))- D(Q(llJ] 

Q(s) = Q(o)- as ~t [c(Q(4))- D(Q(ll)] 

Qn+l = Q(S) 

Adotou-se a1 = 1/4, a2 = 1/6, a3 = 3/8, a4 = 1/2, and as = 1, 
seguindo os trabalhos de Mavriplis (1990), e Jarneson e Mavriplis 
( 1986). Este algoritmo possue a característica de obter um forte 
amortecimento em modos de frequências elevadas, sendo muito con­
veniente para aplicação em esquemas acoplados a procedimentos do 
tipo "rnultigrid". 

DISSIPAÇÃO ARTIFICIAL 

Conforme discutido anteriormente, o presente esquema também 
possue o mesmo descoplamento de algoritmos estruturados centra­
dos. Para previnir oscilações próximas a choques, é necessário que o 
esquema possua termos de dissipaç~ artificial. Jameson e Mavriplis 
( 1986) usam uma combinação de operadores harmónicos e bi-har­
mónicos para o amortecimento dos erros provocados por choques e 
desacoplarnento, respectivamente. O operador de dissipação arti­
ficial é formado pela união dos operador laplaciano não-dividido e 
operador bi-harrnónico, e pode ser escrito como 

D(Q;) = d(4 ) (Q;) + d( 2l (Q;) (9) 

onde d( 2) (Q;) é o operador harmónico e d(4) (Q;) o operador bi­
harmónico. 

No presente trabalho, adotou-se basicamente os mesmos termos 
de dissipação artificial apresentados por Azevedo e Dourado (1991), 
com algumas modificações no cálculo dos coeficientes dos termos de 

segunda e quarta ordem, t:lzl e t:l!l, repectivamente. Descreveremos 
a seguir apenas as expressões destes coeficientes que estão diferentes 
do que é apresentado na referência citada. O leitor interessado deve 
consultar Azevedo e Dourado (1991) para detalhes da forma com­
pleta dos termos de dissipação artificial. Na presente implementação, 

os coeficientes t:lzl e d!l foram definidos corno 

onde 

t:l~) = k(2) max (v;, v~c) 

t:ltl = rnax [o, ( k<4l - t:l~l)] 

v;= L~-1 lPk- Pil 

L~=l (Pk + p;) 

(10) 

(11) 

(12) 
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A formulação apresentada nas Eqs. (10)-{12) está baseada nos tra­
balhos desenvolvidos por Mavriplis (1990), e Jameson e Mavriplis 
(1986). A Eq. (10) fornecerá um nível de dissipação adequado na 
presença de choques, e um valor bem reduzido na ausência de gradi­
entes fortes de pressão. Por outro lado, o termo bi-harmónico precisa 
ser retirado em regiões de altos gradientes a fim de que não provoque 
oscilações. Este comportamento é típico de operadores de dissipação 
artificial de quarta ordem na presença de elevados gradientes (veja 

Pulliam, 1986, para detalhes). A lógica de definição de t:l!) na Eq. 
( 11) já leva este fato em consideração. Com o uso das Eqs. ( 10) e 
(11), os valores de k(4) devem ser da ordem de 1/256 e de k( 2) da 
ordem· de 0.5, mostrando um melhor compromisso de estabilidade e 
precisão. Estes valores foram obtidos por experimentos numéricos, 
com base em informações da literatura, principalmente, Jameson, 
Schmidt e Turkel (1981), e Mavriplis (1990). 

CONDIÇÕES DE CONTORNO 

MacCormack (1985) apresenta um procedimento para a imple­
mentação das condições de contorno em um contexto de volumes 
finitos. A aproximação deste autor está baseada na definição de volu­
mes "imaginários" colocados externamente às fronteiras do domínio 
de interesse. Estes volumes são criados somente para satisfazer as 
condições de contorno. Usaremos o mesmo raciocínio aqui, porém 
adaptado ao esquema de malhas não-estruturadas. 

No presente caso, adotamos para os volumes na fronteira externa 
a condição de escoamento não-perturbado. Estas propriedades não 
sofrem alteração durante a integração no tempo. Entretanto, no 
futuro poderão ser implementadas condições de contorno não-refle­
xivas, que levam em consideração a propagação de informações ao 
longo de linhas características (Azevedo, 1990). No tratamento das 
condições de contorno na parede, o desenvolvimento do presente tra­
balho também segue as idéias propostas por MacCormack (1985), 
onde somente a pressão na parede é necessária, e as cornponents de 
velocidade nas faces dos volumes sobre a parede são calculados de 
forma que a velocidade seja tangente à parede. MacCormack acres­
centa um termo que leva em consideração a aceleração centrífuga no 
cálculo da pressão. Este efeito não foi considerado no presente tra­
balho. A condição inicial do domínio foi imposta corno sendo igual 
aos valores existentes no infinito e forçando, obviamente, a condição , 
de escoamento tangente na superfície do aerofólio. ~~ 

A formulação dos termos de dissipação artificial descrita anteri­
ormente é aplicada aos volumes de controle que não têm interface , 
com o contorno computacional. Para os volumes que estão em con- , 
tato com a fronteira computacional não devem ser calculados tanto I' 

o operador bi-harmónico d(4) quanto o termo de pressão Vk referente 
ao volume "fictício" . Em uma implementação de volumes finitos cen- ,i 
trados na célula, corno a presente, na qual as condições de contorno ' 
são obtidas por volumes "imaginários" colocados fora da fronteira, 
o termo harmónico da dissipação artificial pode ser calculado sem 
dificuldade, exceto o termo de laplaciano de pressão . Portanto, a 
lógica de cálculo dos termos d(2) (Q;) e d(4) (Q;) considera que 

{ 
t:(!) =O 
hl - k(2) . (13) 

t:ik - V,/ç 

se i é um volume na fronteira e k é um ~olume "fictício". 

GERAÇÃO DE MALHAS 

A geração das malhas não-estruturadas sobre o aerofólio foi feita 
em várias etapas e por diferentes métodos. Fundamentalmente, três 
diferentes procedimentos de geração de malha. foram empregados no 
presente trabalho, produzindo correspondentemente malhas de dife­
rentes topologias e graus de refinamento. Como um primeiro procedi­
mento, foi utilizado o gerador parabólico de malhas estruturadas, de­
senvolvido por Uller e Azevedo (1991), para gerar os pontos da malha 
(interiores e de fronteira). A distribuição de pontos resultante, que 
originalmente corresponderia a urna malha de quadriláteros, é então 
triangulada de forma a produzir urna tabela de conectividade sim­
plesmente fazendo-sé urna bipartição conveniente dos quadriláteros 
originais. As malhas geradas através deste procedimento, embora 
apresentando urna boa distribuição de pontos computacionais no in­
terior do domínio, não concentravam pontos suficientes na superfície 
do perfil. Para urna malha computacional típica, em torno de 100 
volumes de controle sobre o aerofólio e sobre a fronteira externa eram 
obtidos. 

Visando aumentar o número de volumes sobre o aerofólio e re-



duzir este número na fronteira externa, desenvolveu-se o segundo 
procedimento de geração de malha aqui utilizado. Em particular , 
gerou-se uma malha tipo "O", com 13 x 7 pontos usando o gerador 
parabólico citado anteriormente. Então fez-se a triangulação e pos­
teriormente sucessivos refinamentos . Estes refinamentos foram apli­
cados em diversos níveis, iniciando pelo campo inteiro e seguido de 
refinamentos em regiões restritas por uma circunferência com raios 
e localização dos centros em diferentes pontos do domínio . A malha 
gerada por este processo é apresentada na Fig. 1. 

Finalmente , em uma terceira forma de geração, adotarnos o mé­
todo proposto por Lo (1985), usando o método de frente de geração. 

Figura 1: Malha gerada por refinamento sucessivo (8070 volumes). 

Figura 2: Malha gerada por frente de geração (14512 volumes). 

dição de estagnação no bordo de fuga do perfil, a di~tribuição 
~:~~~:São tem forma bem próxima dos resultad?s da litera~~ur:~ 
Os resultados de um caso supercrítico, ainda com angulo de ~ 
nulo são mostrados na Fig. 4. Observa-se; neste caso, urna oa 
defi~i ão da onda de choque, e sua localizaç:W está. de acordo com 
dadosç disponíveis na literatura. Observa-se amda que, ;m a~bos ~~ 
casos a estagnação no bordo de fuga aparentemente nao es a se~ 
simul~da de forma completamente correta. Entretanto, o rnesm? tlp.o 
de dificuldade parece presente em outros resultados cornputacl~~~s 
disponíveis na literatura (ver, por exe~plo, Barth e Jerpersen, ' 

23 

Venkatakrishnan e Barth, 1989, e Batma, 1989). , 'f 
O problema deste tipo de condição de contorno e rn~nos cn l.co 

quando o esquema é aplicado em condição de sustentaçao, ou seJa, 
uos. voserva-se que os choques, tanto no extradorso quanto no in­
tradorso do perfil, são capturados sem a presença de oscilações, e 
a posição dos choques apresenta boa concordância com os resulta­
dos na literatura (ver, por exemplo, Batina, 1989, Mavriplis, 1990, 
Jameson e Mavriplis, 1986, e Barth e Jepersen, 1989). A Fig. 6 
traz outros resultados também em condição supercrítica e ângulo 
de ataque. Neste caso pode-se notar que, sem nenhuma imposição 
de condições de contorno.adicional, o esquema proposto já consegue 
capturar a estagnação no bordo de fuga, não permitindo circulação 
nesta região . Rizzi (1982) mostra os argumentos para não imple­
mentar uma condição de Kutta mais elaborada. 

CONCLUSÕES 

Um esquema de volumes finitos com propriedades centradas nas 
células e utilizando malhas não-estruturadas foi aplicado em diver­
sas condições de escoamento sobre o perfil NACA0012, inclui do casos 
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supercríticos. Embora em uma fase preliminar de desenvolvimento, 
bons resultados foram obtidos com a presente formulação, prin ci­
palmente na definição do choque e sua localização sobre o aerofólio. 
Podemos notar também que o método consegue obter resultados sa­
tisfatórios com condições de contorno bem simples, ou seja, condição 
de escoamento no infinito na fronteira computacional externa e uma 
condição de Kutta no bordo de fuga não imposta explicitamente. 

É bom salientar que o código utilizado ainda não pode ser con­
siderado completamente satisfatório, visto que o número de CFL 
(Courant-Friedrichs-Lewy) máximo que se conseguiu utilizar nos ca­
sos aqui descritos está em torno de 0.3 e o método deveria supor­
tar, teoricamente, um número de CFL próximo a 2,;2. Este as­
pecto ainda continua sendo investigado no presente momento, e está 
relacionado ao item de eficiência computacional dentro da sequência 
de trabalho de validação do presente 'código. Vale mencionar, en­
tretanto, que ·a definição de um comprimento característico para o 
cálculo do número de CFL, no caso de malhas não-estruturadas, 
não é óbvia. Nos próximos passos serão implementadas condições 
de contorno não-reflexivas e um método "multigrid" para acelerar a 
convergência do presente algoritmo. 
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ABSTRACT 

I 

A finite volume methbd for the solution of the two dimensional!' 
Euler equations on unstructured triangu.lar meshes is presented. The 
spatial discretization of the governing equations uses a cell-centered . 
algorithm. Fluxes at volume interfaces are obtained by simple aver· , 
ages, using the fiux vectors computed with the properties of the con- I 
trol volumes adjacent to that particular interface. The time marchl 
is performed by a five stage, second order accurate, Runge-Kutta 
scheme. The algorithm developed is applied to the solution of both . 
subsonic and transonic airfoil fiows, and the results obtained present 
good agreement with the available data. . 
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A int~ação entne ~a-eõt~a da hêtiee ê muito eomum no eampo a~onãutieo. 
Um p~ogkama eomputaeional 6oi deõenvoivido ~zando-~e a teo~ do método do~ p~ 
l'lW paM o eõtudo do p~obiema. B~eado n~· hipÕteóeõ de eóeoamento poteneiai. e p~ 
manente, o mêdodo 6oi apüeado ã um p~og~ama jã ex.~tente paM o tMtamento de ~a:6 
eópeó~~. A eót~a da hê.üee (e a da ~a) e tomada eomo p~eviamente de6inida, um 
pMeedimento que ê vâLtdo pMa peque11~ peúMbaçÕeõ e de6o~açÕeó Mb~e ei~. M ~ 
quaçÕeõ ~ão então ap~eõentad~, a Miuçã.o il~ativa deõMila e o~ ~eõultado~ pMa 
ai.gu~ exemplo~ ~eutido~. Uma boa eoneo~dâneia eom o~ valo~eó obtido~ po~ o~o~ 
autMeó 6oi e.neontnada. 

INTRODUÇÃO 

O problema da- interação entre corpos e regiÕes 
de alta energia imersos em um escoamento uniforme ~ 
muito comum no campo aerodinâmico, principalmente o da 
exposição de asas ao campo de influência de uma h~lice 
ou jato. O renovado interesse pela propulsão à h~lice 
e as aplicaçÕes empregando altas sustentaçÕes determi­
naram um novo foco de atenção e a necessidade de novas 
t~cnicas de análise ao fenômeno. A literatura ~ bas­
tante extensa e variada em trabalhos versando sobre o 
terna, constando de t~cnicas semi-emplricas (Smelt e 
Davies, 1937), estudos experimentais (Stuper, 1938), 
(Brenckmann, 1958), (Samuelsson, 1990) e outros essen­
cialmente anallticos. Uma particularidade a ser obser­
vada nos trabalhos des ta ultima classe anteriores ao 
advento dos m~todos numAricos ~ o emprego da t~cnica 

das imagens combinada à teoria da superflcie de sus­
tentação existente na ~poca (Koning, 1935), (Rethorst, 
1958). Análises mais recentes utilizam-se da represen­
tação do fenômeno por meio de singularidades associada 
a uma t~cnica computacional (Ribner e Ellis, 1972), 
(Shollenberger, 1975), (Lotstead, 1990). 

A formulação aqui apresentada descreve um modelo 
de esteira de h~lice que foi incorporado a um programa 
de m~todo dos pain~is já existente, permitindo o 
tratamento de asas com espessura imersas em qualquer 
posição na esteira da h~lice. Este m~todo ~ muito 
semelhante ao desenvolvido por Shollenberger embora 
nao seja apropriado à tomar em conta os efeitos de 
grandes deflexÕes e deformaçÕes da esteira da h~lice 
como o faz o deste autor. Outra diferença consiste em 
que a asa em Shollenberger ~ tratada como sem espessu­
ra (m~todo da malha de vórtices), diversamente de 
Lotstead, cujo m~todo a toma em consideração. Portan­
to, no decorrer deste artigo por diversas vezes serão 
feitos comentários a respeito do seu trabalho. Compa­
raçÕes com resultados obtidos por outros autores são 
efetuadas e as conclusÕes desenvolvidas na seção final. 

HIPÓTESES NO MODELO F1SICO 

Nesta análise, ao considerar-se uma h~lice ope­
rando em um escoamento uniforme, ~ assumido o escoa­
mento resultante como invlscido e incompresslvel, uma 
.idealização que segundo Shollenberger descreve o fe­
nomeno real com razoável precisão, especialmente nas 
regiÕes próximas à origem de sua esteira. A ação da 
h~lice ~ então tomada como análoea à de um disco atua-
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dor de baixo carregamento, correspondendo à uma h~lice 
de numero infinito de pás e circulação uniforme sobre 
elas, determinando deste modo um campo de velocidades 
constante no tempo. Esta concepção caracteriza-se por 
definir 2 regiÕes de diferentes pressÕes totais H, 
constituindo-se da esteira da h~lice e a região exter­
na que a circunda, delimitadas pelo disco da h~lice e 
por uma superflcie de descontinuidade de velocidade 
tangencial, sendo que ambas podem ser descritas por um 
potencial de velocidade próprio. Ao lado das hipóteses 
de escoamento potencial e permanente, outras condiçÕes 
a serem impostas são a de que a introdução da asa no 
campo de velocidades da h~lice não causa modificação 
em seu desempenho e a que determina que a asa não deva 
ter alongamento muito baixo e possuir dispositivos 
como flapes, de maneira a serem verificadas as linea­
rizaçÕes efetuadas em sua esteira e a da h~lice. 

FORMULAÇÃO MATEMÁTICA 

Baseado na teoria potencial 
distribuição de singularidades sobre 
priadas de maneira a representar o 
Abaixo são descritos os modelos para 
da h~lice. 

~ efetuada uma 
superflcies apro­
fenômeno flsico. 
a asa e a esteira 

Modelo da Asa. Neste esquema, baseado na formulação 
de Rubbert e Saaris (1967), a asa~ representada por 
uma distribuição de fontes a sobre a sua superflcie Sw 
e por uma de dipolos ~ sobre a superflcie de arquea­
mento e esteira de vórtices Sr• Sobre a superflcie Ss 
que constitui a fronteira da esteira da h~lice, como 
discutido abaixo, ~ assumida uma distribuição de vor­
ticidade y de maneira que a condição de fronteira, 
dada na forma de Neumann estabelecendo-se a velocidade 
normal à superflcie da asa igual a zero, será escrita 
para um ponto P sobre ela por 

2 
1 H a 1 1 ff a

2 

1 - O-(-) dS-- ~ -- (-) dS 
41T anp r 4 1T anpan r 

Sw ST 

1 
( - )]•np dS + U00 np 

r 
o (1) 



onde op ~ a densidade da distribui~ão de fontes no 
ponto P, r a distância do ponto de singularidade ao 
ponto P, n e n designam o versor normal à superflcie 
num ponto gen~rico sobre ST e no ponto P sobre Sw res­
pectivamente, ~np a velocidade do fluxo livre normal 
à superflcie Sw em P e ij indica a exclusão do ponto P 
na integral. 

A geometria da esteira de vortices da asa ~ a 
priori estabelecida de maneira que a condi~ão de que 
ela descreva uma superflcie de corrente originando-se 
no bordo de fuga da asa não ~ rigorosamente verifica­
da. A condi~ão de Kutta ~ estabelecida neste esquema 
impondo-se a velocidade normal igual à zero em um pon­
to imediatamente atrAs do bordo de fuga sobre ST• 

Modelo da Esteira da H~lice. Sobre a superflcie Ss 
que constitui a fronteira da esteira da h~lice ~ 
adotada uma distribui~ão de vorticidade y de maneira a 
representar a descontinuidade de velocidade entre as 
duas regiÕes provocadas pela a~ão da h~lice. Denotando 
por Vj a velocidade na região da esteira da h~lice e 
por Vo a na região externa à ela, define-se a veloci­
dade m~dia sobre Ss por V=(Vo+Vj)/2. Uma das condi~Ões 
de fronteira a serem ver~ficadas sobre ela ~ a que es­
pecifica a igualdade d~ pressÕes estAticas em ambos os 
lados dessa superflcie e que pode ser dinamicamente 
expressa como 

.. .. .. 
Yp X Vp • np I:!.H/p (2) 

sendo~ a velocidade VP no ponto P sobre Ss dada pela 
rela~ ao 

Vp=-- ollp(-)dS-- f.l'ilp[n•'il(-)]dS .. 1 Jf 1 1 ff . 1 
4TI r 4 TI r 

Sw ST 

1 ff· 1 • -- yx'ilp (-)dS + Ucop (3) 
4TI r 

Ss 

onde np ~ o versor normal à Ss no ponto P, p a densi­
dade do fluido e ~H a diferen~a entre as pressÕes to­
tais das d·uas regiÕes, dada por 

2 2 
~H = (Tc/À) pUco (4) 

I 
2 2 ~ 

e sendo Tc=T p(QR )TI R o coeficiente de tra~ao da 
h~lice e À =U co/rlR sua razão de avan~o, n , R e T respe­
ctivamente sua velocidade angular, o raio de suas pAs 
e a tra~ão que ela desenvolve. 

A geometria da fronteira da esteira da h~lice ~ 
a priori estabelecida, diferentemente do m~todo de 
Shollenberger que adota a t~cnica de relaxamento de 
esteira para esta superflcie (e igualmente para a 
esteira da asa). Deste modo a sua geometria não coin­
cidirA necessariamente com a sua posi~ão verdadeira e 
a menos que se conhe~a a forma que esta adquirirA com 
a introdu~ão da asa em seu campo de influência, ou que 
esta deforma~ão possa ser considerada tão pequena que 
se possa tomar a geometria original, os erros decor­
rentes deste procedimento podem ser significativos 
como adverte Shollenberger. 

Outra condi~ão a ser observada sobre Ss ~ a lei 
de Helmholtz ou da conserva~ão da vorticidade, que 
fornece a 3ª equa~ão para a determina~ão das intensi­
dades das distribui~Ões de singularidades utilizadas e 
cuja forma de tratA-la serA abordada posteriormente. 
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M!TODO NUMtRICO 

Na formula~ão matemAtica do m~todo dos pain~is, 
as geometrias da asa, de sua esteira e da esteira da 
h~lice são discretizadas por meio de pain~is quadrila­
terais e sobre cada um deles ~ admitida uma distribui­
~ão constante de singularidade, constituindo-se por­
tanto em um m~todo de lê ordem. Na asa os pain~is são 
definidos à partir de faixas que se estendem ao longo 
da envergadura na dire~ão da corda de suas se~Ões 
continuando atrav~s de sua esteira de vortices. A 
defini~ão dos pain~is interiores ~ automaticamente 
efetuada e a forma da varia~ão da distribui~ão de 
dipolos sobre eles ~ estipulada à partir da solu~ão de 
Birnbaum para uma placa plana, sendo então sua inten­
sidade determinada atrav~s da condi~ão de Kutta. Sobre ~ 
Ss, por ser a vorticidade uma grandeza vetorial, ~ ne- f 
cessArio estipular-se 2 dire~Ões ortogonais ~ e n no ~~ 
plano do painel nas quais suas proje~Ões serão 
calculadas. Inicialmente estas dire~Ões são definidas • 
atrav~s de uma caracterlstica geom~trica do painel. A 
eq. (1) pode então, depois de discretizado o problema, 
ser expressa como !l. 

Ns Nk Nc(l) 

O:i + L Vsnij oj + [(L km \bniml~ + 
2 j=l 1=1 m=l 

I !I 

P'i 

Nv Nv 

+ [ VA nik Y~k + L 'Í3 llk -vnk = - lbii:i ,,) I 
k=l k=l 

onde Vsnij e \b nim são respectivamente as velocidades 
normais ao painel i induzidas pelos pain~is de densi­
dade unitAria de fontes designado por j e de dipolos 
designado por m, e VA nik e % n;k as induzidas pelo 
painel k de vorticidade unitAria tomada nas dire~Ões ~ 

l 
•J 

e n • Ns e Nv são o n&mero de pain~is de fontes e 
vorticidade sendo Nk e Nc(l) o n&mero de pain~is de 
condi~ão de Kutta e o de pain~is de dipolos na se~ão 1 
da asa e esteira de vortices respectivamente. ~ ~ a 
fun~ão peso para a distribui~ão de dipolos na corda da 
asa. A condi~ão de Kutta ~ aplicada criando-se um 
painel virtual atrAs do bordo de fuga da se~ão da asa 
onde a condi~ão de velocidade normal nula a ele serâ 
imposta. A equa~ão (5) pode tamb~m ser usada para 
descrever esta condi~ão, observando-se que a contri­
bui~ão na equa~ão devido ao painel de Kutta i serA 
nula (o1 =O). 

A condi~ão de conserva~ão da vorticidade ~ esti­
pulada neste esquema estabelecendo-se primeiramente ~ 

uma superflcie de contrôle sobre os 4 pain~is contl- I' 
guos, determinando o ponto de anAlise A. Isto ~ feito , 
unindo-se os segmentos de reta definidos pelos pontos 
m~dios das bordas destes pain~is ao ponto de intersec- 1 

~ão no seu interior como mostra a fig.1 , onde Nps ~ o 
n&mero de pain~is por se~ão na esteira da h~lice. A 
dire~ão dos eixos ~ e n ~ mostrada na figura para o 
painel i. Fazendo-se então o balan~o da vorticidade 
que atravessa esta superflcie de forma a ter-se 
LYi. i\ =0, onde ii.. ~ o versor normal à superflcie de 

- 1 ~ 
controle no painel i, e substituindo-se as expressoes 
proprias para os seus valores obt~m-se a equa~ão line­
ar relacionando os valores de y~ e y dos 4 pain~is 
adjacentes dada como n 

a il v + a y_ + a v + a y_ + a y + 1~i i 2 T]i i3 1~i+l i 4 T] i+l iS ~i-Nps 

+a y_ +a YJ +a y_ 
i6 'IJi-Nps i7 ~i-Nps+l i8 'IJi-Nps+l 

o (6) 
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Figura 1. Balanço de vorticidade para o ponto A. 

SOLUÇÃO ITERATIVA. A solução do problema deve ser bus­
cada iterativamente devido a não-linearidade da eq. 
(2). Inicialmente ~ calculada a intensidade das dis­
tribuiçÕes de fontes e dipolos por meio da eq,(5) para 
a de vorticidade que corresponde a da esteira da heli­
ce sem a presença da asa. Os valores para as vortici­
dades Yt: e ~ serão obtidos calculando-se ~rimeiramen­
te a velocidade sobre os pain~is da 1ª seçao da estei­
ra da h~lice utilizando-se esta solução e a expressão 

Ns Nk Nc(l) 

Vi ~ Vsij aj + ~( ~l km VDI.m) ll1 + 

Nv 

+L 
k=l 
k>'i 

Nv 

v Nk Y t;, k+ L vBik Y n k 
k=l 
k>'i 

(7) 

Duas novas direçÕes ortogonais a e b sao então defini­
das sobre estes paineis de maneira que a direção a 
concorde com a da velocidade Vi no painel. Desse modo 
têm-se desenvolvendo a eq,(2) 

Ybi - M/(pVai) (8) 

sendo Vai=Vi·eai, eai o versar da direção a no painel 
L Relacionando-se as projeçÕes ya _e yb com Yt;, e Yn 
atrav~s das expressÕes para a rotaçao de coordenadas e 
da eq,(6), onde que os valcn-es para· Yt;,i-Nps> Yt:i-Nps+l• 
Y n i-Nps e Y n i-Nps+l correspondem aos d~ssas vortícidades 
no disco da heiice, obtem-se a ,equaçao para ya 

(9) 

e B1, o do termo independente calculado em função. das 
vorticidades Yt;, e Yn j! conhecidas e de Yb, dado por 

+ (a 13 sen0 1+1 - a 14 cos01+1 )Yb1+1 - (a 15 Yt;,i-Nps+ 

+ A i6 y ni-Nps+ 1\ i7 y f;i-Nps+l + 1\18 y ni-Nps+l) (10) 
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ondeei ~o ângulo entre os sistemas vorticidades t;,. n 
e a,b, Obtidos assim os valores para ya e yb e por 
conseguinte de Yt;, e ~ , as velocidades são calculadas 
para a 2ª seção e repetidos os procedimentos descritos 
acima e assim por diante para as demais seçÕes. Uma 
nova solução e então buscada para as singularidades da 
asa e deste modo, procedendo-se sist-ematicamente dessa 
forma ate que a diferença entre os valores encontrados 
em 2 passos consecutivos seja menor que um valor pre­
viamente estabelecido, a solução ~ então estabelecida, 

RESULTADOS E DISCUSSÃO 

V!rias combinaçÕes e arranjos de asa-esteira da 
h~lice foram analisadas à fim de avaliar o desempenho 
do presente metodo comparando-o a outros da literatu­
ra. Os resultados foram sempre muito bons, especial­
mente quando observadas estritamente as premissas 
colocadas anteriormente, comprovando dessa forma a 
validade do metodo, Em virtude da limitação de espaço 
apenas alguns exemplos serão discutidos. As figuras 
abaixo ilustram alguns deles, para a geometria de uma 
asa de forma retangular centrada em relação a esteira 
da helice, para alguns valores de Aw=b/c e Aj=2R/c, 
ângulos de ataque e coeficientes de tração, sendo b e 
c a envergadura e a corda da asa respectivamente. A 
fig.2 fornece uma comparação com os resultados de 
outros m~todos como dado por Rethorst. Os dados expe­
rimentais são devido a Stuper, um dos poucos traba­
lhos disponlveis para uma confrontação das teorias 
existentes. Os valores calculados foram corrigidos 
para um alongamento de 5,25 na asa devido às placas 
nas suas pontas usadas no experimento. A esteira da 
helice ~ aqui assumida como não possuindo velocidade 
de rotação, comportando-se assim como aquela da estei­
ra de jato. ! interessante salientar a diminuição de 
sustentação na região situada entre a esteira da h~li­
ce e o escoamento uniforme e o aumento significativo 
que ocorre nesta dltima região. Stuper argumenta que 
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Figura 2. Comparação da teoria apresentada com a de 
nutro~ Rnt:nrP.R. 
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de Koning e com os dados de Stuper. 

isto decorre da a~ão da camada limite proveniente da 
carenagem do aparelho destinado a gerar esta esteira 
de jato. O resultado de Shollenberger tamb~m demonstra 
uma queda de sustenta~ão na fronteira (que não ~ re­
gistrada pelos demais m~todos) sendo que este autor 
supÕe que os efeitos viscosos devido as placas nas 
pontas da asa podem te'r contribu:l.do significativamen­
te para influenciar a distribui~ão obtida por Stuper. 
Como pode ser visto a solu;ão obtida para a asa em ân­
gulo de incidência de 12° difere um pouco da encontra­
da por Shollenbergei, o que ~ compreenslvel visto que 
a esteira da h~lice foi tomada como possuindo a geome­
tria de um cilindro de maneira que as suas deforma;Ões 
não são consideradas. Mas quando compara-se às t~cni­
cas clâssicas ou mesmo aos dados experimentais nota-se 
que o m~todo apresentado comporta-se com uma boa pre­
cisão, A fig .3 mostra os resultados obtidos em compa­
ra~ão à teoria de Koning e dados de Stuper para Gr 
igual a 0,39 (C r=2T/p U~S) e alguns ângulos de ataque 
da asa. Jã a fig.4 descreve o fenômeno para a esteira 
de uma h~lice comparativamente aos resultados obtidos 
experimentalmente por Brenckmann e pela teoria devido 
a Ribner e Ellis, podendo-se verificar o ~feito de 
assimetria provocado pela rota~ão caracterizando este 
tipo de esteira, sendo qo e Uo, qj e Uj as pressÕes 
dinâmicas e as velocidades na região do fluxo livre e 
da esteira da h~lice sem a presen;a da asa respectiva-
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Figura 4. Varia~ão do coeficiente de sustenta~ão na 
envergadura da asa sujeitaàesteira prove­
niente de uma h~lice. 
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mente. Novamente os resultados encontrados podem ser 
considerados bons. 
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ABSTRACT 

A computer program was developed using panel 
method theory for the study of the interaction between 
a wing and a propeller slipstream. Based on the 
potential flow assumption for steady flow, the method 
was applied to an already existent program for the 
treatment of thick wings according to the Rubbert and 
Saaris formulation. The propeller wake geometry (and 
that of the wing) is considered to be pre-defined, a 
situation which is valid for small disturbances and · 
wake deformations. The equations are thus presented, 
the iterative solution described and the results for 
some examples are discussed. A good correlation with 
values obtained by other authors was evident. 
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SUMMARY 

The ütveMe pJtObtem o!J v.,:ti.maling the :ti.mew..i..6e vaJÚation o!J the 
-i.nteJtnac.e c.onduc.tanc.e betvJeen peJt-<.ocüc.aUy c.ontac.ting ciUJ.>-i.mi.laJt MUcú 
undeJt qua;.,-<.-;.,teady-;.,tate c.ondition;., ,{_;., ;., otved uJ.>-i.ng _the c.onjugate g~acüent 
method wU:h adjo-<.nt equation. The ac.c.uMc.IJ o!J the -<.nveMe anaiy;.,,{_J., ,{_;., 
exam-<.ned by uJ.>-i.ng ~an;.,-<.ent ;.,-<.mutated ..Lnexac.t tempeJt~e meaJ.>UJLementf.>, 
obta-<.ned at the -<.nteJt-<.M o!J the MÜCÚ. 

INTRODUCfiON 

Interface conductance to heat flow between periodically 
contacting solids is of interest in many engineering appÍications, 
including, among others, heat transfer between a valve and its 
seat in internal combustion engines and cyclic manufacturing 
processes like plastic injection molding and die casting as dis­
cussed in recent reviews (Madhusudana and Fletcher, 1986; 
Fletcher, 1988). 

Unidireccional heat .transfer experiments on the determina­
tion of interface conductance between periodically contacting 
solids can be found in the literature (Howard, 1976; Moses and 
Johnson, 1988). Such experiments involved two rods with non­
contacting ends kept at practically constant temperatures and with 
thermocouples placed along their center line. Spatial extrapolation 
of the measured temperatures was then used to determine the 
interface temperatures and heat flux needed for the estimation of 
the imerface conductance. However, recent theoretical works 
which treated the determination of the interface conductance as a 
problem of inverse analysis, revealed the inaccuracy of the ex­
trapolation techniques (Flach and Ózi~ik, 1988; Beck, 1988). 

ln the present work, the conjugare gradient method of 
minimization with adjoint equation (Alifanov,1974; Jarny et 
al,1991; Orlande and Ózi§ik,I992) was used to solve the inverse 
problem of estimating interface conductance between periodically 
contacti.lg dissimilar solids, under quasi-steady-state conditions. 
The principal advantages of this method are: the regularization is 
simply built into the computational procedure, no prior informa­
tion is needed on the functional form of the unknown quantity and 
computations are performed over the whole time domain. 

INVERSE ANAL YSIS OF ESTIMA TINO INTERFACE 
CONDUCTANCE 

The inverse analysis utilizing the conjugate gradient 
method with adjoint equation consists of the following basic 
steps: 

1. The direct problem. 
2. The sensitivity problem. 
3. The adjoint problem and the gradient equation. 
4. The conjugate gradient method for minimization. 
5. The stopping criterion, and 
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6. The computational algorithm. 

We present below the salient features of each step list.:d 
above, as applied to the estimation of the timewise variation of the 
unknown interface conductance. 

1. The Direct Problem. Figure 1 shows the geometry and 
the dimensionless coordinates for the one-dimensional problem 
considered here. Regions 1 and 2 are contacting periodically with 
period 't and with interface conductance h(t). The non-contacting 
ends are kept at constant temperatures: T=O at x=O and T=1 at 
x=1+L. It is assumed that we have sufficient number of cycles so 
that the quasi-steady-state condition is established, that is, the 
temperature distribution in the regions during one period is identi­
cal to that in the following period. 

The mathematical formulation of this heat conduction 
problem is given in dimensionless formas: 

Region 1 (0 < x < 1): 

CJ2T1 (x,t) ClT1 (x,t) 
in 0<x<1,t>O = CJx2 Clt 

TJ =0 atx=O,t>O 

ClT1 
--= h(t) ( T1 - T2) at x = 1 , t >O 

Clx 

TJ (x,O) = T1 (x,'t) 

Region 2 (1 < x < 1+L): 

CJ2T2(X,t) 1 CJT2{x,t) 
in 1 <X< 1+L' t >o 

ax2 a dt 

ClT2 
- k- = h(t) ( T1 - T2) at x = 1 , t >O 

Clx 
T2 = 1 at x = l+L, t >O 

T2(x,O) = T2(x;t) 

(La) 

(l.b) 

(l.c) 

(l.d) 

(2.a) 

(2.b) 

(2.c) 

(2.d) 

where L is the ratio of the lengths of the regions: L=L2fL1 . Simi­

larly, k=k2fk1 is the ratio of thermal conductivities and a=a2fal 

is the ratio of thermal diffusivities. 
The direct problem is concerned with the determination of 

the temperature distribution in the regions, when the thermophys­
ical properties, the interface conductance h(t), and the boundary 



cooditions IU'e specified. For the invcrse problem, the interface 
conductance h(t) is regarded unknown, but everything else in the 
syttMt of equations (1-2) is known and temperature readings 
taken at some appropriate locations within the medium are avail­
able. 

The inverse analysis utilizing the conjugate gradient 
method requires the solution of the direct , sensitivity and adjoint 
problems, together with the gradient equation. The development 
of sensitivity and adjoint problems and their solutions are dis­
cussed next. 

T=O 

REGION 1 h( t )"""' 

N 1 2 1 

• • • • • • 
sensors 

REGION 2 

1 2 N2 
• •..• I T=1 

sensors 

f 1 1 L ! 
0 ) X 

Figure 1. Geometty and Dimensionless Coordinates 

2.The Sensitivity Problem. The solution of the direct prob­
lem (1) and (2) with interface conductance h(t) unknown, can be 
recast as a problem of optimum control, that is, choose the control 
function h(t) such that the following functional is minimized: 

't 

J{ N,1 N2 } 
J[h(t)]= ~ (Tli- Y 1i)2 + ~ (T2j - Y 2j)2 dt (3) 

1=1 J=1 
t=O 

where Tn=T1 (xi,t) and Y li are the estimated and measured tem­

peratures, respectively, at a location Xi in region 1. Similarly, 

T2j=T2(xjot) and Y2j are the estimated and measured tempera­

tures, respectively, at a location Xj in region 2. If an estimate is 

available for h(t), the temperatures Tli and T2j can be computed 

from the solution of the direct problem defined by equations (1) 
and (2). 

Suppose h(t) undergoes a variation Ah(t). Then let AT1 and 

AT2 be the corresponding variations of the temperatures in re­

gions 1 and 2, respectively. To construct the sensitivity problem 
we replace T1 by T1 +AT1 , T2 by T2+AT2 and h(t) by h(t)+Ah(t) 

in the direct problem given by equations (1) and (2) and then 
subtract equations (1) and (2) from the resulting equations. The 
following sensitivity problem is obtained for the determination of 
the functions ATt and AT2 in regions 1 and 2, respectively. 

Region 1 (O < x < 1): 

()2AT1 (x,t) ê)AT1 (x,t) 
in O< x < 1 , t >O (4.a) 

ax2 dt 

AT1 =O at x =O, t >O 

()AT1 . 
- ax = h(t) ( AT1 - AT2) + Ah(t) ( T1 - T2) 

atx=1,t>O 
ATt (x,O) = ATt (x,t) 

(4.b) 

(4.c) 

(4.d) 
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Region 2 (1 < x < 1 +L): 

()2ATz(x,t) 1 ê)AT2(x,t) 

ax2 a dt 
in 1 < x < 1 +L , t>O (S.a) 

ê)AT2 
-kax=h(t) (ATt-AT2)+Ah(t)(T1-T2) 

atx=l,t>O 
AT2 =0 at x = 1 +L , t > O 

AT2(x,O) = ATz(x,t) 

(5.b) 
(5.c) 
(S.d) 

3.The Adjoint Problem and the Gradient EQuation. To de­
rive the adjoint problem and the gradient equation, we multiply 
equations (la) and (2a) by the Lagrange Multipliers À 1 (x,t) and 

À2(x,t), respectively; integrate the resulting expressions over the 

time and correspondent space domains; and then add the resultant 
equation to the functional given by equation (3). The following 
expression results: 

t 

J{ 
Nt N2 } 

J[h(t)] = ~ (Tli- Yli)2 + ~ (T2j- Y2j)2 dt + 

1=1 J=l 
t=O 

't 't 

()2Tt ê)T1 . ()2T2 1 ê)T2 I 1 Jl+L 

xt1(x.tx2 -a,~dt+ J~2(x,tLx2 -c;a,~dt 
t=O t=O 

\ .. i t\ 

i 
(6) ~ 

:i 
The variation of the functional given by equation (6) is then ob- ., 
tained and allowed to go to zero. After some manipulations, we I'' 

obtain the adjoini problem given by equations (7) and (8) ~d the. · 
gradient equation given by equation (9) (Orlande and Ozi~ik, . 
1992). jl 

Region 1 (O< x < 1): I 
()21.. 1 (x,t) dÀ 1 (x,t) N 1 ' 

- 2 - + a + ~ 2 < Tli- Y li) õ< x- xi) =o dX t ,t_. ' 

Àt =0 

dÀ1 [À2 ) 
ax =h(t) T-ÀI 

À1(x,'t) = À1(x,0) 

Region 2 (1 < x < 1 +L): 

i=l 
in O<x<l,t>O 
atx=Ü,t>O 

atx=l,t>O 

(7.a) 
(7.b) 

(7.c) 

(7.d) 

à21..2(x,t) 1 ai..2(X,t) N2 . 
ax2 + a dt + L 2 ( T2j - y 2j ) Õ( X - Xj ) =o 

j=l 

dÀ2 [À2 ] 
ax = h(t) k- ÀI 

À2=0 

À2(x,t) = À2(x,O) 

in 1 < x < 1 +L , t>O (8.a) 

at x = 1, t >O 

at x = 1+L, t >O 

(8.b) 

(8.c) 
(8.d) 

where 3( x-xi) is the Dirac delta function. 

The gradient equation for the functional J(t) is determined as: 



[
Â.2(1,t) ] 

J'(t) = -k-- Â1(1,t) [ T1(1,t)- T2(1,t)] (9) 

4. The Conju~ate Gradient Metbod for Minimization. The 
iterative procedure for tbe determination of tbe interface conduc­
tance is given by (Alifanov, 1974): 

k=0,1,2 ... (lO) 

wbere tbe direction of descent pk(t) is determined from tbe fol­
lowing relation 

(11) 

Here pk-l(t) is tbe value of P(t) at iteration k-1 and J'k(t) is tbe 
value of tbe gradient of tbe functional at iteration k. The conjuga­

tion coefficient -f is determined from (Lasdon et al, 1967): 

t 

J [J'k(t)]2 dt 

• .lc t=O r-=_:_;;:,_ ___ for k=1,2, ... 
t 

J [J•k-1(t)]2 dt 

t=O 

with fJ=O (12) 

The coefficient jYc, whicb determines tbe step size in going 
from iteration k to k+ 1 in equation ( 10), is obtained by minimiz­

ing J(hk+ 1) witb respect to jYc. The following expression results 
(Orlande and Ozi~ik, 1992): 

t 

f { ~ L\T1i [Tli- Y 1il + ~ L\T2j [T2j- Y2jl} dt 

1=1 j=1 

~=~t=O~------------------------­
t 

f{ I [ ATJ; ]2 +I [ AT2j ]2} dt 

1=1 J=1 

t=O 
(13) 

where Tli=Tti(bk) , T2j=T2j(hk) , L\T1i=L\Tli(Pk) and 

L\T2j=L\T2j(Pk). 

Once pk(t) is computed from equation (11) and jYc from 
equation (13), the iterative process defined by equation (10) can 

be applied to determine hk+ 1 (t) until a specified stopping crite­
rion, based on tbe discrepancy principie described below, is satis­
fied. 

5.The Sto~~in~ Criterion. If tbe problem involves no mea­
surement errors, tbe traditional check condition specified as 

(14) 

where E is a small specified number , can be used. However, tbe 
observed temperature data contains measurement errors; as a re­
sult, tbe inverse solution will tend to approach tbe perturbed input 
data and tbe solution will exbibit oscillatory behavior as .tbe num­
ber of iterations is increased. The computational experience shows 
that it is advisable to use tbe discrepancy principie for terminating 
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tbe iteration process (Alifanov,1974). ln the diJcrepancy principie 
we assume (TH-Yli)=(1'2j-Y2j)"'(J. Hence, E is obtained from 

equation (3) as 

(15) 

where a is tbe standard deviation of tbe measurement errors. Then 
the stopping criterion given by equation (14), witb E determined 
from equation (15), is used to terminate tbe iteration's. 

6.The Com~utational AljWrithm. The algoritbm for tbe it­
erative ·scheme is summarized below. 

Suppose bk(t) is available at tbe ktb iteration, tben: 
Step 1. Solve the direct problem given by equations (.1) and (2) 

and compute Tt (x,t) and T2(x,t); 

Step 2. Check tbe stopping criterion given by equation (14) witb E 

determined from equation (15). Continue if not satisfied; 
Step 3. Knowing Tti=Tt (xi,t), T2j=T2(Xj>t) , Y li and Y2j , solve 

tbe adjoint problem given by equations (7) and (8) to 
obtain tbe Lagrange Multipliers Â1 (x,t) and Â2(x,t); 

Step 4. Knowing Ãt (l,t), Â2(l,t), T1 (l,t) and T2(l,t), compute 

the gradient of tbe functional J'(t) from equation (9); 

Step 5. Knowing J'(t) , compute -f from equation (12) and then 

compute tbe direction of descent pk(t) from equation (11); 
Step 6. Solve tbe sensitivity problem given by equations (4) and 

(5) assuming L\h(t)=Pk(t), to determine the sensitivity 

functions L\T1 (x,t) and L\T2(x,t); 

Step 7. Knowing L\Tli=L\T1(Xi,t) and L\T2j=L\T2(xj,t), compute 

the step size jYc from equation (13); 

Step 8. Knowing jYc and pk(t), compute tbe new estimate for the 

interface conductance bk+l(t) from equation (10) and goto 
step 1. 

RESUL TS ANP DISCUSSION 

ln order to examine tbe accuracy of tbe conjugate gradient 
metbod as applied to the analysis of the inverse problem previ­
ously described ,we studied test cases by considering a fictitious 
interface conductance and using simulated temperatures as the in­
put data for tbe inverse analysis. The simulated temperature data 
were generated by solving the direct problem for a specified func­
tional form of tbe interface conductance. The temperatures calcu­
lated in tbis manner are considered exact temperatures, T ex• and 

the simulated measured temperature data, T meas , containing 

measurement errors, are determined as 

Tmeas = Tex +a a (16) 

where ao is tbe error term and a is tbe standard deviation for tbe 
measurements. For normally distributed errors, witb zero mean 
and a 99% confidence levei , a lies witbin tbe range 

-2.576 <a< 2.576 (17) 

The values of a are randomly determined witb tbe subroutine 
DRNNOR (IMSL, 1987). 

A proper choice of tbe location of tbe temperature sensors 
is important for the success of tbe inverse analysis. Due to tbe pe­
riodic characteristic of tbe problem, it is shown tbat under tbe 
quasi-steady-state condition, tbe temperature distribution in the 



regions vary only within a fmite depth below the surface (Vick 
and Õzi~ik, 1981). Therefore, if the sensors are located below this 
depth, no difference can be detected between the temperature 
measurements for the contact and non-contact periods and mean­
ingless resu!ts are obtained. 

The following results were obtained considering four sen­
sors located in each region, 40 measurements tak:en per period per 
sensor, t=O.Ol, L=0.5, a=0.75, and k=0.52. These values of ther­
mal conductivity and thermal diffusivity ratios correspond to re­
gion 1 made of copper and region 2 made of aluminum. The four 
sensors in region 1 were located at distances of 0.005, 0.01, 0.015 
and 0.02 below the interface, respectively. For region 2, the four 
sensors were considered to be separated by 0.0025, with the frrst 
sensor located at 0.0025 below the interface. 

Figures 2 and 3 present the exact and the estimated inter­
face conductance for two different functional forms assumed for 
the interface conductance and for errorless measurements (a=O), 
as well as for measurements with random errors (a=0.003). These 
figures show that for errorless measurements, the agreement be­
tween the exact and the estimated interface conductance is excel­
lent, regardless of the functional form used. The estimated inter­
face conductance using measurements with random errors is also 
in very good agreement with the exact solution for the two differ­
ent functional forms considered. 
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Figure 2. Inverse Solution with Step Function Variation for the 
Interface Conductance 
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Figure 3. Inverse Solution with Piecewise Linear Continuous 
Variation for the Interface Conductance 

CONCLUSION 

The inverse analysis utilizing the conjugate gradient 
method of minimization provides an efficient technique for esti­
mating the interface conductance between periodically contacting 
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different regions, with no prior information on the functional 
form of the unknown conductance. The method is accurate even 
for situations involving measurements with random errors. 
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RESUMO 

t co-mparado o co-mportamento de três altrori tiROs de inversdo de 
transjorrRadas de Laplace no trato do problerRa inverso da conduçdo do 
calor. A análise dos resultados 4 feita SetfUndO pardmetros que visa-m 
quantificar o poder de resoluçdo dos mA todos. O poder de resoluçdo 
esti~Ra a capacidade e precisdo apresentados por u-m ~todo na 
inversdo de funções que apresenta-m variações temporais bruscas. 

INTRODUÇÃO 

O problema i _nvarso da condução do calor 
envolva o cálculo do f' 1 uxo de calor e/ou do 
perfil de temperatura a partir de medidas de 
temperatura realizadas num ponto interior do 
sólido. Várias são as técnicas conhecidas 
para a solução do problema inverso. Poda-se 
citar procedi mentes uti 1 i zando di :faranças 
finitas, eLementos finitos, métodos integrais 
e métodos polinomiais. Neste trabalho, en:fo­
camos o uso da transformada inversa de 
Laplace. São investigados três métodos de 
inversao numérica de transformadas da Laplace 
aplicados à solução de um problema inverso de 
condução de calor. A geometria considerada é 
a de uma placa plana com um contorno 
·adiabâ.tico. Os procedimentos investigados são 
conhecidos na literatura como método de Crump 
(1076), método de Steh:fast (1g?O) e método de 
Piessens C1992). O método da Crump aproxima a 
funç~o inversa por me i o de uma série de 
Fourier em cossenos. O método de Steh:fest 
calcula a transformada inversa de Laplace nu­
mericamente, utilizando um método estatistico 
para representar o valor aproximado da :função 
inversa . O algoritmo desenvolvido por 
Piessens inverta numericamente a transformada 
de Laplace ãtravés do truncamento de séries 
de funções ortogonais representadas por poli­
nômi os de Chebyshev. 

Estes algoritmos são analisados quanto 
à sua capacidade e precisão de inversão. Para 
tanto. os métodos são empregados para inver­
ter funç&s com variações temporais bruscas, 
no caso, representadas por funções impulso de 
amplitude unitária. A comparação dos resulta­
dos; obtidos através de cada método é f"ei ta 
por parâmetros pr 6pr i os, que visam quanti r i -
car os desvios produzidos em relação à 
s;olução exata. 

FORMULAÇÃO DO PROBLEMA 

A geometria básica do problema inverso 
de condução investi gado é apresentada na Fi­
gura 1. Trata-se de uma placa plana de com­
~imento L e de espessura conhecida sendo i­
solada em uma de suas extremidades . x• iden­
tifica um ponto interior da. placa no qual é 
realizada a medida de temperatura interior. 
TCx,t) é a temperatura que se deseja calcular 
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em um outro 
considerando, 
generalidade 
Cx = L). 

ponto qual quer x da geometria 
no nosso caso - sem prejuizo de 

a extremidade da placa onde 

T(x *.t) 

+ T(L,t) 

r-------~---- 1 
Figura 1 Representação do problema inverso. 

A equação da condução do calor já 
adimensionalizada pelas transf"ormações: 

X T e TCx,U-T0 
TCL,t) T0 

onde T0 é a temperatura inicial e a a dif"usi­
vidade térmica da placa, fica na :forma: 

ecx,O) = O 

aec:X,T) 
8X 

• ecx • T) 

o 

C inicial) 

em X = O 

• • em X = x /L 

(1) 

Para ef'etuarmos uma análise precisa do 
desempenho de cada método de inver5~o. consi­
deramos inicialmente o problema direto. A 
temperatura no interior da placa pode ser de­
terminada através de métodos amplamente co­
nhecidos. Sabe-se, assim, correta e precisa­
mente a evol uç~o das temperaturas no ponto 
interior e no ponto x = 1. O passo seguinte 
na análise é assumir o problema inverso, ou 
seja, supor 6C1,T) como desconhecida e bus-



car a sua daLarminação alravés da LamparaLura 
no ponLo inLarior. Par-Lindo-se da solução e­
xaLa do problema direLo para o ponLo inLeri­
or, podemos comparar a solução numérica obLi­
da para o ponLo x = 1 com os valores origi­
nai s de a<: 1 , T) . 

Num primeiro exame desle problema, Woo 
e Chow (1Q91) alribuiram a OC1,T) um compor­
lamenLo descri lo por uma r ela e a resolução 
do problema inverso reduziu-se a inverLer as­
la função particular no espaço de Laplace. 

Com o objelivo de LesLar os algoritmos 
de inversão de Lransformada de Laplace de 
uma forma mais geral, oplou-se, nesle lraba-
1 ho, por uli 1 i zar funçêSes c r 1 Li c as, de 
ocorrência comum em problemas de engenharia. 
A função pulso pode, nesle senlido, ser con­
siderada como critica, pois o mélodo de in­
versão capaz de reproduzir um pulso estará 
aplo lambém a reproduzir qualquer função por 
super-posição, à medida que loda a metodologia 
se refere a problemas lineares. Deve-se res­
saltar Lambém que a função pulso possui a ca-· 
raclerisLica da variação brusca e discreta, 
comuns nas medidas experimenLais, normalmenLe 
realizadas em intervalos de lempo definidos. 

Sendo GCT) a função pulso a ser consi-
der ada, lem-se que: 

o para T 

GCT) = I 1 para T 

o para T 

< T 

< o 
> T 

o 
T < 

+ 
o 

T + C 
o 

c 

onde T 0 é o inslanLe de ocorrência e c é a 
duração do impulso. 

Com o propósito de ressallar a utilida­
de de funções cr· iLicas em problemas prálicos, 
o perfil de temperatura na superficie a ser 
adotado r1este exemplo, assumirá o comporla­
menlo semelhante ao de um pulso de ampl ilude 
unitária, ou seja, OCl,T) = GCT). 

A partir da adoção de um perfil de tem­
peratura para 9C1,T), a resolução do problema 
direto de condução implica na obtenção de uma 
expressão que representa a di str i bui ção da 
lemperalura na placa: 

00 

0C X, T) 2L 
m=O 

-)... (T- (T 

(e m 
o 

X 

C 2m + 1) 
onde Àm = 2 

+ 

C -1) m 
-)...--

m 

c)] 

-

e To > 

c os ()... X) X 
m 

-À ( T - T ] 

) m o (2) e 

T + c. 

Definindo ecX,s) como sendo a transfor­
mada de Laplace de eO(, i) : 

00 

ecx. s) = J 
o 

-ST 
e OCX,T) dT 

A transformada de Laplace analilica de 
C2) será.: 

ecx ,s) Gcs) 
coshC X s:t./2 

) 

coshCs1
/

2
) 

(3) 

onde Gc s) é a lr ansfor mada de Laplace da 
função pulso. 
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SubsliLuindo-se X por X* em C3) oblemos 
a transformada de Laplace analitica da tempe­
ratura interior do corpo: 

- . ecx • s) Gcs) 
• 1/2 

coshCX s ) 

coshCs:t./2
) 

(4) 

Nos problemas inversos de condução de 
calor se faz necessârio buscar a deLerminação 
de uma expressão que represente o perfi 1 de 
t.emperalura ao longo do sólido levando em 
consideração os dados da temperatura medidos 
no seu i nler i or. Desta for ma, di vi di ndo-se 
C3) por C4), obtemos a distribuição da lempe­
ratura da placa em função da lemperalura in­
terior, no espaço de Laplace: 

ecx. s) 
- . ecx • s) 

coshC X s 1
/

2
) 

• 1/2 
coshCX s ) 

(5) 

Considerando-se o ponlo X = 1 como san­
do nossa fr onlei r a de interesse e assumi ndo 
uma transformação exala para ecx•,s), obtida 
fazendo X = X* em C2), a equação C5) ficará. 
assim: 

ecl. s) Gcs) (6) 

onde a transformada de Laplace da função 
pulso Gcs), é dada pela seguinle expressão: 

Gcs) 
exp (-T

0
S)><(1 exp C-.:. s)) 

c 7) 
s 

Deve-se nolar, no entanlo, que a redu­
ção da solução do problema inverso à inversão 
de uma função no espaço de Laplace, vale para 
qualquer que seja a configuração, o modelo e 
as condiçêSes de conlorno colocadas. 

PODER DE RESOL~ÇÃO 

Define- se poder de resolução, nesle 
lr abal ho, como sendo a capacidade que um al ·­
gorilmo de inversão possui para a reprodução 
de uma função no espaço de Laplace. Assim, um 
mÉ>t.odo d<õt i nv<õtrs.ão qu<õt ,-.,.produzi r · um pulso 
com alraso ou adiantamento possuirá baixo po­
der de r·esol ução, uma vez que não estará ofe­
recendo el emenlos cor-ralos de análise. Esle 
trabalho propõe duas formas de quantificar o 
poder de resolução de um algoritmo . Procur-a­
se, com islo, considerar lanlo os desvios que 
ocorrem na amplitude do pulso como as dislor­
çêSes introduzidas no histórico do !IIP.s.mo. 

O desvio de amplitude Có), traduz a di­
ferença entre a amplitude do pulso original e 
a amplitude do ~inal reproduzido por um de­
ler-minado algoritmo de inversão. Para o caso 
de se considerar um pulso com amplitude 
unilâria, lemos: 

6 1 Q' 
max 

(9) 

onde Q' é o mâxi mo valor do sinal reprodu-
max 

zido, não importando o instante de ocorrência 
desle. 



O desvio da !asa (o), avalia as varia-
ç~as devi das a avanços 
na reproduç~o do pulso: 

o [~ 
n=.t 

ou at.rasos ocorridos 

CQ - Q' )] i/2 

n n 
(9) 

onde m represant..a o número t.ot.al da pont.os 
ut..ilizados na invers~o. ~ s~o os valores re­
ais a Q' são os valores est..imados. 

n 

ENSAI OS NUMt:RI COS 

A quant..ificação do poder de resolução 
dos mét..odos em análise é feit..a at..ravés da in­
versão da equação (6), cujos sinais reprodu­
zi dos são comparados com a funç~o original 
empregando as variáveis ó e a . A inversao 
realizada pelos algorit..mos é feita em pontos 
disc retos da função (Junqueira, 1990), n~o 

h a vendo por t..ant..o, nenhum impedi mant..o quant..o 
ao número de pontos a serem estimados, dife­
rent..emente do que ocorre nos procedimentos 
est..rit..ament..a numéricos que empregam diferen­
ç as finitas. 

Var·iação do dom.í nio: A Figura 2 mostra os 
pul sos reproduzidos pelos algoritmos sobre­
p<:•stos à curva exat..a original para o dominio 
(0- 0,111. A Figura 3 represent..a o desloca­
mento do domini;;, no qual o sinal é reproduzi­
do, visando a verificação de passiveis efei­
tos da variaç~o na magnitude da variável t..em­
po s obre os resultados da inversão. A Tabela 
1 apresent..a os desvios ocasionados pela in­
versão da função pulso realizada pelos 
métodos de inversão, nos dois dominios consi­
derados. 

Tabela 1. Desvio de amplitude e fase em domi­
rüos diferentes. 

DOMl NIO 

o - 0.11 

1 - 1. 11 

F'igura 2 

CRUMP STEHFEST PIESSENS 

6 0.000 0.495 0 . 883 

a 0.096 0 . 214 0 . 285 

6 -0.108 0.972 0.983 

O' 0.110 0.297 0 . 300 

!: 

I: 
,1 : 
i: 
i 
! ' 

. I O OK O. lO 

T 

Pulsos reproduzidos QO dominio 
de [0- 0 . 111. 
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.60 

1.40 
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00 

0 .80 

0 .60 

0 .40 

Quis o exoto 
Crump 
Steh fes\ 
Piesse ns 

0 .20 L---~--~--~--~--_.--~----~--~------~--~ 
00 

Figura 3 

1.02 1.0 4 1.06 1.08 1.10 

T 

Pulsos reproduzidos no dominio 
deslocado. 

Nos dominios represent..ados palas Figu­
ras 2 e 3, o método de Crump foi o que vi­
sual mente melhor reproduziu o pulso. Entre­
tanto, a amplitude do sinal gerado na Figura 
3 é maior que a unidade, implicando num valor 
negativo de ó (Tabela 1). Nota-se também, na 
F'i gur a 3, uma cer t..a os c i 1 ação r epr esent..ada 
nos valores est..imados no final do pulso, !alo 
que não ocorreu quando da invest..igação do 
dominio represent..ado na Figura 2. 

O mét..odo de Sleh!esl !oi capaz de re­
produzir o sinal somente· no dominio original, 
sendo que a amplitude do sinal reproduzido 
por este método é cerca de melada da amplitu­
de do pulso original. Os valores dos desvios 
de amplit..ude a de fase, apresentados pelo 
método de Piessens e mostrados na Tabela 1, 
atestam a pouca capacidade deste método na 
inversão da função pulso. 

Variação da duração do pulso: Est..e ensaio, 
representado pelas Figuras 4 a 6, t..em o obje­
t..ivo de analisar o comportamento dos métodos 
na reprodução de pulsos de duraç~es diferen­
tes, mantendo o mesmo domi ni o de t..empo adi -
mensional. O mét..odo que melhor reproduzir um 
pulso de pequena duração, será mais sensivel 
à ocorrência de variaç~es das medidas experi­
mentais, muito comuns em problemas práticos. 

A Tabela 2 indica os valores dos des­
vios de amplit..ude e da fase para t..rês casos 
de duração de pulso . 

Tabela 2 - Desvios de amplitu9e a fase para 
diferent..es duraç~es-de pulso. 

DURAÇÃO CRUMP STEHF'EST PIESSENS 

ó 0.499 0.970 O.GQJ. 
o. 001 

a 0.050 O.OG8 0.100 

ó 0.000 0.710 O.Q09 
0 . 01 

o 0.050 0.1Q2 0.22Q 

ó 0.000 -0.083 0.259 
o. 1 

(Y o. 051 0.177 0.477 

At..ravés da observação das Figuras 4 a 
6, e com o auxilio da Tabela 2, pode-se notar 
que o mét..odo de Crump apresenta resul t..ados 



bas~an~e sa~is~a~órios na inversão de pulsos 
com duraç~es di~eren~es. 
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Figura 5 - Reprodução de pulsos 
de 0.01. 
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T 

Figura 6 - Reprodução de pulsos com duração 
de 0.1. 

Nas Figuras 5 e 6, o algori~mo de Crump 
'es~ima precisamen~e a ampli~ude do pulso ori­
ginal. Quando a duração do pulso é reduzida 
para 0.001, o algori~mo de Crump ~ornece re­
'sul~ados menos precisos, mas em ~odes os ca­
sos o valor de o não varia. 

Com relaç~o ao mé~odo de S~eh~es~. 
percebe-se que aumen~ando o ~amanho do pulso 
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de 0.01 para 0.1, o valor de a diminui ocor­
rendo uma di~erença signi~ica~iva en~re os 
desvios de ampli~ude mos~rados na Tabela 2. 

Na aproximaç~o ~ei~a pelo mé~odo de 
Piessens o pulso apresen~a ampli~udes peque­
has, o que se ~raduz em valores de 6 eleva­
pos. No~ou-se ~ambém que nes~e mé~odo, o 
~ominio ado~ado ~oi insu~icien~e para rapre­
?en~ar comple~amen~e a ~unç~o reproduzida. 
I 
CONCLUSõES 

O mé~odo mais e~icien~e para inver~er 

~unç~es com variaç~es bruscas, pelos resul~a­
dos da nossa anãlise é o mé~odo de Crump. O 
fa~o des~e algori~mo u~ilizar séries de 
f'ourier em seus procedimentos de inversão, 
reconhecidamente uma técnica robusta no trato 
de ~unç~es, cer~amen~e con~ribui para a e~i­

ciéncia que o distingue dos demais algo­
r i tmos. Es~a observação n~o exclui o poder 
dos mé~odos de Steh~est e Piessens em inver­
~er ~unç~es de carac~eris~icas suaves em sua 
dependência do tempo. 

Os testes com o deslocamen~o do dominio 
da ~unção a ser inver~ida mostraram que os 
métodos são sensiveis ao instan~e de ocorrên­
cia do pulso. O mé~odo de C r· ump f'oi o menos 
a~etado com o deslocamento do dominio do pul­
so no eixo ~emporal . 

O método de Piessens, que utiliza poli­
nómios de Chebyshev na inversão de f'unç~es, é 
de !'ato o menos indicado dos três métodos 
aqui ~es~ados. Embora o aumento da duração do 
pulso provoque uma melhora do poder de reso­
lução dos ~rês mé~odos, o algori~mo de 
Pi essens é o que apr esen~a menor pr· ogr ,.;,sso 
nes~a di reção. 
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ABSTRACT 

The presen~ work compares ~he behavior 
of three algorithms of numerical inversion of' 
Laplace Transf'orms in solu~ions of' inversa 
heat conduc~ion problems. Parame~ers have 
been defined in order to sort ou~ ~he 

algorithms according ~o ~heir resolu~ion 

power. Results have been analised using these 
parameters as criteria. The resolution power 
estimates lhe capacity and accuracy provided 
by each method. The results presented ref'ers 
~o inversion of functions with abrupt time 
varia~ions. 
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O presente trabalho representa urna contribuição para o estudo 
experimental da condução de calor em solos. Placas de fluxo com 
termopilhas eletrodepositadas foram construídas, calibradas e tes­
tadas. Uma bancada automatizada que utiliza corno sonda uma agulha 
hipodérrnica serviu para a determinação da condutividade térmica de 
solos de diferentes texturas. A variação da condutividade térmica 
em função do teor de umidade e do estado de confinamento do solo 
foi também investigada experimentalmente. 

INTRODUÇÃO 

A transferência de calor através do so­
lo tem importância em meteorologia (para ba­
lanços de energia no sistema solo-atmosfera) , 
bem como em física de solos, hidrologia, etc. 
Dentre os mecanismos envolvidos, predomina a 
condução. 

Sensores de fluxo de calor são essenci­
almente placas de algum material através do 
qual uma diferença de temperatura é medida. 
Exceto durante períodos transientes, esta di­
ferença de temperatura deve ser urna função, 
em geral linear, do fluxo de calor. 

Devido à diferénça de temperatura, as 
placas de fluxo sempre ocasionam urna certa 
distorção das linhas de fluxo. Esta perturba­
ção pode ser minimizada na prática (por exem­
plo fazendo-se a placa muito fina e com ótima 
condutividade térmica), mas normalmente em 
detrimento da sensibilidade e da robustez. 

Placas de fluxo de baixo custo foram 
construídas e caracterizadas. Duas delas fo­
ram testadas em campo num experimento micro­
meteorológico realizado na base naval de Ipe­
ró-SP (Projeto ARAMAR - COPESP/CNEN) , coorde­
nado pelo Depto. de Meteorologia da USP. 

Em virtude da diferença entre a condu­
tividade térmica da placa de fluxo e do solo, 
a presença do sensor distorce as linhas de 
fluxo. Esta distorção ocasiona um erro na in­
dicação da placa de fluxo, que pode no entan­
to ser corrigido mediante a introdução de um 
fator adequado, calculado por métodos nurnéri 
cos em função de parâmetros geométricos da -
placa e da razão entre as condutividades tér­
micas da placa e do solo (Flanders, 1985). 

Visando fornecer subsídios para a cor­
reção desta perturbação, foi medida a condu­
tividade térmica de seis diferentes tipos de 
solo. A influência do teor de umidade sobre 
sua condutividade térmica foi também estuda­
da. Durante tais experimentos notaram-se flu 
tuações que foram atribuídas ao contacto tér­
mico amostra-sonda, uma vez que, ao introdu­
zir-se a sonda na amostra, uma película de ar 
formava-se entre ambas. Finalmente, várias a­
mostras foram estudadas visando quantificar 
a influência do estado de confinamento do so­
lo sobre a sua condutividade térmica. 
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MATERIAL E M~TODOS 

As placas de fluxo foram construídas 
a partir de placas de fenolite de 70 x 30 x 
0,8 mm, em torno das quais enrolou-se um fio 
de constantan totalizando cerca de 50 voltas. 
Metade da placa foi mergulhada num esmalte 
e, em seguida, mediante eletrodeposição de 
cobre, o fio exposto na outra metade ficou 
cobreado. Após a retirada do esmalte com sol 
vente, cerca de 100 pares termoelétricos to= 
rarn obtidos, sendo 50 em cada lado da placa. 
Em seguida foi aplicado um verniz para prote 
ger a terrnopilha (Nunes, 1992). -

As placas foram calibradas contra um 
fluxímetro fabricado pela "Radiation and 
Energy Balance Systems (REBS)". A montagem 
de calibração consistiu de um recipiente com 
areia fina onde as placas de fluxo foram co­
locadas a. 1 O mm de profundidade. A seguir 
lâmpadas de tungsténio dispostas acima do re 
cipiente foram acesas, enquanto se registra= 
vamos sinais provenientes dos sensores. A­
pós desligadas as lâmpadas, registrou-se tam 
bém a inversão do fluxo de calor. -

Para medição da condutividade térmica 
das amostras de solo, utilizou-se urna banca­
da automatizada que tem como sensor uma son­
da miniatura operando em regime transiente. 

A sonda consiste de uma agulha hipodér 
mica de 0,55 mm de diâmetro por 30 mm de com 
primento, no interior da qual foram coloca-­
dos um termopar (no ponto médio da agúlha) e 
um fio aquecedor, que vai até sua extremida­
de e volta, formando dois circuitos indepen­
dentes. As Figuras 1 e 2 mostram detalhes da 
sonda e da montagem utilizada. 

O procedimento de medida consiste em 
se fazer passar durante cerca de 4 s urna pe­
quena corrente elétrica no fio aquecedor, en 
quanto se rnonitora a evolução da temperatura 
da sonda, que sofre um acréscimo de alguns 
graus centígrados. Um programa de computador 
fornece a condutividade térmica e comanda to 
da a bancada. A equação utilizada foi deduzi 
da a partir da equação de condução para urna­
fonte linear de calor mergulhada num meio in 
finito. Tendo-se em conta, no entanto, que -
a agulha possui comprimento e diâmetro fini­
tos, além de uma certa inércia térmica, esta 
técnica preconiza a introdução de um fator 
de calibração. A sonda foi calibrada com gl! 
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Figura 1. Esquema da sonda miniatura constru 
ída a partir de uma agulha hipodérmica, on-­
d e : A é o fio aquecedor e T o termopar. 

c erina, obtendo-se um fator de calibração i­
gual a 0,923. 

Esta bancada, em operação no Depto. de 
Física da UFV, fornece precisão inferior a 
3,5 % num intervalo de confiança d e 95 % 
(Passos, 1987). 

No e x perime nto I, seis amostras de so­
l o (s e cas) foram estudadas, apresentando a 
s e guinte textura, d e a c ordo com a nomenclatu 
r a adotada pela Socie dade Brasileira de So-­
los: 

Argila ( %) Silte ( %) Areia ( %) 
Fina Grossa 

1- 63 10 24 3 
2- 37 52 2 9 
3 - 1 10 60 29 
4- 47 11 28 14 
5- 2 4 54 40 
6- 19 21 21 39 

Em ordem numérica crescente, e stes s o ­
los são denominados muito argiloso, franco 
are noso siltoso, areia, argila, areia e fra~ 
c o arenoso. 

No experime nto II, duas outras amos­
tras foram estudadas visando investigar o e­
feito da umidade do solo sobre sua condutivi 
dade térmica. Ne sta experiência a amostra, -
inicialmente enc harcada, gradativamente foi 
seca numa estufa. Durante este processo d e 
secagem a amostra foi diversas vezes retira­
da da estufa e, após um certo tempo de res­
friamento no ar ambiente, medidas de condu­
tividade térmica foram realizadas. A umidade 
do solo foi determinada pelo método da seca­
gem em estufa. Uma das amostras tinha tex tu­
ra franco arenosa (com 57 % de areia grossa, 
17 % de areia fina, 14 % de silte e 12 % de 
argila), enquanto a segunda amostra, r e tira­
da de um jardim, possuia elevado teor de ma- ­
téria orgânica. 

No experime nto III a condutividade tér 
mica foi determinada em função do e s tado de­
confinamento do solo. As amostras foram colo 
cadas num cilindro metálico com 46 mm d e dia 
metro onde eram conferidos pesos crescentes~ 
Serão apresentados resultados para uma areia 
quartzosa com partículas arredondadas e que 
passou por peneiras de 2 a 1 mm e 1 a 0,5 mm, 
bem como para um solo do horizonte C conten­
do urna areia muito fina com predominância de 
partículas laminare s de caulinita. Esta a­
reia foi passada em malha de 0,053 mm por 
via úmida (horizonte C lavado) . 
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Figura 2. Esquema da montagem utilizada, on­
de o circuito do aquecedor consiste de um arn 
perímetro, urna fonte de tensão e um interruE 
tor; o circuito do termopar consiste de um 
voltímetro e uma referência. 

RESULTADOS E DISCUSSÃO 

A Figura 3 mostra a curva d e calibra­
çao de urna das placas de fluxo, obtida con­
tra a placa de fluxo importada. A constante 
de tempo das placas de fluxo construídas mo~ 
trou-se da mesma ordem de grande za de placas 
disponíveis comercialmente no exterior. Uma 
vez calibrada, em princípio, a milivoltagem 
indicada pela placa fornecerá o flu x o de 
calor. 
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Figura 3. Curva de calibração da pl ac a de 
fluxo construída. 

Conside rando-se no entanto a p e rturba­
ção ocasionada pelo sensor, a razão entre o 
fluxo de calor indicado pelo sensor (Qs) e 
o fluxo de calor no meio não perturbado (Qm) 
pode ser obtida como uma função da razão e n­
tre as condutividades térmicas do sensor (ks) 
e do meio (km), (Flande rs, 1985): 

Qs / Qm = ks / km ( 1) 

1 + G (ks/km - 1) 

onde O < G < 1 é um parâmetro que depen­
de da geometria da placa e que, por exemplo, 
pode ser adotado como igual a 0,83 para um 
sensor fino com área sensível distante das 
bordas. Daí, urna vez conhecida a condutivi­
dade térmica da placa de fluxo, o interesse 
em se conhecer a condutividade térmica do so 
lo. -



No experimento I foram feitas quatro me 
dições (em quatro dias diferentes) com cada -
uma das amostras, sendo que cada medição cons 
t0u de dez repetições. O desvio percentual da 
média destas dez repetições foi sempre infe­
rior a 1,0 (hum) %. Numa média para as quatro 
medições, os resultados foram: 

Amostra nQ 
1 
2 
3 
4 
5 
6 

Tabela 1. Resultados 
k (W/mK) Desvio perc. da média 

0,080 7,8 % 
0,067 4,9 % 
0,144 5,7 % 
0,112 5,6 % 
0,138 2,7 % 
0,091 7,4 % 

Parece possível imaginar-se que os va­
lores de condutividade térmica devam ser uma 
função dos diversos componentes do solo, no 
entanto os dados não fornecem correlação en­
tre a composição textural do solo e os valo­
res de condutividade térmica. Comparando-se 
as areias (amostras 3 e 5) com os materiais 
de argila (amostras 1 e 4), os resultados 
mostram maior condutividade térmica para a 
areia do que para material de argila, o que 
está de acordo com os dados de Geiger citado 
por Baver (1972). 

As variações entre as medidas feitas em 
dias diferentes, que levaram, em quatro medi­
ções, a desvios percentuais entre 3 e 8 porcen­
to, podem ser atribuídas ao contato térmico 
amostra-sonda, hipótese esta que sugeriu'o 
experimento III onde se estudou a influência 
do grau de confinamento da amostra em função 
da sua condutividade térmica. 

A Figura 4 - A mostra a variação da con 
dutividade térmica de um solo de barranco em­
função do seu teor de umidade (base úmida) . 
Os dados correspondentes acham-se na Tabela 2. 

Tabela 2. Resultados 
k (W/mK) 

1,382 
1,146 
0,897 
0,268 
0,085 

Umidade (b.u.) 
26,1 % 
24,0 % 
21,4 % 
12,8 % 
o % 

A Figura 4 - B mostra a condutividade 
térmica em função do teor de umidade para uma 
amostra de solo de jardim, rica em matéria or 
gãnica. Os dados correspondentes à Figura 4-B 
aparecem na Tabela 3: 

k(W/mK) 
0,864 
0,754 
0,927 
0,875 
0,941 
0,145 
0,105 
0,063 
0,103 

Tabela 3. Resultados 

Umidade (b.u.) 
44,4 % 
41,8 % 
39,3 % 
37,4% 
34,7 % 
26,5 % 

8,2 % 
4,7 % 
0,0 % 

Temperatura 
23,7 
25,7 
25,1 
30,5 
29,4 
28,2 
28,1 
35,1 
28,1 

A temperatura indicada na terceira colu 
na é a temperatura média da sonda antes do i­
nício de cada repetição (os pontos da Fig. 4 
são médias de dez repetições). Note-se que 
alguns pontos da Fig. 4 - B (Tabela 3) fica­
ram um pouco prejudicados pois uma temp~ratu­
ra superior à ambiente indica que a amostra, 
recém saída da estufa, ainda não havia atin­
gido o equilíbrio térmico com o ambiente, es-
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tando ainda submetida a gradientes internos 
de temperatura e umidade. As flutuações obser 
vadas na Figura 4 - B talvez estejam relacio~ 
nadas com o elevado teor de matéria orgânica 
da amostra. Enfim, a curva da Fig. 4 - B não 
apresenta-se suave como a 4 - A devido a pro­
blemas de medição (gradientes de temperatura 
e umidade na amostra)e possivelmente devido 
a problemas de retenção de umidade pela maté­
ria orgânica presente na amostra. 

1.6 

o 
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Eo.s 
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Q) 

f-

-ci 0.4 
c 
o 
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0.0 
0.0 10.0 20.0 

Umidade 

A 

30.0 
b.u. 

B 

50.0 

Figura 4. Condutividade térmica em função do 
teor de umidade. A: Solo de barranco; B: a­
mostra rica em matéria orgânica. 

Assumindo-se na Eq. (1) G = 0,83 e 
ks = 0,2 W/mK e tomando-se os valores extre­
mos de km da Tabela 2, obtém-se para o solo 
seco Qs/Qm = 1,11 e para o solo encharcado 
Qs/Qm = 0,50. Estes valores mostram a impor­
tância de se levar em conta a perturbação 
ocasionada pelo sensor quando da utilização 
de placas de fluxo. Naturalmente o erro na 
indicaç.ão da placa de fluxo será tanto maior 
quanto maior for a diferença entre ks e km. 
Note-se ainda que a curva de Qs/Qm em função 
de ks/km não apresenta simetria em relação 
ao valor de ks/km = 1,0. 

Valores de condutividade térmica para 
solos encharcados muito superiores à conduti 
vidade térmica da água mostram que a conduti 
vidade térmica do material de que são consti 
tuídos os grãos é bem superior à da água. -

A Figura 5 mostra os resultados do ex­
perimento III. Observa-se que a areia quar­
tzosa peneirada na fração de 1,0-0,5 mm apre 
senta condutividade térmica maior que a areia 
da fração de 2,0-1,0 mm. Isto deve-se ao fa­
to da primeira possuir partículas menores, o 
que acarreta um maior contato entre elas oca­
sionando maior condução. Comparando-se as a­
reias com o horizonte C lavado (curva C), no­
vamente encontramos maior condutividade tér­
mica para a areia do que para o material de 
argila, tal como já verificado no experimen­
to I. A diferença entre os materiais de dife 
rentes origens atribui-se à maior condutivi~ 
dade térmica do quartzo frente àquela das ar­
gilas silicatadas e à maior porosidade do ma­
terial extraído do horizonte C, que implica 
num menor contato entre as partículas sólidas. 
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Figura 5. Condutividade térmica em função da tensão confinante (peso). A: Areia 
quartzosa 1-0,5 mm; B: Areia quartzosa 2-1 mm; C: Horizonte C lavado. 

A Figura 5 mostra que a influência da 
tensão de confinamento sobre a condutividade 
térmica é praticamente igual nos três experi­
mentos . 

O acréscimo percen'tual da condutividade 
térmica foi d e 44 % para a areia mais grossa , 
de 48 % para a areia mais fina e de 52 % para 
o horizonte C lavado, que possui partículas 
ainda menores. Embora pequenas, estas difere n 
ças podem estar relacionadas com a granulome = 
tria, sugerindo que o mecanismo de acomodação 
das partículas menores cria novas áre as d e 
contacto entre as partículas (e numa propo r­
ção maior que no caso de partículas maiores). 

CONCLUSOES 

As placas de fluxo construídas apresen­
taram bom desempenho em testes de campo, de 
acordo com Oliveira (1991). 

A condutividade térmica de diferente s 
amostras de solo foi determinada (Tabela 1), 
encontrando-se valores na faixa de 0,07 a 
0,14 W/mK. 

Em função do teor de umidade a conduti­
vidade térmica variou fortemente: de 0,085 a 
1,382 W/mK para uma das amostras e de 0,103 
a 0,864 W/mK para uma segunda amostra (ver 
Tabelas 2,3 e Figura 4). 

O efeito da tensão de confinamento so­
bre a condutividade térmica foi praticamente 
o mesmo nos três experimentos realizados (Fi­
gura 5). 

Em conformidade com a literatura, obser 
vou-se que os materiais de argila apresenta-­
ram condutividade térmica inferior aos mate­
riais arenosos. 

Recomenda-se calibrar as placas de flu­
xo em condições similares às de operação. No 
caso de operação em solos úmidos, a simples 
aplicação do fator de ca libração pode levar 
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a uma grande subestimação dos valore s do flu­
xo de calor. A rigor , nos casos em que a con­
dutividade térmica do me io (km) varia, um fa­
tor de correção deve ser aplicado, similar 
ao apre sentado na Eq. (1). 

A influência da granulometria (textura) 
é pouco significa tiva quando compa rada com a 
influência da umidade. 
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ABSTRACT 

Heat flux sensors for soils were made 
by electrolytic deposition of cooper on cons 
tantan wires. Thermal conductivity of soils­
were measured with a transient miniature pr~ i 

be as a function of moisture, granulation I 
and different compression loads. Heat flux 
measurements errors attributable to differen 
ces of thermal conductivity are discussed. - ~ 
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Sumário 

Este tmbalho apresenta uma formulação numérica para análise de problemas de condução de calor 
cm meios homogéneos anisotrópicos utilizando o Método dos Elementos de Contorno com base na 
solução fundamental para o caso isotrópico. Adota-se uma posição genérica para o sistema de coor­
denadas, que pode não coincidir com as direções principais de ortotropia do meio. O procedimento 
desenvolvido é geral, podendo ser aplicado a problemas da teoria da elasticidade. 

~ntrodução 

O número de aplicações de materiais anisotrópicos na solução 
de problemas tecnológicos tem crescido consideravelme-nte nos 
últimos anos, ao ponto de atualmente considerar-se o uso de 
materiai s compositos como prática comum na indústria aeroes­
pacial, em componentes como escudos térmicos para altas tem­
peraturas, assim como na indústria eletrônica, em placas de cir­
cuitos integrados de fibra de vidro. 

O tratamento analítico da equação de condução de calor para 
materiais anisotrópicos é geralmente considerado difícil , particu­
larmente para regiões finitas (Ózi11ik, 1980). Assim, a solução de 
problemas complexos de engenharia tem que ser obtida através 
de métodos numéricos. 

O Método dos Elementos de Contorno (MEC) tem atraído 
a atenção de engenheiros devido, principalmente, à facilidade 
de geração de dados e à precisão dos resultados obtidos com 
esta técnica. A solução numérica de problemas de condução de 
calor em meios anisotrópicos, usando funções de Green apropri­
adas, foi apresentada por Chang et ai. em 1973. No entanto 
o progresso do MEC tem sido relativamente lento na solução 
de problemas de termo-elasticidade em meios ortotrópicos e 
anisotrópicos devido, talvez, à complexidade matemática e a 

' necessidade de se determinar parte das soluções fundamentais 
numericamente (Brebbia e Dominguez, 1989). 

A formulação proposta no presente trabalho utiliza soluções 
fundamentais isotrópicas na resolução de problemas bi-dimensio­
nais de condução de calor em meios anisotrópicos. Uma idéia 
semelhante foi empregada recentemente por Shi (1990) para 
análise de placas, e por Perez e Wrobel (1992a) para proble­
mas potenciais em meios ortotrópicos. 

O procedimento de solução consiste, inicialmente, na trans­
formação da equação diferencial do problema homogêneo aniso­
trópico em uma equação diferencial não-homogênea equivalente, 
onde a solução fundamental isotrópica pode ser empregada. A 
seguir, a formulação convencional do MEC é aplicada, produzin­
do uma equação integral envolvendo não somente variáveis no 
contorno mas também uma variável no domínio. A existência 
desta incógnita no domínio torna necessária a derivação de uma 
equação adicional, que é obtida pela diferenciação da equação 
integral original. Êste processo envolve o cálculo da derivada 
de uma integral fortemente singular, que é tratado seguindo o 
procedimento apresentado em Brebbia et ai. (1984), com base 
no conceito originalmente proposto por Mikhlin (1962). 
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Formulação das Equações Integrais 

A equação diferencial parcial que governa o problema de condu­
ção de calor em um meio anisotrópico, em regime permanente, 
na ausência de fontes internas, pode ser escrita na forma: 

:X ( kxx ~~)+:X ( kxy ~~) + ~ ( kyx ~~) + ~ ( kyy ~~) = O 

(1) 
no caso bi-dimensional, sendo T a temperatura e kxx, kxy, kyx 
e kyy os coeficientes de condutividade térmica do meio. Esta 
equação incorpora o conceito geral de anisotropia, que se refere 
a meios não-homogéneos. As condições de contorno associadas 
geralmente são condições de Dirichlet (temperatura prescrita), 
Neumann (fluxo prescrito) ou Robin (convecção). 

Nêste trabalho, consideram-se somente materiais homogéneos. 
Além disso, com base no teorema de Onsager da termodinâmica 
de processos irreversíveis (Ózi§ik, 1980), pode-se mostrar que 
quando os fluxos de calor são linearmente proporcionais aos gra­
dientes de temperatura, como implícito na Eq.(l), os coeficientes 
de condutividade obedecem à relação de reciprocidade: 

(2) 

Levando-se em conta as considerações acima, a Eq.(l) pode 
ser re-escrita como: 

(3) 

Por conveniência da formulação matemática, a Eq.(3) é re­
escrita na forma: 

(4) 

onde k1 expressa a razão ( kx:r - kyy) I k:n: e k2 a razão 2k:ry I kxx. 
Aplicando-se a formulação tradicional do MEC como apre­

sentada por Brebbia et ai. (1984) à equação acima, obtem-se: 

T(O + frr(x)f~(é.,x)dr(x) -fr!n(x)T.(é,,x)di'(x) = 

fo [k1 °
2

~~x)- k2 a;~~~)] T"(é.,x)dn(x) (5) 

onde é, e x representam os pontos fonte e campo, respectiva­
mente; r•(t,, x) é a solução fundamental da equação de Laplace; 



fn(X) = âT(x)/ân(x) é uma força (segundo definição de Õzi§ik, 
1980) no ponto x; !~(~, x) = âT*(f,, x)/ân(x); e n(x) é a normal 
externa no ponto campo. 

A Eq.(5) é válida para pontos fonte f, localizados na região n. 
Uma equação integral semelhante pode ser obtida para pontos 
do contorno através je um processo limite, na forma: 

c(f,)T(f,) +ir T(x) J~(f,, x) df(x)- ir fn(x) T*(f, x) df(x) = 

fo [k1b1(T)- k2b2(T)] T*(f,,x)dn(x) (6) 

onde o coeficiente c(f,) é função do ângulo interno do contorno 
no ponto f, (Brebbia et al., 1984); b1(T) = â2T(x)/ây2 e 
b2 = â2T(x)/âxây. O termo entre colchetes na Eq.(6) é consid­
erado como uma incógnita no domínio que deve ser calculada 
juntamente com as incógnitas no contorno. 

Assim, o uso de soluções fundamentais isotrópicas para re­
solver êste problema implica em que uma nova equação in­
tegral seja estabelecida para determinação das incógnitas in­
ternas. Esta equação integral adicional é obtida por meio de 
uma combinação linear de duas derivadas de segunda ordem da 
Eq.(5). Inicialmente, calcula-se a segunda derivada da Eq.(5) 
com relação à coordenada y do ponto fonte f,, na forma: 

;y T ( f,) 02 • 02 * 
-

8 2 +""i12 r T(x)fn(f,,x)df(x)--
0 2 r fn(x)T (f,,x)dr(x) 

Yç (JYç Jr Yç Jr 
f)2 

= ""i12 r [k1b1(T)- k2b2(T)] T*(f,,x)dO(x) (7) 
uyf. Jíl 

A segunda equação é obtida pela diferenciação cruzada da 
Eq.(5) com relação as coordenadas x e y do ponto fonte f,: 

02y ( f,) 02 * 
-à à +-à ;:) r T(x)fn(f,,x)df(x)-

xç Yf. xçuyç lr 
f)2 
~ r fn(X) T*(f,, x) df(x) = 
UXf.UYf. lr 

à2 
~ r [k1b1(T)- k2b2(T)] T*(f,,x)dO(x) (8) 
uxçuyç Jíl 

Finalmente, multiplicando-se a Eq.(7) por k1 , a Eq.(8) por 
k2, subtraindo-se (8) de (7), e derivando as integrais ao longo do 
contorno e de domínio, obtem-se a equação suplementar, que é 
expressa por: 

{k1b1[T(f,)] - k2b2 [T(f,)]} + 

r T(x) [k1 °2 
j*(~, x) - k2 °2 

J~(f,, x)] df(x)-
lr ayf. OXçOYç 

r fn(x) [k1 à2T*(~,x) - k2 à
2
T*(f,,x)] df(x) 

lr ayr. axr.DYr. 
m 

~({k1bt[T(x;)]- k2b2[T(x;)]} [/1,- h]) (9) 
i=I 

onde m é o número de células internas usadas no processo de 
discretização e Xi é o ponto de colocação no centro da célula 
i. O procedimento de diferenciação, que requer um tratamento 
especial das integrais fortemente singulares, é descrito em deta­
lhes por Perez e Wrobel (1992b). 

As expressões a serem integradas em cada célula são dadas 
por: 

I = k [i à2T*(f,,x) dn( ) - ~] 
1 1 ::l2 X 2 íl uyf. 

/2 = k2 [1 °2
T*(f,,x) dO(x) -o] 

To ayç axç 

(10) 

(11) 

onde o traço nos símbolos de integração significa que as inte­
grais devem ser interpretadas no sentido de valor principal de 
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Cauchy, sendo calculadas semi-analiticamente para o tipo de 
discretização adotado no presente trabalho. 

O segundo termo entre colchetes na Eq.(10), assim como na 
Eq.(ll ), pode ser interpretado como resultante da aplicação da 
regra de Leibnitz ou, como expresso por Bui ( 1978), como o 
termo adicional resultante do fato de que o domínio n" que 

é obtido de n removendo-se um círculo de raio t centrado no l' 
ponto fonte f,, varia de acordo com a posição de f,. ; 

Na formulação numérica utilizada, o termo entre chaves no · 
lado esquerdo da Eq.(9) é somado ao seu similar do lado direito, 
'co•"idcnulo como incógnita. É,te pwcedimcnto e conveniente ' 
pois evita a necessidade de se calcular os termos b1 (T) e b2(T) i 
separ.a~~mente, o que envolveria um maior número de operações ~-­
m~ncrus. : 

Formulação Matricial 1 

O primeiro passo na solução numérica do problema é a dis-1 
ueti,.çiW do contomo I' cm I dcmentoe c<m,tante< c do dom i" i" • .. 
!1 em m células retangulares constantes. Pode notar-se que, . 
nêste processo, aparecem não somente as variáveis convencionais ~; 

ao longo do contorno, como também incógnitas internas assoei- i: 
adas ao centróide de cada célula.!• 

A seguir, através da colocação sucessiva da Eq.(6) discretiza­
da em cada nó do contorno ( í = 1, ... , l), é possível expressar o !J 
sistema de equações resultantes na forma: ~ 

HT-GF=EB 
li 

( 12) -~ 
sendo H e G as matrizes de influência convencionais do MEC; 
E uma matriz l X m resultante da integração do domínio; Te F 
vetores de valores nodais; e B um vetor contendo as incógnitas 
[k1b1(T)- k2b2 (T)] nos pontos de colocação internos. 

Um segundo conjunto de equações pode ser obtido analoga­
mente, aplicando-se a versão discretizada da Eq.(9) nos m pon­
tos de colocação internos, obtendo-se: 

t 

HT- GF = EB (13) l 
onde H e G và•'.._matci'" m x I '"kuiMI" a pactic d" integcaiv !i 
de contorno, e E uma matriz m x rn resultante da integral de . 
domínio. Í 

As Egs.(12) e (13) contem l + rn variáveis - ou seja, as I ~ 
incógnitas de contorno convencionais mais m incógnitas adi- Í 
cionais no domínio. Eliminando-se as m incógnitas internas I 
contidas no vetor B através de um processo de condensação 
de graus de liberdade semelhante ao utilizado no Método dos 
Elementos Finitos, a Eq.(13) pode ser re-escrita na forma: 

B = E-'(HT- GF) (14) 

Substituindo-se a Eq.(14) na Eq.(12), obtem-se: 

(H- EE-' H)T = (G- EE-'G)F (15) 

O sistema final de equações algébricas é obtido pela imposição 
das condições de contorno do problema. Uma vez resolvido o 
sistema de equações resultante, variáveis internas podem ser cal­
culadas, se necessárias, através da Eq.(5). 

Cálculo das Integrais de Valor Principal de 
Cauchy 

Devido ao tipo de discretização interna adotado no presente . 
trabalho, é possível calcular-se os componentes da matriz E f 
usando-se um processo semi-analítico, As integrais sobre a célula , 
que contem o ponto fonte f. sáo determinadas analiticamente en- ! 

l 
li 
1 
i 



quanto as integrações sobre células não-singulares são calculadas 
numericamente usando-se quadratura de Gauss. 

Na integração sobre a célula que contem o ponto fonte, n., 
a integral de domínio na Eq.(10) é expandida na forma: 

Jl _, = r --1- { 1 - 2 [y(x) - y(Ç) l} dQ(x) (16) 
To.. 2rrr2 r 2 

A seguir , introduz-se um sistema de coordenadas polares cen­
trado no ponto fonte, o que possibilita re-escrever a Eq.(16) na 
forma: 

1h jR(O) 1 
/ 1, = lim --(1- 2sin2 8)drd0 

,_o o , 2rrr 
( 17) 

onde R(O ) é a distância de Ç ao contorno da célula (Fig.1) . 

Y, 

Figure 1: i\otm' Iiclatu ra para cákulo analítico das integrais sin­
gulares 

O lado direito da Eq.( 17) pode , então, ser integrado com 
respeito a. 1·, obtendo-se: 

(-~) lim(ln ( {
2

~ (1- 2sin 2 0) do) (18) 
2rr ,_o lo 

Como a origem do sistema de coordenadas polares O coincide 
com o ponto fontr f. no centro da célula (Fig.l ), a última integra.! 
na Eq.( 18) (• identi canwnt.e zero. Alérn di sso , a simet ri a da célula 
e de R(O) fazem com que a primeira integral em (18) também 
seja zero. Assim, obtem-se que / 1, é identicamente nulo. 

Seguindo-se um procedimento análogo, é possível mostrar- se 
que o result ado da integração sobre n. da integral de domínio 
na Eq.( 11) também é identi camente nulo. 

Exemplo Numérico 

Nêste exemplo, os resultados obtidos com a presente formulação 
para o caso de condução de calor em uma lâmina anisotrópica 
semi-infinita são comparados com uma solução analítica pro­
posta por Xiangzhou (1990). 

Na modelagem numérica a lâmi na é considerada como finita, 
porém com comprimento dez vezes maior do que sua altura. O 
sistema de coordenadas cartesianas ( x, y) segue a geometria da 
lâmina mas não coincide com as direçôes principais de ortotropia 
do material. 

Os coeficientes de condutividade térmica são tomados como 
k:z:r = 0.5, kxy = 0.2236 e J.,YY = 0.4, enquanto as condições 
de contorno sào prescritas na forma de temperaturas simétricas 
com relação ao eixo y. Estas condições são definidas por: 

T = O, y = O 
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I 
o 
o 

I 

y 

Figure 2: Lâmina anisotrópica 

T = cos ( 7r2X ) ) I X I < 1 ' y = 

T = o, I X I > 1, y = 
T =O, lx I= 5 

X 

Na soluçào numérica do problema, a discretização do con­
torno apresentada na Fig.3(a) é mantida constante enquanto 
três malhas internas diferentes, mostradas nas Figs.3(b ), (c) e 
( d) foram testadas para avaliar-se a convergência do método. 

y 

(o) 

yl 

rn 
(b) 

yl 

00 
(c) 

y I 

8±±1 
{d) 

Figure 3: Discretizaçào do contorno (a); e malhas internas com 
15 (b), 26 (c) e 54 (d) células 

Os resultados para as forças normais fn, obtidos com as dis­
cretizações acima, são mostrados nas Figs.4 e 5 para as faces 
superior e inferior da lâmina, respectivamente, e comparados 
com a solução analítica. Pode notar-se, na Fig.4, que as acen­
tuadas variações dos resultados analíticos em x = 1 e x = -1, 
causadas pela descontinuidade do gradiente de temperatura na 
direção x, são corretamente reproduzidas pela solução numérica 
mesmo quando uma malha interna pouco refinada é utilizada. 
Na Fig.5, a simetria transladada devida ao efeito da anisotropia 
do material também é corretamente reproduzida. 
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Figure 5: Força normal fn na face y = O 

Conclusões 

A principal vantagem observada na presente formulação é a sua 
generalidade, permitindo uma extensão imediata para proble­
mas tri-dimensionais e, sobretudo, para a aplicação a proble­
mas ortotrópicos e anisotrópicos da teoria da elasti cidade, para 
os quais soluções fundamentais apropriadas apresentam dificul­
dades matemáticas e numéricas. 

Geometrias curvas podem ser representadas por elementos e 
células de ordem superior , para as quais o cálculo das integrais 
singulares que aparecem na formulação proposta pode ser feito 
numericamente usando-se um esquema adequado (por exemplo, 
o proposto por Guiggiani e Gigante, 1990). 
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Summary 

ln this paper a numerical formulation for solving homogeneous 
anisotropic heat conduction problems based on the use of an 
isotropic fundamental solution is presented . The analysis is car­
ried out assuming a generic position of the coordinate axes, 
which may not coincide with the principal directions of or­
thotropy of the material. The two primary integral equations of 
the method are derived from the governing differential equation 
of the problem. Then, the numerical procedure is developed 
by rewriting the internal degrees of freedom that arise from the' 
domain discretization in terms of the boundary nodes and solv­
ing the resulting system of linear equations for the boundary 
unknowns only. Special attention is given in the paper to the 
evaluation of Cauchy principal value integrais . The main feature 
of the proposed formulation is its generality, which makes possi­
ble its direct extension to solve the problem of three-dimensional 
heat conduction in anisotropic media and, foremost, to three­
dimensional orthotropic and anisotropic elasticity or elastoplas­
ticity. 
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ESTUDO DE QUEIMADOR MULTIPONTOS PARA GASES 
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RESUMO 

Ap~esenta-se o estudo de um queimado~ muLtipont~s para gás. O ~ispositivo _e~ 
perimentaL permitiu a anáLise de chamas turbuLentas _muLtip Las, ~traves da ~u~una 
por difusão de jatos formados peLa descarga de,acet~Leno de que~madores ~os~~on~ 
dos verticaLmente com diâmetros internos de saida de 1, 2, 3 e 4,4mm. Med~das do 
comprimento da chama foram feitas para arranjos de 1, 2, 3 e 5 queimadores de mes 
mo diâmetro, variando-se a distância entre eLes. 

INTRODUÇÃO 

Em alguns queimadores que necessitam de gr~ 

des vazÕes de gás, o escoamento é dividido em vários 
jatos individuais visando a melhoria das condiçÕes 
de queima. A interação entre os jatos individuais i~ 
fluencia o tamanho e a forma das chamas, além de al 
terar as caracteristicas de combustão. Essa intera 
ção depende do espaçamento entre os queimadores, do 
arranjo fisico e do nÚmero de queimadores. 

A análise de chamas em interação mútua inclui 
os experimentos de Lenze et al. (1975) com chamas li 
vres e confinadas de gás natural (81o/~H,, 3% C2 H2 , 

14% N e os 2% em volume restantes de C,H 8 , C,H 10 , 
2 

co e o) e de gás de rua (55% H2 , 24% CH,, 16% C0 2 , 
2 2 

além de C2 H6 , C3 H8 , C4 H10 , CO, 0 2 e H2 0). Todas as 
chamas estudadas estavam estabilizadas nos queimad~ 

res. Foram fei tas medidas de H
2

, CH,,CO, 0
2 

e C0
2 

no eixo da chama central para diferentes distâncias 
de separação entre os queimadores. 

O comprimento da chama foi obtido da concentr~ 
ção de CO no eixo da chama central (dado pelo ponto 
onde a concentração de CO é zero) e por fotografia. 

Dos resultados obtidos experimentalmente, Len 
ze et al. concluiram qu~ em queimadores mÚltiplos, 
o comprimento da chama aumenta com a diminuição da 
distância de separação entre as chamas. Além disso, 
a relação entre o comprimento da chama central e a 
relação distância de separação/diâmetro de saida p~ 
de ser expressa por uma equação simples. Foi observ~ 
do também que os dados de comprimento de chama obti 
dos de fotografia e das medidas da concentração ~ 

xial de CO concordaram bem. 
estudo 

tipo 
Menon e Gollahalli (1985) estenderam o 

anterior para chamas mÚltiplas de propano do 
s uspensas. O comprimento da chama foi obtido por 
tografia. Foi estudada a variação da velocidade 

fo 
de 

"blow-out" com a distância de separação para queim~ 
dores mÚltiplos. 

A interação de chamas suspensas para 2 ou 3 j~ 
tos de propano cessava quando a relação entre a dis 
tância de separação e o diâmetro de saida do queima 
dor (a/d0 ) era de aproxi madamente 20, o que concorda 
va com os resultados de Lenze et al. Para 5 jatos, 
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a interação parecia continuar até a/d0 prÓximo 
30. 

de 

A tualmente, Heitor et al. ( 1991) trabalhan com 
chamas luminosas e não luminosas através da queima 
de gás propano e metano respectivamente. As chamas 
estudadas são do tipo suspensas e os comprimentos 
de chama f oram obtidos a través de observação visual 
e de fotografi a . Uma expressão empirica foi deduzl 
da para quantificar a dependência do comprimento da 
chama com o grau de interação, ou seja, com a proxl 
midade entre as chamas. Os resultados obtidos exp~ 

rimentalmente confirmam o aumento do comprimento de 
chama com o nÚmero de j a tos, com o nÚmero de Reynolds 
e com a diminuição da distância entre os queima 
dores ~ indicam a disponibilidade de oxigênio como 
sendo o efeito dominante no processo de interação. 
Como já havia sido observado por Menon e Gollahalli 
i sso oco~re porque o comprimento de chama depende 
da área de exposição de combustivel, do oxigênio 
disponivel e do coP.ficiente de difusão, aumentando, 
portanto, com o aumento da competição por ar. 

Neste trabalho, é investigado um queimador 
multipontos para acetileno. O gás foi escolhido te~ 
do em vista o seu baixo custo e composição conhecl 
da. O dispositivo experimental foi projetado de ma 
neira a permitir a análise de chamas turbulentas 
mÚltiplas, através da queima de jatos formados pela 
descarga de acetileno de queimadores posicionados 
verticalmente com diâmetros internos de saida de 1, 
2, 3 e 4,4mm. Medidas do comprimento de chama foram 
feitas para 1, 2 , 3 e 5 queimadores de mesmo diâme 
tro, variando- se a distância entre eles . Os queima 
dores foram colocados em linha para 2 e 3 jatos e 
na configuração mostrada a seguir para 5 jatos (Fl 
gura 1). 

Para a situação na qual n = 2 (n representa o 
numero de queimadores), os jatos sofreram 
cia um do outro somente de um lado. Quando 

influên 
n = 3, 

o jato central sofreu influência dos dois lados e 
com n = 5, dos quatro lados. 

As vazÕes de gás foram medidas com o uso de 
placas de orificio projetadas de acordo com a norma 
ASME (1971) e de acordo com Delmée (1989). As pl~ 
cas foram calibradas na Faculdade de Engenharia 



Mecânica da Universidade Estadual de 
(UNICAMP). 

d 

Campinas 

Figura 1. Arranjo fisico dos queimadores (5 jatos). 

Em todos os testes, a velocidade inicial do j~ 
to foi mantida constante para cada conjunto de tubos 
de mesmo diâmetro interno. O comprimento da chama vi 
sivel foi obtido através de fotografia. 

DISPOSITIVO EXPERIMENTAL 

A linha de alimentação foi projetada com o a~ 
xilio de um programa já existente (Ferreira, 199l)que 
com algumas modificaçÕes pode ser usado para o caso 
de interesse . 

Um esquema simplificado da linha é mostrado na 
Figura 2, onde (1) representa o cilindro de acetil~ 

no, (2) o regulador de pressão, (3) a válvula de ag~ 
lha,(4) o dispositivo para medição de vazão, (5) o 
distribuidor e (6) as saidas para os bicos queimad~ 

res. 

Figura 2. Esquema simplificado da linha de alimenta 
çao. 

O distribuidor foi projetado de maneira a pe~ 

mitir até seis saidas para bicos queimadores. Como 
as s aidas foram dispostas simetricamente uma às o~ 
tras, quando se necessitou testar dois bicos queim~ 

dores, duas saidas opostas foram ligadas cada uma a 
um queimador, enquanto as outras quatro saidas eram 
fechadas. Com isso, conseguiu-se para uma dada vazão 
de gás de entrada, dividir-se igualmente essa vazão 
entre os dois bicos. 

Para os testes com três bicos, três saidas s.!_ 
metricamente opostas foram ligadas aos queimadores, 
enquanto as outras três foram fechadas e assim cons~ 
guiu-se distribuir igualmente a vazão de entrada p~ 
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los três bicos. 
Para os testes com cinco bicos, todas as sa2:. 

das foram ligadas aos queimadores e um queimador foi 
posicionado distante o suriciente do arranjo dos o~ 

tros cinco, de maneira a não interferir na queima. 
Os bicos queimadores com diâmetros de saida de 

1, 2, 3 e 4,4mm foram montados em tubos de comprime~ 
to 30cm de aço inox que por sua vez eram dispostos 
e m uma placa de ferro perfurada de maneira a 
tir a variação da distância entre os tubos com 
metro de saida (a/d0 ) de 5, 10, 15 e 20. Uma 

perm.!_ 
o diâ 
placa 

de aluminio foi usada como guia para os tubos, gara~ 
tindo-se, assim, a posição vertical dos bicos e a 
distância entre e les . 

Os testes experimentais foram r ealizados em um 
galpão , livre de vento, para que se reproduzisse uma 
queima de ar parado. 

Para um dado diâmetro de saida do bico queim~ 

dor, por exemplo, 3mm, testes foram feitos em conju~ 
tos de 2, 3 e 5 queimadores, variando-se a distância 
centro a centro entre os bicos de 5, 10, 15 e 20d0 • 

Testes foram feitos, também, com um queimador, visa~ 

do a comparação entre o comprimento da chama indiv.!_ 
dual com o comprimento obtido no caso de chamas mÚl 
tiplas. 

O comprimento da chama foi obtido por fotogr~ 

fia. Foi utilizado filme preto e branco, ASAlOO, e 
as fotografias foram tiradas com ve locidade de 500 e 
abertura 4. A distância e altura da câmara aos 
madores foi mantida constante para cada conjunto 

que.!_ 
de 

queimadores de mesmo diâmetro. 
Para que se pudesse encontrar o comprimento da 

chama , dois métodos foram usados. 
No primero método, uma escala padrão foi con~ 

truida e fotografada em posiçÕes diferentes da placa 
perfurada, posiçÕes essas que nos testes correspo~ 

diam às posiçÕes dos tubos com os queimadores . Com 
as fotos da escala padrão pode ser encontrado para 
cada posição, a relação existente entre o comprime~ 

to verdadeiro e o obtido na fotografi a . 
No segundo método, duas escalas foram fixad as 

atrás da placa perfurada e a escala padrão foi fot~ 
grafada nas mesmas posiçÕes descritas no primeiro m~ 
todo . Comparando-se a escala padrão com as duas esc~ 
las através das fotos, gráficos do tipo mostrado na 
Figura 3 puderam ser montados. 

L escalo 

(cm) 

100 

80 

60 

40 

20 

20 40 60 80 100 

POSIÇÃO I- 2 

L verdadeiro 
I çm) 

Figura 3. Gráfico para obtenção do comprimento da 
chama em função do comprimento da escala. 
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Para a determinação do comprimento da chama, 
entra-se no gráfico com o valor encontrado na foto 
grafia nas escalas e o comprimento verdadeiro pode 
ser obtido. 

RESULTADOS OBTIDOS 

Os dois métodos descritos no item anterior fo 
ram usados para a determinação do comprimento da cha 
ma. Como a variação entre eles foi mlnima (dentro de 
aproximadamente 1%), optou-se per considerar o compr~ 
mento obtido pelo primeiro método para a análise dos 
resultados. 

Queimadores com diâmetro de 4,4mm 

Para o estudo da chama individual, dois artifl 
cios foram usados. Testes foram feitos inicialmente 
com duas saldas do distribuidor abertas, posic iona~ 

do-se os queimadores de maneira a não haver influên 
cia de uma chama sobre a outra (situação 1). Quando 
dos testes com cinco queimadores, as seis saldas do 
distribuidor foram ligadas aos queimadores, um que~ 

mador foi mantido isolado do arranjo e o comprimento 
da chama individual para e sse caso foi também anali 
sado (situação 2). 

A Figura 4 mostra o comprimento da chama indi 
vidual em função do nÚmero de Reynolds na salda do 
queimador para os dois casos. As curvas da Figura 4, 
bem como as subsequentes, foram obtidas por interp~ 

lação logaritmica com auxilio do software Grapher. 

70 

L (cm} 5o 

~ SITUACAO 1 
x !!_ ~x_x SITUACAÜ 2 

e e 10 

Reynolds/ 1000 
12 

Figura 4. Variação do comprimento da chama com o nu 
mero de Reynoltls na salda do queimador 
(n ~ 1, d0 = 4,4 mm). 

A Figura 5 mostra os resultados obtidos quando 
dois queimadores foram usados com a/do igual a 5, 

10, 15 e 20. No gráfico, considera-se o nÚmero de 
Reynolds na salda de cada um dos queimadores. Neste 
caso, n = 2, cada curva representa um arranjo com d~ 
is queimadores. 

Para a queima com três bicos, os queimadores 
foram colocados em linha e a distância entre eles 
foi variada de 5, 10, 15 e 20 d0 • A Figura 6 aprese~ 

ta os resultados obtidos para o arranjo com 
queimadores. 

três 

Para os testes com cinco queimadores o arranjo 
adotado foi o mostrado na Figura 1. O compri. :ner.to da 
chama central foi medido e os dados obtidos são mos 
trados na Figura 7. 
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Figura 5. Variação do comprimento da chama com o nu 
mero de Reynolds na salda do queimador 
(n = 2, d0 = 4,4 mm). 
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Figura 6. Variação ào co:.1primento da chama com o nu 

L (cm) 

mero de Reynolds na salda do queimador 
(n = 3, d 0 = 4,4 mm). 
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40 
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Figura 7. Variação do comprimento da chama com o nu 
mero de Reynolds na salda do queimador 
(n = 5, d0 = 4,4 mm). 
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Das Figuras 4-7, o gráfico da Figura 8 pode 
ser levantado. Adotando-se um valor intermediário 
para o nÚmero de Reynolds na saida do queimador, por 
exemplo, 9,0 x 1d, o comprimento da chama é dete~ 

minado para cada arranjo de queimadores (n = 1, 2, 3 
e 5) e para cada relação a/d0 • 

80--, =n= 5 
~n = 3 

c ~n = 2 
ti..!..U n = 1 

70-1 c 

L (cm) 80-j ~' 
50 ...J ~ 

4.0 ~iii i I i i i I li I I I I i I li li li i I Iii 1' 11 i I I li I I I i I I 

o 4 8 12 16 20 

a /do 

rrTTl 
24 

r e Figura 8. Variação do comprimento da chama com a 
lação entre a distância de seoaracão e o 

diâmetro de saida do queimador (d0 =4,4mm, 
Recto = 9,0 x ld -). 

Queimadores com diâmetro de 3,0mm 

Na Figura 9 o comportamento de chamas 
plas é mostrado em função da distância de 
para queimadores com diâmetro de 3,0mm e 
9,0 X ld. 

mÚlti 
separaçao 

Redo = 

75 

65 

L (cm) 55 

4.5 

=n = 5 
~n = 3 
~n= 2 
~·n = 1 

-=:::::::::: 
35-hTrnTrnTrnTrnTrnTTnTrnTrnTr~rnTr~~ 

o 4 ,B 12 

a/do 
16 20 

Figura 9. Variação do comprimento da chama com a 
lação entre a distância de separação e 

24 

r e 
o 

diâmetro de saida do queimador (d0 = 3,0mm, 

Rede = 9,0 x ld '). 

Queimadores com diâmetro de 2,0mm 

Os bicos queimadores com diâmetro de saida de 
2,0mm foram testados com distâncias a/d0 de 10,15 e 
20. Não foi possivel realizar testes com a/d0 igual 
a cinco por não haver espaço fisico para montagem. 

A Figura 10 mostra a influência do nÚmero de 
queimadores no comprimento da chama para Recto igual 
a 8,0 x ld ·. 
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30 
6 10 13 16 1g 22 
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Figura 10. Variação do comprimento da chama com a r~ 
lação entre a distância de separação e o 
diâmetro de saida do queimador (d 0 =2,0mm, 
Recto = 8, O x 1d ) . 

Queimadores com diâmetro de l,Omm 

Para os testes com queimadores de diâmetro de 
sai da igual a l,Omm, a relação a/do foi feita igual 
a 15 e 20 . Testes com distância s de separação de 5 e 
10d0 não foram feitos por não ser possivel a monta 
gem dos tubos para essas distâncias. 

Para um nÚmero de Reynolds na saida de cada um 
dos queimadores igual a 7,0 x ld, o comprimento das 
chamas obt idas para cada arranjo de queimadores 
mostrado na Figura 11 . 

50 =n = 5 
~n= 3 
~n = 2 
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L (cm} 35 

30 ~ 
25 

20 
13 14. 18 18 1g 
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e 

21 

Figura 11. Variação do comprimento da chama com a r~ 
lação entre a distância de separação e o 
diâmetro de saida do queimador (d0 =1,0mm, 

Redo = 7,0 x ld ). 

Na maior parte dos testes com diâmetro de sa1: 
da de l,Omm as chamas não estavam ancoradas nos quel 
madores (a distância entre a saida do queimador e o 
inicio da chama era menor que lcm). O comprimento da 
chama foi tomado da· saida do bico queimador até o 
final da porção visivel da chama. 

ANÁLISE DOS RESULTADOS 

Dos resultados obtidos comprovou-se que para 
queimadores multipontos o comprimento da chama aume~ 
ta com o nÚmero de queimadores, com o nÚmero de 
Reynolds e com a diminuição de separação entre os 



queimadores. 
A influência da distância de separaçao no tama 

nho da chama é notável, uma vez que com a diminuição 
da distância, o acesso de oxigênio fica prejudicado, 
provocando um aumento no comprimento da chama. 

Das Figuras 8-11 observa-se que para o arranjo 
com dois queimadores, quando a distância de separação 
entre os queimadores se aproxima de 20d0 , o compr! 
mento de chamas mÚltiplas se aproxima do valor do co~ 
primento da chama individual. Esse valor, para o qual 
a interferência de uma chama sobre a outra deixa de 
existir, pode ser es timado das equaçÕes desenvolvidas 
por Kanury (1977) e Spalding (1979) para o formato 
de chamas turbulentas. 

Para o acetileno, o valor máximo da largura da 
chama encontrado das equaçÕes anteriores é de 14,6d0 

segundo Kanury e de 15,2d0 segundo Spalding. Para di~ 
tâncias de separação entre as chamas maiores que es 
ses valores, as chamas não se tocam e os comprimentos 
das chamas obtidas tendem ao valor para o caso da 
chama individual, o que foi comprovado com os testes 
experimentais. 

Para os arranjos com três e cinco queimadores, 
uma distânc ia de separação entre os queimadores maior 
que 20d0 é necessária para que uma chama não interfi 
ra na outra, já que mantendo-se o número de Reynolds 
na saida dos queimadores constante e aumentando-se o 
nÚmero de queimadores, a disponibilidade de oxigênio 
se torna cada vez menor resultando em chamas maiores . 

O comprimento da chama individual de acetileno 
foi também estudado visando a comparação com os dad os 
da literatura. Plotando-se os valores de L/d

0 
obti 

dos, em função da velocidade de saida, observa-se o 
aumento do comprimento da chama com o aumento da vel~ 
cidade de saida. Para a descarga de gás com velocida 
des acima de 70m/s, nota-s e que o comprimento da cha 
ma tende a se manter constante e prÓximo do valor de 
220d0 , valor esse comprovado dos dados experimentais 
obtidos por Mungal e O'Neil (1989). Os comprimentos 
obtidos das soluçÕes de Kanury e Spalding são respe~ 
tivamente de 188d0 e 178d0 , indicando um erro da or 
dem de 20% entre os valores teÓricos e os experime~ 

tais, o que representa um bom resultado tendo em vis 
ta as simplificaçÕes adotadas nos dois modelos. 

Na tentativa de encontrar a melhor solução para 
a queima de uma dada vazão, m, de gás, o comportame~ 

to dos comprimentos das chamas obtidas nos diferentes 
arranjos de queimadores foi estudado. 

Observou-se que p~ra um dado diâmetro de saida, 
o compriment9 da chama diminui com o aumento do numero 
de queimadores para uma dada vazão constante e para 
a/do igual a vinte. Isso significa que se um determ! 
nado m é queimado através da descarga de um Único b~ 
co queimador, o comprimento da chama resultante e 
maior do que se essa vazão fosse distribuÍda entre 
dois queimadores (duas chamas menores que a primeira 
seriam obtidas) e assim sucessivamente para três e 
cinco bicos de mesmo diâmetro. 

Tal situação pode ser explicada pelo fato que 
ao dividir-se um dado m entre vários queimadores, di~ 
tantes uns dos outros, de maneira a atenuar a influ 
ência de uma chama sobre a outra, vários jatos ind~ 
pendentes são formados e a mistura do gás combustivel 
com o oxidante é facilitada, a combustão se torna 
mais eficiente com a consequente diminuição dos com 
primentos das chamas. 
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A 1nfluência do diâmetro de saída do queimador 
no comprimento de chamas múltiplas foi também anali 
sada. Para o mesmo número de queimadores, observa-se 
que para um número de Reynolds na saída dos queimad~ 
res constante, chamas maiores são obtidas com o 
menta do diâmetro de saída dos queimadores. 

CONCLUSÕES 

au 

Os resultados obtidos para cs comprimentos de 
chamas múltiplas de acetileno comprovaram os result~ 
dos dos trabalhos existentes na literatura para que! 
madores multipontos. 

A influência da disponibilidade de oxigênio no 
comprimento de chamas múltiplas foi notada uma vez 
que com o aumento do nÚmero de queimadores e com a 
diminuição da distância de separação entre os bicos, 
chamas maiores foram obtidas. 

Para o arranjo com dois queimadores, observou-
-se que quando a distância de separação entre os 
queimadores se aproximava de 20d0 , a interferência 
de uma chama sobre a outra deixava de exi s tir. Esse 
valor concorda com o valor estimado das equaçÕes de 
senvolvidas por Kanury (1977) e Spalding (1979) para 
o formato de chamas turbulenta.s. 

O resultado obtido experimentalme~te para o 
comprime~to da chama individual de acetileno mos 
trou-se coerente com as informaçÕes mais recentes da 
literatura. 
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ABSTRACT 

The intePaction between tuPbulent acetylene 
flames is investigated expePimentaLLy thPough the 
anaZysis of theiP visibZe Zengths. The study involves 
the chapaatePization of 1, 2, 3 and 5 flames form ed 
py papaZLeZ jets of acetyZene. The Pesults show 
that the flame Length of muZtipZe jets of equaZ 
radii and equaZ initiaZ veZocities incPeases when 
the fZame sepaPation distance decPeases and when the 
numbeP of jets incPeases. 
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ESTUDO DE INJEÇÃO SECUNDÁRIA 

EM MOTOR FOGUETE 
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SUMÁRIO 

Este é um estudo de injeção secundária de líquido como um método para controlar o componente 
lateral do empuxo. Os componentes lateral e axial foram medidos usando células de carga. Os 
resultados mostram a importância dos parâmetros que influenciam a força lateral, o valor máximo 
desta força e a interdependência entre os componentes dos empuxos axial e lateral. 

INTRODUCÃO 

O objetivo deste trabalho visa obter a influência da injeção de 
um fluido na parte divergente da tu beira de um motor -foguete, 
sobre o empuxo produzido por este motor. 

Este é um dos métodos existentes para corrigir ou possibilitar 
que um veículo propulsado a motor foguete desloque-se no espaço 
segundo uma trajetória pré-estabelecida. 

Este problema foi estudado por vários pesquisadores, que 
apresentaram resultados bastante significativos. Entre estes des­
tacam-se os seguintes: Seghal et al.~ (1964), os quais analisaram 
a interação entre o líquido injetado e os produtos de combustão 
em escoamento através da tubeira. Levaram em consideração 
o mecanismo de atomização do fluido injetante, a taxa de eva­
poração e a formação de onda de choque. Walker et ai., (1964) 
mostraram a influência das propriedades físicas do líquido inje­
tante sobre o empuxo. Green et ai., (1967) basearam-se em re­
sultados experimentais para encontrar expressão que possibilita 
calcular o empuxo. Wu et ai., (1961), estabeleceram um modelo 
considerado válido para pequena vazão mássica do líquido inje­
tante. Após a injeção, o líquido segue na direção do escoamento 
principal, interagindo com o mesmo, até a sua vaporização com­
pleta. 

Nesta pesquisa foram realizados trabalhos experimentais que 
permitiram determinar o empuxo modificado pela injeção do 
líquido, considerando a maioria dos fatores que influenciam no 
sistema injetor. 

DESCRICÃO TEÓRICA E. OUTRAS CONSIDERACÕES 

A injeção de líquido na região de escoamento supersônico 
de uma tubeira de um motor foguete produz uma componente 
do em puxo na direção perpendicular ao eixo do motor (em puxo 
lateral) devido a combinação de três efeitos: a) Empuxo causado 
pelo simples fato de ocorrer a injeção do líquido; h) Pressão sobre 
a parede da tu beira proveniente da formação de onda de choque; 
c) Idem, resultante da adição de massa e energia no escoamento. 
Estes efeitos são ilustrados na fig. L 

As características de um sistema injetor compreendem os se­
guintes fatores: a) Vazão mássica, composição e a pressão do 
líquido injetado; b) A quantidade, a localização e a área da seção 
transversal de saída do orificio injetor. c) A direção do líquido 
injetado. 

ESCOAMENTO 

LIQUIOO VAPOAIZAOO 

Fig.l- Sistema de lnjeção Uquida 

A seleção dos fatores acima foi baseada em publicações so­
bre o assunto ou por facilidade experimental. Desta forma, no 
que concerne ao item (a), estabeleceu-se para a vazão mássica 
um valor em torno de 10% da vazão mássica do escoamento 
principal. Esta quantidade era obtida através da variação da 
pressão de injeção, a qual apresentava um valor máximo de 8 
MPa (~ 79atm). Como líquido injetante foi utilizado a água, 
apesar de se conhecer que a benzina, freon 12B2 , freon 11482 , 

N20 4 (tretóxido de nitrogênio) são substâncias que produzem 
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maiores alterações no vetor empuxo (ver fig.8) . · 
Zeamer (1975) discute o número ótimo de orifícios, o qual 

depende da vazão mássica do líquido injetado. Neste trabalho 
experimental como o valor desta vazão foi pequeno, utilizou­
se apenas um orifício injetor com diâmetro igual a 1,5mm. A 
curva de calibração do mesmo foi levantada, possibilitando a 
determinação do coeficiente de descarga (Cv), que' é definido 
como sendo a razão entre vazões mássicas real (mreal) e ideal 
( mideaJ). 

Tomando como aceitável o estudo de Zeamer (1975) sobre 
a localização ótima do orifício injetor, este foi perfurado na 
distância x = O, 3L (L= comprimento da parte divergente da 
tubeira), admitindo-se por volta de 1° (um grau) a inclinação 
do vetor em puxo. O ângulo de injeção ( <P) foi escolhido igual 
a 0° (zero grau) com a finalidade de possibilitar que a hipótese 
do líquido injetado acompanhar a direção do escoamento seja 
considerada válida. 

Conforme mencionado anteriormente, os trabalhos experi­
mentais foram realizados injetando-se uma pequena quantidade 
de fluido (água) na parte divergente da tubeira. Esta pequena 
quantidade foi sugerida por Zeamer (1975), estudando a otimi-



zação deste parâmetro. A componente lateral do empuxo (FL) 
(perpendicular a linha de centro da tu beira) foi obtida através de 
Wu et al., (1961), os quais levaram em consideração dois efeitos: 
a) Vaporização do líquido injetado (Fa)i b) lnjeção secundária 
de fluido (Fb)· Os demais efeitos foram desprezados. 

FL = Fa + Fb 

As hipóteses de Wu et al., (1961) são mostradas na fig. 2, onde 
o líquido injetado é admitido seguir na direção do escoamento 
principal. 

escoamento 
principal 

-1-+-f-.---Vapor doliquido 
injetado 

Fig. 2- Modelo de injeçao secundário proposto por 
Wu e AI li (1961 l 

2 m-. J .qx.Ax.Ç.~.cosa M; -1 mx 
Fa = (p - Px )Akcosa 

onde qx é a pressão dinâmica igual a ~ Px v;, Ax é área da seção 

transversal em x, Ç é a razão entre as vazões mássicas da quan­
tidade vaporizada e aquela injetada. 

Fb = [miVj +·(Pi- Px)AiJcos</> 

sendo 4> o ângulo da direção de injeção e a perpendicular a linha 
de centro da tu beira. No caso deste trabalho o valor deste ângulo 
é igual a zero grau. 

TRABALHO EXPERIMENTAL 

O banco de ensaio (fig.3) utilizado para as experiências foi 
o do laboratório de propulsão do Instituto de Aeronáutica e 
Espaço, o qual era equipado com duas células de carga para 
obtenção dos esforços lateral e axial e dois transdutores que pos­
sibilitaram a determinação das pressões no interior da câmara 
de combustão e de injeção do fluido. 

De acordo com as fig. (3 e 4) o esforço lateral foi medido 
na seção (b) (FL)b, mas levando em consideração a discussão 
de Green et al., (1967) ele deveria ter sido obtido na seção (h), 
situada a (xh/x.) = 0,90, onde Xh ex. são as distâncias entre 
a garganta da tu beira e as seções (h) e (e) (saída) deste compo­
nente. Uma vez medido (FL)b, o valor do esforço na seção h, isto 
é, (FL)h, é obtido a partir de uma curva de calibração resultante 
de um trabalho experimental (fig.5) 

Foram realizados três ensaios utilizando propelentes "com­
posite", com parâmetros representativos mostrados na tab.l. 

As curvas experimentais obtidas foram pressões (na câmara 
de combustão e de injeção) e componentes do empuxo (axial e 
lateral) versus tempo. Estas curvas permitem obter os dados 
constantes da tabela 1. O valor da vazão mássica do líquido 
injetado mi foi obtido entrando na curva de calibração com a 
variação de pressão através do orifício injetor (pressão de injeção 
menos pressão na seção de saída do orifício). 
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O impulso específico lateral (/sp )L é definido como a razão 
entre a componente lateral do empuxo (FL)h e o produto entre 
mj e g (aceleração da gravidade). 

(C) e !DI- PRESSÕES ESTÁTICAS DE INJECÃO 

E DG INTERIOR DA CÃII!ARA DE COMBUSTÃO. 

!Ale !BI -·ESFORÇOS NAS DIRECÕES AXIAL E TRANS­

VERSAL. RESI'ECTIIIAMENTE. 

lGl--· FR(·TENSOR [•f CARGA AXIAL 

( f 1-· REST R I CÃO A E LEV.~CÃO DO 5UfOR­
TE DO CARRO. 

INJECÃO 

Fig. 3- Diagrama Esquemático do Banco de Ensaio. 

lei 

p/ <'7//Z- . //.. I bk:lJ. SECÃO DE 

PC SAlDA C•OS 
GASES 

i / ,· ,· / / / / / . ,.- / I '1iNJECÃO PRESst\0 DE 

. Ía\1NJECAO NA 

GARRAFA DE REGULADOR 
N I TROGÉ'IIII O DE 

PARA PRES PRESSÃO 
SURI7A('AO 
DO F'LUÍOO A 
SE~ INJETAOO 

VfiS() DE PRESSÃO 

COI\! ÁGUA 

------'.~!JsEÇAO X 

i; ;arrir da gar~anra l 
VÁLVULA 

Fig. 4- Diagrama esquemático do sistema da tu beira e seções 
representativas da tubeira (seção (b), localizada a 0,060m (d) do 
orifício injetor segundo Green et al., (1967)). 

(F L) h 

14,0 

experimental 

I I I I I -0Jr I I ~~ -~ -~~ 120 140 IF.) "' ~,.. • ~ - ' . \ L b 

Fig. 5 - Curvo de Cal i broção 



Tab 1- Resultados de Ensaios Realizados na PressCio Ambiente de 713mm Hg. 

EXPERIMENTO 
PARÂMETRO I 2 3 

25 24 25 

6,050 5,980 6,090 

3,7 4,7 4,9 

1,635 1,272 1,243 

q154 0,173 0,132 

Na tabela 1 é mostrada a colllparaçào entre os valores expe­
rimentais e teóricos. Nas fig. 6 e 7 são comparados os resultados 
experimentais deste trabalho com aqueles de Green et al. (1967). 

Para se ter uma melhor idéia do problema de injeção se­
cundária é interessante comparar os resultados aqui obtidos com 
aqueles apresentados por Capot(1984). Esses valores de Capot 
mostram a influência da composição do fluido injetado (fig. 8), 
da pressão de injeção (fig.9) e da localização do orifício injetor 

(fig. 10), sobre o desempenho da injeçiio secundária. Este de­
sempenho é representado pela evolução da razão (FL)h/ Faxial em 
função de mifmx, em termos percentuais. A simbologia empre­
gada tem o seguinte significado: a) (FL)h e Faxial são as compo­
nentes do vetor empuxo nas direções perpendicular e paralela a 
linha de centro da tubeira; (b) mj em.,, são as vazões mássicas 
do líquido injetado e do escoamento principal. 

(Subscrito!: g::: :;~ar;-::~nta d..J t•Jbeira~x=s!>ção transversal 

da tu beira onde se encontra o orif(cio injelor; 

6,0 

4,0 

2,0 

e= seçOO tran!lversal de sa(íla da lub.;ira; 

c= cá moro de combustão 

.::---+-- Green 
----.-:::::=::~k;=:==:~6~7 Ensaios 

QP·+-------~-------L·-------"-------~--------
1,6 3,2 4,0 4,8 

Fax ia I 
Fio.6- Irnpulsoespec(fico do injetante em relac;üoa razão 

de esforços 

I 
' 

PARÂMETRO 

Impulso especifico lateral 

C lsp)L Is) 

( FL)h 
-- (

0/o) 

Faxial 

3 
Dg xiO ( m I 

( OX)Inj X J0
3

(m ) 

PARÂMETRO 

ERRO (%1 

I FL) h 
(! 5 ,.JL = 

t' inj g 

ERRO ( %1 

3.2 

2,4 . 

Ensaias 

Green 
1,6 

' 

E X PER I ME N TO 
I 2 3 

45, !') 4 4,5 43,2 

2,27 3,46 2,88 

24,63 25,24 26,13 

40,65 41,26 42,15 

74,2 74,2 74, 2 

4-~.o 31,2 28,0 

2,72 2,67 2,60 

:3, o 8 8,64 8,06 

9,4 2 13,6') 10,62 
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2 3 
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+ (),88 +- 4,::14 f. 2,3' 
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s.o BP 1o,o 12,0 14p n.i 

~ 
Fig. 7- Razão de esforços em relação a razão de fluxos 

móssicos 
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tFL)h "4 

ap 1- Fa,üal 
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6,0 

sp 

4,0 

3P 
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A
0
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Aj dr e a da aeção transversal da saí da 
da tu beira. 
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orifício injetor. 
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Na fig. 8, observa-se que a localização do orifício injetor, 
segundo Zeamer (1975), é realmente uma boa indicação para o 
posicionamento deste orifício. O resultado do ensaio 1 deveria 
ser superior ao~ (maior pressão de injeção) atribuindo-se a este 
fato algum problema com a fabricação do propelente, pois os 
dois ensaios usavam propelentes de lotes diferentes. 

o v~_...~-
1 I I _ __L_ % 

O indicativo da coerência dos resultados são os seguintes 
fatos: a) Todos os ensaios foram realizados com um propelente 
de mesma composição, mas aquele do ensaio 1 era proveniente 
de um lote com v:Ja útil vencida. Esperava-se que o ensaio 
No.1 (Ping = 56, 3bar) apresentasse valores de parâmetros de 
desempenho inferiores aqueles dos ensaios 2 (Ping = 69, 2bar) 
e 3 (Pinj = 41,8bar). Isto foi confirmado nas fig. 8, 9 e 10; 
h) A fig. 8 também mostra a localização ótima do orifício inje­
tor, fornecida por Zeamer (1975), pois os valores são superiores 
aqueles de Capot (1984); c) A fig. 9 mostra que Capot (1984) 
também se preocupou com a localização ótima do orifício inje­
tor, trabalhando com fluoreto de boro; d) A fig. 10 mostra os 
resultados de Capot (1984) fornecendo a influência da pressão 
de injeção sobre o desempenho. Observa-se que, no caso deste 
trabalho, a vazão mássica mi é função de pressão de injeção , 
pois o valor do orifício injetor era fixo . Esta figura de Capot 
(1984) mostra que, no caso da água, poder-se-ia, obter o desem­
penho do ensaio No. 2 com a pressão de 41, 8bar (ensaio 3), 
aumentando a vazão mássica através do aumento do diâmetro 
do orifício injetor. Isto não aconteceria com o fluído usado por 
Capot (1984). Este resultado é coerente, pois indica que poderá 
existir um diâmetro ótimo do orifício injetor diferente do usado 
nestas experiências ( Dmj = 1, 5 x 10-3m). 

2P 4,0 6,0 8,0 10P 12,0 14,0 

[ 
~ (Axlinj J 

FIxados : Ag"= 24 ; Ag = 5,9; Pinj =50 bar e Pc =50 bar 

Fig. 8 -Influencia do composição do liquido injetado 

\FL)h 'Y. 

1,0 1-Faxial 

6,0 
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4,01 biRazões: 
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1,0 

~=24 
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[ "'i'"'J "~· 
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CONCLUSÃO 

De acordo com a tab.1, os valores teóricos e experimentais 
estão dentro de uma imprecisão inferior a 10 por cento. O fato do 
modelo teórico utilizado apresentar um valor empírico (Ç = ~) m, 
imposto arbitrariamente, impede de se considerar o problema de 
modelamento teórico da injeção resolvido. A única observação 
que torna o uso deste modelo aceitável é que o valor de Ç foi 
mantido o mesmo para todos ensaios. 

No que concerne as comparações entre valores experimentais 
(fig.6 e 7), pode-se concluir que, apesar destes encontrarem-se 
dentro da mesma ordem de grandeza, eles não estão numa pre­
cisão infe.rior a 10 por cento, como seria desejado. Explica-se 
estas diferenças devido ao desconhecimento das condições reais 
dos ensaios de Green et al., (1967). Isto impede de se reduzir 
todos os resultados dos ensaios a uma mesma condição padrão 
antes de se fazer comparações. 

As comparações dos resultados experimentais deste trabalho 
com aqueles de Capot (1984) (fig. 8, 9 e 10) mostram a validade 
dos experimentos realizados, fornecendo informações necessárias 
para justificar novos ensaios. Estes seriam ensaios com fluidos 
que produzissem maiores desempenhos. 
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ABSTRACT 

This is a secondary liquid injection study as a rocket engine 
method for providing a side thrust control. Axial thrust and 
side force were measured using strain gauge force transducer. 
The results show the relative importance of the parameters on 
which side force depends, the maximum side force that may be 
produced and the interdependence of axial thrust augmentation 
and side force. 
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THEORY AND DESIGN TECHNIQUE FOR 
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SUMMARY 

TIU.A won..k. -'ltucü._e-1 a liq,ui.d atOITÚ.Jell. whe~~.e the wwpJ..et-1 Q/l.e Ç}eJLMated by a 
liqpi_d jet impac:tifl.ÇJ on a -1olid taAÇJet ( -1pJ..a-1h pJ..ate atoiTÚ.JMl . Jt -'lUÇJÇJe-'lt-1 a 
theo/l.eti_caJ.. modeJ.. by de-'!C/I.j_bifl.[J the dll.opJ..et -1j_Je dj__.jtJI.j_bution f_unction aliowifl.ÇJ the 

caJ..cuJ..ation of_ j_;t-1 moment-1, one of_ them, the 5aute~~. fllean Di_amete~~. whi_ch u then 
a-1ed to opti_mi_J.e the atomi_JM de-1j_[Jn, 

INTRODUCTION 

Liqui d atomizers where the droplets are 
generated by a jet impac t ing a solid target (splash 
plate atomizers ), have the convenient advantage of easy 
calibration,since it is simpler to adjust thi s set up 
tha n t o do the precise alignment of a pair (or more) 
of impinging l iqu id jets . However, it is known that, 
while the l ater technique of spray generation has 
f ound wide application , the former one has a ver y 
limited use. A reason for this might be the lack of a 
theory to allow for proper design and optim i za tion. 
Thi s suggests a theoretical model for th is ki nd of 
droplet generation device, describing the droplet 
siz e di s tributi on function, calculating some of its 
moments (one of them the Sauter Mean Diame ter) and 
then using the behavior of this parameter as a method 
to optimize the atomizer de s ign. 

GOVERNING EQUATI ONS 

It has been shown by Couto (1992) that the 
droplet size distribution function in a spray formed 
by impinging jets is given by: 

f(q,) 
6V R2 

o 
sine 

n.&d.(l-cose.cos<j>) 
V l-cos2 e. sin2 

<1> ' (1) 

The a bove equation is obtained for two identical 
cylindrical liquid jets of radius R, velocity V0 in 
a quiescent medium colliding obliquely at an angle 29 
and where <1> is the az imuthal angle as sketched in 
Figure 1. In that equation dct, the droplet diameter, 
can be written as (Dombrowski and Johns, 1963 and 
Couto and Bastos-Netto, 1991 ) : 

(2) 

where ~ (cp) is the viscosity, a (dyn.cm- 1
) the 

surface tension, PL (g.cm~) the liquid density and 
dL (cm) is the ligament diameter given by: 

( 

k2 2 ) v 
6 [ ( k • u 7) v J l/S 

dL =0.9416 .a • 1+2.60~ · P ,' 
5 

(3) 
p • PL' U 72. PL . a 
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TOP VIEW 

Figure 1. Shee t formed by impinging jets . 

where p (g.cm_,) i s the density of the gaseous 
medium,U can be tak en nearly equal to the jet veloci ty 
(Dombrowski and Johns,l963) and k is written as 
(Couto and Bastos-Netto , 1991): 

k 
R2 sin3 e 

(1 - cose . cosq,) 2 (4) 

It is known that the impinging jets generate a 
s heet whose symmetry plane acts as a rigid surface 
(Hasson and Peck, 1964). This leads us to the 
conclusion that a solid target can nicely simulate 
this rigid surface if this target is taken to be 
planesmoth and equal to, orslightly bigger than the 
impacting cross section, so to prevent the influence 
ofsurface tensionandwall shear. Thus, it is straig)lfonNard the 
use of the above reasoning to construct the droplet 

·size distribution function in a spray generated by a 
single liquid jet impacting a solid target as 
suggested in Figure 2. Is has been shown by Couto 
(1992) that the number of droplets of a given 
spherical volume Vct generated per second, dn, 
between <1> and <1> + dq,, can be written as: 

(5) 
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Figure 2. Schematics of an splash-plate atomizer. 

where VE is the volume flow rate streaming out the 
sector d~ as shown in Figure 2. Assuming as before 
(Couto, 1992 and Hasson and Peck, 1964) that the mass 
flow rate is conserved within this angular 
differential element, one may write: 

dVE dVe (6) 

where the subscripts "E" and "e" stand for the sheet 
and the jet cross sections respectively. From this 
point on, fo1lowing Couto (1992), it is easily shown 
that the distribution function, f(~) = dn/d~, 
becomes for this kind of atomizer, 

3VoR' sine 
f(~)= n.~ .(1-cose.cos~) 

d 

1-cos' e.sin2 ~ (7) 

Moments of f(~) can be obtained using (7) along 
with (2), (3) and (4). Of special interest in the 
field of combustion is the so called Volume-Surface 
mean diameter or Sauter diameter, Xvs' defined as 
(Marshall, 1954): 

x 

RESULTS 

vs 

EX(~_)' 
J 

EX(~ ) 2 

j 

f(~.) .ll~. 
(8) J 

f(~.l.M. 
J J 

Figure 3 shows the Sauter mean diameter for 
several liquids in a given configuration. Notice 
that, as in the case of twin impinging jets (Couto, 
1992), a minimum occurs ata given value of ~-

CONCLUDING REMARKS 

This interesting feature (a minimum value for 
the Sauter diameter) suggests that the optimum 
impacting angle for the splash plate atomizer is 
around 35°, as this situation allows for a maximum 
fuel evaporation rate. 

The authors feel that this formulation will 
allow the increased use of these simple atomizers, 
although it is known that injectors consisting of PAT 
(Preatomized triplet) elements have heen used in 
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liquid rocket engines. Each PAT element consists of 
two oxidizer splash plate orifices and a single 
fuel, hollow cone swirler, so that fuel and oxidizer 
are atomized prior to contact. Recent experimental 
results have shown that this arrangement l eads to 
energy release efficiencies grater then 99% at their 
design oxidizer/fuel ratio (Shbenman, 1991). 
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Figure 3. Sauter mean diameter for various liquids 
vs impinging angle e for a given 
configuration (R=0,05cm, U=3000cm.sec- 1 ). 
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RESUMO 
Pr opõe-se método de cá lcu l o de câmaras de combustão (C.C.) de escoamento 
cli L<::"to c om estabilizado res anelare·s de chama (em particular, C.C. 
secundária em turb i nas aeronáuticas). Utilizam-se as equações de 
conservaç ã o da massa , da quan tidade de movimento e da energia em suas 
formas int egrais e a equação adiabática. A velocidade da chama e o tempo 
de combustão são considerados funções conhecidas de parâmetros do fluxo. 
Com ba se nos resultados dos cálculos, explicam-se algumas 
par t i c ul ~1i dad es d o p rocesso em C. C. reais. 
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-área da s~cção transver s al; · · 
- área da supe rfí c ie da frente de chama; 
- cal o r re cebido por unidade de massa d a 

mi st ura; 
- c ap ac idade cal orifica do gás ã 

pr essã o c onstan te; 
co e ficiente de exc es so d e ar; 

- densidade absoluta ; 
entalpia ; 

- es cala de turbulência; 
- e ip o e nt e adi abá t i co; 
- in t ens ida de d ~ turbulênc ia; 
- ord <" nada; 
- parte relativa da ma téria queimada ; 
- pr ess ão ; 

quant idad e d e estabiliz ado res de 
chama. 

- raio da càn1a r- ~ d ·-:- ,·;uJ;dY. J .... ~:~ :: o; 
- t emp e t·atura Kelvin ; 

- tempo de cornhq ~;tão; 

- vel oc idade d e p1 0p a ga çã o da c hama; 
- ve l oc idade d o gás ; 

!NDICES 
j - indi ce de s oma. 
c -mi s tura inicial; 
p - produtos de c ombust ão ; 
i - se cçã o de núme r o i; 
o - se cção inicial; 
z - zona de c ombustão; 

INTRODUÇÃO 

A l ibe raçã o de cal or em ç ãma ra s de 
combus tã o de es c oamelilo di t eto ( fig. 1 ) é 
condiciona d a pela propagação da chama n o 
flux o inicial de mistura combustível que é 
introduzida continuamente na c âmara de 
combus tão. 

Figura 1. Esquema de turbina aeronáutica com 
câmara de combustão secundária. 
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A chama que se propaga do estabilizador 
cria superficies que formam um certo ângulo 
com a direcão do fluxo. Esse ângulo depende 
da relação entre a velocidade da chama e a 
velocidade do escoamento. Em condições de 
escoamento turbulento a superfície inicial -
frente de chama - é a fronteira, atrás da 
qual se encontra a zona de combustão , de 
extensão considerável. Assim, as dimensões da 
câmara de combustão são determinadas pela 
velocidade de propagacão da chama U~ e pelo 
tempo de combustão t ". As grandezas · UT e tn 
são funções conhecidas (Talantov, 1975) dos 
parâmetros hidrodinâmicos e fisico-quimi c os 
do fluxo: 

u-a . 6.U+ b.V.e 
c n Jln(l+V.e/Un) 

c.1 0 .ln(l+V.e/Un) 
tn-----~--~------~-

V.e 

onde a,b , c - coeficientes constantes (a~1; 
b ~ 2 , 4; c~ 4 ) , u, vel oc idade normal de 
propagação da c hama. 

O problema resume-se em calcular o 
comprimento da câmara e a distribuição de 
parâmetros ( p, V e T ) dentro da mesma. 

MODELO MATEMÁTICO DO PROCESSO DE LIBERACÃO DE 
CALOR 

O cálculo da configuração da frente de 
chama depende da interligação dos processos 
de combustão e de escoamento. Mesmo para uma 
velocidade constante de propagação da chama, 
a frente apresentará um ângulo variável de 
inclinação em relação ao eixo da câmara, pois 
a mistura inicial é acelerada pelo gradiente 
da pressão gerado pela liberação de calor. Os 
produtos da combustão de menor densidade,sob 
um mesmo gradiente de pressão, vão se 
acelerar mais do que a mistura inicial . Desta 
forma, a posição da chama e a extensão da 
zona de combustão dependem da liberação de 
calor e vice-versa. 

Para a resolução do problema proposto, 
utilizamos as equações de conservação da 
massa, da quantidade de movimento e da 
energia em sua forma integral e a equação 
adiabática. Consideram-se conhecidos as 
dimensões transversais da câmara de 
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combustão, os valores iniciais da 
temperatura, velocidade de mistura e as 
características da turbulência ( intensidade 
E e escala 10 ) • Adotamos o modelo 
"superficial" de combustão o que se justifica 
por ser o tempo de permanência das partículas 
na zona de reação maior do que o tempo 
característico da reação. O sistema de 
equações se completa com a condição de 
igualdade dos tempos necessário e disponível 
para a combustão do jato de gás na saída da 
zona de combustão. 

Adotam-se as seguintes hipóteses: a área 
de secção transversal da câmara é constante; 
as dimensões dos estabilizadores são 
despreza~as; nas atuais câmaras de combustão 
a obstaculização do fluxo pelos 
estabilizadores atinge valores relativos 
acima de 30%. No método proposto, a 
influência desta obstaculização é considerada 
através da utilização d e características 
modificadas da turbulência quando do cálculo 
das características de combustão. A mudança 
das velocidades locais do fluxo, condicionada 
pela obstaculização influi fortemente apenas 
na condição de estabilização da chama e não 
no compnmento da zona de combustão; a 
pressão estática na secção transversal é 
constante; a condição de pressão estática 
constante não é satisfeita nos limites do 
comprimento da zona de circulação após os 
estabilizadores de chama. Entretanto as 
dimensões desta zona são pequenas em relação 
ao comprimento ua zona de combustão; na 
entrada da câmara a corrente de gases é 
unidimensi onal; a variação das velocidades da 
mistura na secção transversal está 
representada na figura 2. 

Vc ( T c ) 

Vp ( Tp) 

Figura 2. Elemento de chama. 
Como resultado do cálculo devem ser 

encontrados os seguintes perâmetros: as 
coordenadas da frente inicial de chama e do 
fim da z ona de combustão; pressão; 
temperatura da mistura inicial e dos produtos 
da combustão e a curva de emissão de calor . 
EQUACÔES BASICAS PARA O CALCULO 
Equação de c onservação de massa: 

ll 

Pa•Vo .. Sa·L (Pci'Vci.Sci) j+ 
j·l 

n Se n 

+L ( f p zi • vzi . dS) j +E ( p pi • v pi . s.,i) j 
j-1 Sn J•l 

Equação de conservação da energia do jato de 
mistura inicial: 

v; ~ 
Cr>. T0 +2 -cr>. Tc+""2 

Equação Adiabática 
inicial: 

do jato da mistura 

TC- ( pi) k~l 
To Po 

Equação de conservação 
produtos da combustão: 

de energia 

v; ~ 
cp. To+z+q-cp. TP+z 

dos 

Equações de conservação de masssa da mistura 
inicial: 

p CJ-•. (Sj-sc,_) 'VCJ_.-p c,. (Sj-Sc). vc,+P cp· uc. ôô j 

onde: Pco - média densidade do 
· secções vizinhas; 

âój - área da superfície 
chama entre essas 

Condição de igualdade 
necessário e disponível para a 
jato de gás na saída da zona de 

ôX -t -t 
V n Zj-1 

cp 

onde: 

gás entre 

de frente da 
secções. 

dos tempos 
combustão do 
combustão. 

t
1

, _; - tempo de permanência da mistura em 
' - zona de combustão contando do 

momento de cruzamento da frente 
inicial da chama. 

Equação para o cálculo da liberação de calor: 

n (E Ij) i-Io 

Ii- Po· vo.so.q 

Para uma variação linear da temperatura e 
velocidade na secção transversal da zona de 
combustão, o sistema de equações integrais se 
transforma em um sistema de equações 
algébricas não-lineares ( transcendentais ) 
o qual resolve-se pelo método numérico de 
Newton ( com busca da aproximação inicial 
pelo método do gradiente ) . O cálculo dos 
elementos da matriz de Jacobi foi realizado 
de forma aproximada: 

af, .. 
axj 

f 1 (X1+t.X) -f1 (X1 ) 

t.x 

Para acelerar o processo de 
convergência, a aproximação inicial em cada 
passo foi escolhida através de uma extra-
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Equação de conservação da quantidade 
movimento: 

de pol ação 1 inear das soluções encontradas em 
duas secções imediatamente anteriores. 

n 

Po.So+Po· v;.so-Pi.So+L (Pci· v;i.Sci) J+ 
j-1 

n Se n 

+L (f Pzi. v~i. dS) j+ L (pni. v,~i. slli) j 
j-l Sn j-1 
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O aquecimento relativo para uma mistura 
de querosene e ar sob P. I=const foi deter­
minado por cálculo termodinâmico ( fig. 3 ) 
supondo equilíbrio químico ( Alemasov et al., 
1989 ) com .utilização de polinômios de ua t 

ordem I=Eaix1 para a aproximação dos valores 
da entalpia de substâncias individuais nos 



Figura 3. Aquecimento relativo 6 para 
diferentes temperaturas iniciais (P=100kPa ) . 

da entalpia de substâncias individuais nos 
produtos da combustão. Foram examinadas as 
seguintes substâncias: 

H, H2, O, o2 , C, co2, H2o , CO, OH, 
CH 4, N ,, N2, NO, NH3, HCN, NH 2, CH3, 
HCO, H'CO, CH, CH 2 , C.H 4 • 
Como exemplo , estudam-se câmaras de 

combustão secundária em turbinas aeronáuticas 
( fig. 4 ) , sob as seguintes condições :· 
T=900K V=1 00m/s P=100KPa o=1,25 
E=7 , 5% 

C a ) 
I b l -- o 

o 

" - o I - a ~ D 

-<l--.. III o 
!! 

a 
a .. 
lil 

Figura 4. Esquemas para cálculo de câmaras de 
combustão . 

Se inexistem elementos de construção em 
frente da grade de estabilizadores que 
diminuem sensivelmente a escala de 
turbulência ( por exemplo, misturadores com 
células de pequenas dimensões, grades 
especiais , etc . ) , então a escala d e 
turbulência é determinada pela folga entre os 
estabilizadores de chama. Para o caso em 
questão podemos assumir: 

lo = Â . h , 
onde r , 036 < Â < O, 04 h - distância 
folg ~ ) entre os estabilizadores de c hama. 

Os resultados dos cálculos estão 
representados em gráfico ( fig. 5 ) . 

Cabe ressaltar que, quando a chama 
alcança as paredes da câmara, a parte 
relativa da matéria queimada ( grau de 
combustão completa ) é de 25%, isto é, 

: diferentemente do caso de chama laminar, não 
· é possível fazer afirmações sobre o fim da 
combustão quando a chama atinge as paredes da 

1 câmara. Além disso, até para um mesmo tempo 
: de combustão tn• os comprimentos da zona de 
combustão no eixo dos estabilizadores e 
próximo à parede são diferentes, o que 
acontece em virtude da aceleração da mistura 
in1c1al pelo gradiente de pressão, o que 
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Figura 5. Distribuição de parâmetros em 
câmara de combustão. 

também implica na mudança do ângulo de incli­
nação da frente de chama em relação ao eixo 
da câmara (fig. 6). A posição da chama 
representada pela curva 1 corresponde ao c as o 
de combustão secundária integral e a de 
número 2 ao regime de combustão secundária 
parcial, quando os dois estabilizadores 
superiores estão desligados. 

Figura 6. Disposição da frente de chama . 

o i ncremento do ângulo de inclinação da 
frente de chama no caso 2 é resultado de um 
aumento mais lento do que no caso 1 da velo­
cidade da mistura inicial, o que acontece em . 
virtude de termos uma liberação menor de ca­
lor, causando um menor gradiente de pressão . 
Esses resultados permitem a explicação de 
alguns fenômenos encontrados no desen­
volvimento de câmaras de combustão secun­
dárias , tais como a queima do difusor em 
regime de emissão de calor reduzida. Este 
mesmo efeito deve ser levado em conta também 
na determinação experimental da velocidade de 
propagação da chama em escoamentos . turbu­
lentos contidos. 
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files of 524288 data points per channel. This sampling 
frcquency was considered high enough to avoid aliasing, 
yct provide sufficient samp1ing time to attain a truc 
statistica1 representation of the flame . The data was then 
transfered to mainframe computers, (Harris HCX-9, and 
Convex 220) for reduction and storage on magnetic tapes. 

Sample and Hold Circuit 
(SSH-4) 

Epson Equity III+ 
Compatible Computer 

Analog to Digital 
Converter 
(DAS-20) 

Mainframe Computers 
Digital Thermal 
lnertia Compensation 

Data Reduction 

• detail of thermocouple arrangement for radial and 
axial spacings. 

radial spacing, top view axial spacing, 

Fig. 2 

d,.~.,.,, 
end view 

Schematic of the probe design and data acquisition 
system. 

The analytical exprcssion for the scalar dissipation 
rate, obtained from the transpor! equation of the turbulent 
scalar fluctuations, involves the product of the mean 
square of the scalar gradient and the diffusivity associated 
with that particular scalar. ln the present study, the 
dissipation, then, was approximated by taking the 
difference between the instantaneous temperatures of the 
two wires, squaring that quantity, and summing up the 
squares over the time period of the data sample . This 
summation was then multiplied by the thermal diffusivity 
and divided by the separation distance squared. 

The question concerning proper wire spacing for 
the probe then becomes an important issue. To make 
accurate measurements, the wire spacing must be held 
constant , be repeatable , and within the proximity of the 
smallest length dissipation se ales in the flow . An 
estimation of the smallest scale of velocity, the Kolmogorov 
mic roscale, can be approximated by TJ = Lu Ret-3/4 where 
Ret is the turbulent Reynolds number and the length Lu is 
usually quantified by the velocity half radius (Boyer and 
Queiroz, 1991). At z/d = 10 the smallest microscale was 
estimated to be 0.064 mm. Thus the wire spacing of 1.5 mm 
is about 25 times the Kolmogorov scale . However, severa! 
items should be considered. First, the range of scales where 
dissipation occurs is typically 6 to 60 times the Kolmogorov 
scale (Reynolds 1974). Also , the temperature microscale 
(119) which describes the smallest length scales of the 
temperature field, is a more appropriate scale to judge the 
spacial resolution of the thermocouple spacing. It can be 
approximated as 119111 = (a/v) 112 (Tennekes and Lumley, 
1987). For a propane flame the ratio of 119111 varies from 
1.10 at ambient to 1.03 at 1400 °C. Thus the range of scales 
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of temperature does not extend to as small lengths as the 
fine velocity scales. If the experimental observations of 
Reynolds (1974) are combined with the temperature 
microscale , the range of temperature scales where the most 
dissipation would occurs would be from 0.39 to 4.20 mm for 11 
= 0.064 mm. Furthermore, Dawson et al. (1991) performed 
an analysis comparing the temperature dissipation 
statistics with wire separations ranging from 1.0 to 3.0 mm 
and found that the trends in temperature dissipation 
statistics were relatively insensitive to wire spacing. From 
this discussion, the wire spacing used in this work was 
considered sufficient. 

Thermal inertia effects of thermocouples were 
compensated using a Fast Fourier Transform method 
developed by Son et a/ ., 1989. Because this method assumed 
thermocouple response to be a first arder system and thus 
dependant on the time constant, the question then arises 
concerning result accuracy with respect to the time 
constant used. Dawson et a/ (1991) performed an analysis 
comparing the temperature dissipation statistics with the 
time constant used and found that the variations due to 
different time constants were minimal and the qualitative 
trends of the data were well preserved. The technique used 
to determine the time constant of the thermocouple wires 
used in this project was developed by Strahle and 
Muthukrishnan (1976). This method used the cross spectra 
of two different diameter thermocouple wires; each having 
a different time constam, and exposed to the sarne 
temperature history. A dctailed discussion of implemeniing 
this technique can be found in Boyer (1990). 

3. RESULTS AND DISCUSSION 
The cffects of droplets on the radial and axial 

components of temperature dissipation at the axial station 
of z/D = 20 will be discussed in this section. Measurements 
at the axial position of z/D = 10 were also performed, but 
these will only be bricfly referred to because of space 
limitations . These profilcs and other measurements such as 
statistical moments (mean, rm s, skewness and kurtosi s) of 
both tcmperature and it s dissipation can be found in the 
thesis by Dawson ( 1993 ). It should be noted that the 
information prescnted hcre will display most of the 
qu alitative trends noticed throughout the study . 

The following data is a continuation of the work done 
by Queiroz and Rasmusscn (1992) who studied the effects of 
droplets on thc thcrmal structure of a vcry simil ar fl ame. 
Thcir rcport dis cus scd in dctail thc physical dyn ami cs of 
the flame with and without the interaction of droplets. 
Through the work of others and th eir own measurements, 
they showed the prescncc of vortical structurcs in the 
shc·ar laycrs on cach sidc of thc rcaction zonc and how the 
prcsence of droplcts changed thc structure of the flame to 
becomc .more diffusion controlled. lt is the purpose of this 
section to cxtcnd this study by discussing the effects of 
drop1ets on tcmpcraturc dissipation. 

For a better understanding of the flame 
characteristic s . a brief discussion of the physical 
phcnomena and thcrmal structure of the flame, including a 
temperature mcan and rms profile at z/D = 20. will be 
prcscntcd first. Thc discussion will then be extended to 
include radial lognom1al dissipation (J.Lr) profiles with and 
without droplets. Also prcscnted will be probability density 
functions (pdfs) of the lognormal dissipation and joint pdfs 
of temperature and its dissipation . A similar di scussion will 
then be given for thc axial component of dissipation (J.L z ). 

3 . 1 Flame Characterístics 
The characteristics of the flame observed here, in 

particular the gas case, are very similar to those witnessed 
by other researchers such as Queiroz and Rasmussen ( 1992), 
Yule et a/. (1981 ), Chen and Rocquemore ( 1986), and Chen et 
aí. (1988) . ln general, this flame contains four major 
regions including: a core where cooler unburned gases 
exist, an inner shear layer where the high velocity gases 
exiting the jet interact with the slower gases of the 
reaction, a reaction zone contammg primarily high 
temperature products of the combustion, and an outer shear 
layer where the ambient air has become instable due ttl 
buoyancy effects. The following discussion, in conjunctio11 
with ihe thermal structure of the flame, will explain these 



regions in more detail. The discussion will then be 
exten.ded to include the effects of the droplets. 

Figure 3 displays measurements made in the present 
study of temperature mean (em) .and rms (Brms) with and 
without droplets at z/D = 20. Near the centerline, a core 
consisting primarily of cooler unburned gases exiting from 
the jet exists . An inner shear layer, contammg small 
vortices, surrounds this core mixing the cooler unburned 
gases with the high temperature products from the 
reaction. This mixing of hot and cold gases causes 
temperature fluctuations to increase as characterized by 
the first maxima in a rm s (r/O = O. 7). As the axial distance 
from the jet exit increases, the vortices in the inner shear 
layer, enlarges until turbulent mixing, vortical coalescence 
and drag due to lower velocities of surrounding gases, 
overcome the core and eliminate its existence. A reaction 
zone, just outside of the inner shear layer, contains high 
temperature reaction products as seen by the peak in a m 
(r/D = 1.8). On the outside edge of the reaction zone, 
another shear layer is formed contam~ng largcr vortical 
structures causcd by buoyancy-driven instabilities . These 
large vortices cause the mixing of coolcr ambicnt air with 
the hot combustion products creating high local 
temperature fi uctuations as characterized by the second 
maxim a in a rm s (r/D = 2.5). This vortical mixing also 
carries pockets of high temperature reaction products away 
from the flame causing Brms to maintain significant values 
well outsidc of the flame . The rotational characteristic of 
these structures also cause the flame to be pushed inward at 
some spatial locations and pulled outward at others (Katta 
and Roquemore, 1992) . As these structures convey past a 
fixed axial position, they create radial oscillations of the 
flamc front contributing to the temperaturc fluctuations in 
this arca. An interesting discussion of this phenomena, 
also known as flamc flicker or llarc , along with exccllent 
illustrations of llow visualization can bc found in thc works 
of Kalla and Roquemorc ( 1992) . 

2~~------------------------------------~ 

G 
o 
""" 

Fig. 3 
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r/D 
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--+-- Dropam 

--l>-- Gas arms 

--o-- Drop arms 

6.0 

Mean and rms temperature profiles for the flame with 
and without droplets at z/D = 20. 

Thc cffccts of thc droplcts on thc structurc of thc 
flame are also shown in Figure 3 and discussed exten~ivcly 
by Queiroz and Rasmusscn , (1992). A significant reduction 
of mean temperaturc, causcd by droplct cvaporation in thc 
core, can bc seco virtually throughout thc profile. Near 
the centcrlinc, a r m s for the gas case shows a broad arca 
(centerlinc to r/D = 1.6) whcrc thc temperature fluctuations 
are relatively hi g h , suggesting that the core has been 
virtually eliminated by enlarging vortices, turbulent 
mixing, and phenomena discussed above. When droplets 
were present, on the other hand, temperature fluctuations 
were significantly less in the inner core. The first maxima 
in 9rms is also observed to be more peaked and much closer 
to the reaction zone (r/D = 1.3 ). These facts suggests that 
the inner vortices are smaller at this axial location and thus 
the flow is not as developed as the gas case resulting in a 
prolonged core. An increase in peakedness and shift closer 
to the reaction zone was also observed in the e rms pro fi I e 
outside of the flame. This shows that the outer vortices are 
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also less developed and smaller. Therefore, their influcnce 
on radial oscillations discusscd above is also reduced. Visual 
observations also confirm the flame to be more stationary 
and thinner with droplets present. 

3.2 Radial Component of Dissipation 
Figure 4 shows the radial lognormal dissipation mean 

(llr) measured at z/D = 20 for both the gas and droplet cases . 
The gas profile of ll r displays a peak, rcaching 
approximately 13 .5, on each side of the reaction zone (r/D = 
0.6 and 1.5). Similar results in tempcrature dissipation havc 
beco reported by researchers such as Boyer and Queiroz 
(1990) and Gladnick et ai. (1989). The locations of thesc 
pcaks reflect positions of . high a m gradients in thc fiam c 
(sec Figure 3) . Becausc the dissipation rate is dircctly 
rclated to the temperature gradicnt, it stands to reason that 
whcn this gradient is high, the dissipation rate will 
likewisc bc high. 

.... 
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____.__ Gas ll, 

-- Dropllr 

6.0 

Lognormal mean of the radial component of temperature 

dissipation (flr) with and without droplets at z/D = 20 . 

The double-peak trend in 11 r is ais o very similar to 
the a rm s profile previously illustrated in Figure 3 . As 
discussed in the previous section, these peaks in a rm s are a 
result of turbulent mixing causcd by the shear layers and 
radial oscillations of the reaction zone. ln these arcas of 
higher temperature fluctuations, the probability of each 
thermocouple wire to be exposed to contrasting 
temperatures increases, resulting in higher instantaneous 
temperature gradients and likcwise higher dissipation 
rates . This characteristic indicates that therc exists a 
posttt v e correlation between temperature fluctuations , o r 
a rm s, and the dissipation of those lluctuations. Boyer and 
Queiroz, (1990) and Gladnick et a/. , (1989) reported a similar 
correlation and also reasoned that dissipation rates will be 
rellective of the rms fluctuations . 

These correlations of ll r with the temperature 
gradient and temperature fluctuations are also illustrated 
in other features of the gas case ll r profile . Ncar the 
centerline, as discussed previously, turbulent mtxmg h as 
virtually overcome the inner core region creating an area 
with a mixture of hot combustion products and cooler 
unburned gases. Therefore gas temperature fluctuations 
are relatively high causing a correspondingly high value 
in llr (approximately 12.0) . At the location of the reaction 
zonc (r/O = 2.0), which contains primarily hot gases, 9 m 
shows a broad radial arca of high temperatures (see Figure 
3). Thus thc am gradient is locally reduced rcsulting in a 
slight decrease in llr· Despite this miníma of llr in this arca, 
the average local value, approximately 13 .0, is still 
comparatively high. This is a result of turbulent mixing 
and the oscillating flame front, hence rclatively high 
values of arms· At the outer regions of the flame, the largc 
shear layer causes mixing of cooler ambient air with hot 
reaction products and carries pockets of these hot gases 
further outward. Therefore fluctuations in temperature 
continue well outside of the flame as shown by the gradual 
slope of a r m s. ll r also displays a similar trend again 

' ,, 



illustrating lhe relalionship belween IJ.r and 9rms- Overall, 
lhe influence of lhe average temperalure gradienl and 
9rms on llr can be seen throughout the gas case. 

With droplets introduced inlo the flame, lhe trends in 
llr change significantly (Figure 4). For example, with the 
exception of the reaction zone, v alues of 1J. r are notably 
lower throughout the profile. Also observed is the 
replacement of the peaks on each side of the reaction zone 
with near linear trends sloping to a single maxima at r/D = 
2.0. As discussed previously , the addition of the liquid fuel 
droplets reduccd thc development of the flow structure, 
resulting in smaller and less interacting shear layers near 
the centerline . Therefore , as shown by the lower values of 
e rm s, temperaturc fluctuations are also le ss in thi s arca 
thus causing the lower !l r v alues. Closer to the reaction 
zone (r/D ~ 1.0 to 1.6), where greater mixing caused by the 
inner shear layer exists, llr continues to follow erms with 
si gnificant increases in valuc. Around the average 
location of the reaction zone (r/D ~ 1.6 to 2.4), some 
dissimilarities between erms and llr trends begin to appear. 
e rm s decre ases slightly showing an arca primarily of high 
tcmperature gases of the rcaction . The dissipation rate on 
the other hand continues to increase to its maximum value 
of approximately 13 .0 at r/D ~ 2.0. Even though e rm s had 
declined slightly in this arca, the mean temperature 
gradient, in contrast to lhe gas case , is still significant (see 
Figure 3). Therefore, ll r becomes temporarily drivcn 
mainly by the temperature gradient. This characteristic, as 
discussed previously, shows that droplet evaporation h as 
crcated cooler gases in the core and reduced the mixing 
c ffects of the shear layer, thus re sulting in steeper 
differences in local tcmperatures. Further outside of the 
flam e, the droplets have also reduced the development of 
the outer shear layer. This is primarily because the 
droplcts are absorbing energy from the re act ion and 
causing lower buoyant forces. Therefore v alues of ll r h ave 
also been reduced. 

Fi gures 5a and 5b prescnt the lognormal probability 
Jensity functions of temperature dis sipation for each radial 
Jocation measured . The radial distance (r) has been 
nondimensionalized by the location where the average 
temperature profile reached the maximum value (ro). With 
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droplets present, the core region displays uniformity in 
probability trends up until r/r0 = 1.3 . Then significam 
deviations from the Gaussian distribution occur. ln / , 
contrast, without droplets, these deviations did not occur 

1 

1 

until r/r0 = 1. 7. Despi te these few minor differences, the 1 

droplets had negligible effect on the lognormal pdfs. 
1 

, 

Figure 6 shows a few selected joint probability 
density functions Updfs) between e and I! r· The locations 
chosen for this presentation are: the first peak of e r m s 
(r/r0 = 0.6) , the location of the temperature maxima or the 
reaction zone (r/r0 = 1.0), the second peak of e rm s (r/ro = 
1.5), and a location outside of the flame where significant 
variations between the gas and droplet cases was observed c. 
(r/ro = 2.1) . The horizontal axis represents tempcratures f 
ranging from 0 .0 to 2000 °C, while the vertical axis r 
repre sents lognormal temperature dissipation values t 
ranging from 5 to 15. Each contour signifies an increment t 
in probability of 0.001 beginning at 0.000. The maximum t: 
values of cach contour is also presented for clarity. 

At the location of the first e rm s peak (r/ro = 0.6), 
the broad con10urs of thc gas case have a very wide range a 
of e prcsent again illustrating the mixing interaction of the I 
inncr shear laycr. Thc peak in thc upper right comer ~ 
shows that most of the dissipation occurs at higher 1

' 
tempcratures. The contours also show some higher v alues · I 0 

of ilr present at lowcr temperatures . A low e correlated with ' I 
a high !l r suggest the poss ibility that pockcts of hot s 
combustion gases being carried into the much cooler core i~ 
rcgion by the inne r shear laye r, thus creating high a 
in s tantancous tcmpcrature gradicnts. The addition of the i p· 
droplets, rcsulting in a less dcveloped flow structure, i' 

produce a more uniform contour at this sarne location. 
Within the prox•m•ty of the re action zone (r/r0 = 1), the 
addition of thc fucl droplcts show a wider range of e with ' 
increasing llr · This charactcristic again suggcsts that the 
cooler flame core still exis ts and is interacting with the 
rcaction . The shift in thc first e rm s peak closcr to the 
reaction zone, as discusscd previously, would also tend to 

Fig. 6 

Gas Case Case 

= 2100 max = 0.03306. r/ro = 2100 

Joint pdfs of radial dissipation and temperatures at z/D 
= 20. 



illustrate this idea. At r/r0 = 1.5, where the second peak in 
lhe 6rms occurs, the gas case displays higher values of llr 
and a bimodal peak in temperatures. This bimodal shape 
illustrates the radial oscillations of the flame. When 
droplets were present, the weaker outer shear layer 
reduced the probability of higher temperatures at this 
radial location and increased the probability of lower ll r 
v alues. Outside of thc fiam e (r/r0 = 2.1) which is thinner 
because of the droplets, most of the temperature 
fluctuations have been eliminated, once again illustrating 
lhe smaller outer shcar layer. 

3.3 Axial Component of Dissipation 
Profiles of the axial component of temperature 

dissipation (J.lz), with and without droplets are presented in 
Figure 7. Because of the similarities between the axial and 
radial components of dissipation, it will be the purpose of 
this section to briefly describe only the subtle differences 
between the two . Noticed foremost is that the differences 
between J.lz for the gas and droplet cases are less significant 
than for J.lr in the inner region of the flame (centerline to 
r/D "' 2.0). The gas case of J.lz, very similar to J.lr. begins with 
a value of approximately 12.5 and maintains an average 
value of about 13.0 throughout this region. ln comparison, 
the droplet profile of J.lz begins with a value of 10.5 instead 
of 9.5 for J.lr. then converges more rapidly to the gas profile 
than its radial counterpart. This characteristic trend 
suggests that J.lz is less sensitive to the effects of the droplets 
in this area. The duration of similar values between r/D "' 
0.8' to 2.2 ais o suggests that J.l z is Jess sensitive to the 
presente of the droplets . 

N 

:t 

Fig. 7 

6.0 

r/D 
Lognormal mean of the axial component of temperature 
dissipation (J.lz) with and without droplets at z/D = 20. 

At z/D = 10 the general trends observed are very 
; similar to those of z/D = 20. Strong corrclations of 11 and the 
: flow structure are still noticed throughout. Some deviations 

f

of this correlation, as similarly discussed for the z/D = 20 
· case, are noticed in 11 r near the reaction zone. No 

I, significant deviations were observed in the lognormal pdfs 
I iand joint pdfs either. Similarities in J.l trends at different 
I !axial locations were also illustrated in the centerline 
I ~ profile. The only notable droplet effect on this profile was 

jan· overall slight reduction in dissipation values. The 

1
qualitative trends however remained the sarne. 

4. CONCLUSIONS 
An experimental study to determine the effects of 

droplets on temperature dissipation of a partially-premixed, 
lifted jet flame was performed. Temperature dis sipation was 
measured in the flame with and without droplets , using a 
ual wire thermocouple probe compensated for thermal 

inenia by a digital deconvolution method. Locations 
measured were two radial profiles at z/D = 20 and 10, and 
~everal positions along the centerline . The measurements 
· uded temperature mean and rms profiles, radial and 

ID axial components of lognormal dissipation, lognormal pdfs 
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of dissipation, and joint pdfs of dissipation and its 
temperature. 

Major conclusions of this study are as follows: 
• The temperature mean and rms profile revealed a flow 

structure in the flame that has also been observed by other 
researchers . It was found in this study that this flow 
structure significantly influences the dissipation rates. 
Areas of greater temperature fluctuations, caused by the 
shear layers in the flow, and high temperature gradients 
have been shown to likewise increase dissipation rates 
suggesting a positive correlation between theses variables. 

• When droplets were present in the flame, substantial 
changes in the flow structure were observed causing it to 
appear less developed . These changes in the flow structure 
generally resulted in lower values of dissipation 
throughout thi s study. 

• ln addition to having lower values of dissipation, the 
effect of the droplets caused significant changes in the 
profile of radial dissipation . The axial component of 
dissipation showed similar results but of less magnitude 
suggesting that the axial component of dissipation is less 
senstttve to the presence of the droplets . 

• The only effect of the droplets on the lognormal pdfs was 
a shift in location where deviations from the Gaussian 
distributions occured closer to the core. A decrease in 
temperature fluctuations and dissipation rates was also 
shown by the joint pdfs which continue to illustrate the 
correlation between J.lr and 9rms · 
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SUMÁRIO 

A necessidade de se encontrar uma solução para comparar caldeiras funcio­
nando com diferentes combustíveis (que são normalmente incomparáveis) é há muito 
tempo almejada. Os resultados operacionais encontrados não são úteis, · pois o 
grande número de variáveis envolvidas no processo de combustão e de transmissão 
de calor, torna difícil a confrontação destes resultados, ocultando a influência 
de cada uma das variáveis no contexto global. Este trabalho mostra como a simula­
ção pode contornar este problema, produzindo resultados confiáveis e originais. 

INTRODUÇÃO 

Existem hoje centenas de caldeiras funcionando com 
óleo combustível, o qual atingiu um nivel de preços tal, 
~e é vantajosa a busca de uma outra solução. Uma vez 
~e o preço do petróleo não vai cair, e que a conserva­
ção de energia tem seus limites, a eterna busca da 
viabilidade económica dos processos tem 3 soluções: 

1 Modificação da tecnologia dos processos, 
eliminando a necessidade de vapor efou de caldeiras. 

2 - Substituição das caldeiras por outras proje­
tada& para a queima de combustíveis mais económicos. 

3 Adaptação das caldeiras existentes nos 
processos, para o uso de outros combustíveis. 

Das três soluções apresentadas, a que se apresenta 
mais. atraente, economicamente, é a terceira. Há muito 
tempo existe a necessidade de comparar o comportamento 
de caldeiras funcionando com combustíveis diferentes; 
combustiveis estes que são normalmente incomparáveis. 
Entretanto, não existe um método direto para o cálculo 
das influências dos diversos combustíveis alternativos 
no desempenho das caldeiras. Encontramos na literatura 
técnica, somente resultados operacionais de algumas ten­
tativas realizadas empiricamente (Brecheret F2, 1978; 
Energia, 1980; Fontenelle, 1947; Lopes, 1980; Power, 
1943). 

Por causa do grande número de var~aveis envolvidas 
noa processos de transmissão de calor e de combustão nas 
fornalhas, torna-se difícil a confrontação dos resulta­
doa obtidos, e fica oculta a influência de cada uma das 
variáveis no contexto global. 

I A existência deste problema nos levou a procurar 
na simulação, a sua solução. Vários métodos ~e cálculo 
" transmissão de calor em fornalhas de calde~ras aqua­

l tubulares a combustível pulverizado foram analisados, e 
'I dentre eles o método da aproximação por similaridade di-

Mnlional, mais conhecido como Método CKTI (Kuznetsov, 
1973), foi o que apresentou a maior flexibilidade quanto 

i l utilização dos diversos combustíveis alternativos. 

Este método foi proposto por A. M. Gurvich (1940), 
do Instituto Central de Construção de Caldeiras e Turbi­
na• (CKTI, Moscou), e tem sido utilizado com bastante 
auceno nos países do leste. Baseia-se na aplicação dos 
princípios da similaridade térmica a dados experimen-

l taia, obtidos na análise do desempenho das fornalhas das 
caldeiras. Através da análise dimensional, estabeleceu­
H a e~açâo (adimensional) que relaciona os critérios 
à limilaridade e a troca de calor na fornalha: 

Tr- Boo·' 
To M e~6+Bo0 • 6 

oncle, T1 é a temperatura de saída dos gases da fornalha 
(l), T. a temperatura adiabática da chama (K), Bo o núme­

.ro de Boltzman, •r a emissividade da fornalha, e M um 
-ficiente adimens ional ( = O, 5) • 
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o critério básico de transmissão de calor na for­
nalha é o número de Boltzmann Bo: 

onde, B é o consumo de combustivel (kg/s), Cp
1 

e V1 são 
0 calor especifico médio (kJ/m3

) e o volume dos produtos 
da combustão (m3/kg comb), x, o coeficiente de proteçâo 
das fornalhas (adm), ~o coeficiente de deposição de fu­
ligem (adm) e s, a área total das paredes da fornalha 
(m, ). 

Apesar de ter sido exaustivamente testado ao longo 
do tempo que tem sido utilizado, periodo no qual lhe 
foram acrescentados diversos aperfeiçoamentos, o método 
CKTI possui raríssimas publicações no ocidente, onde é 
praticamente desconhecido. Sua pr~n~ipal desv~ntagem 
reside no fato de utilizar 15 coef~c~entes emp~r~cos, 
dos quais 12 são função do combustível utilizado. 
contudo, podemos obter excelentes resultadost so~re~udo 
no cálculo das fornalhas das grandes centra~s term~cas 
(até 1000 MW). 

A fim de minimizar o trabalho de análise e facili­
tar a utilização do modelo matemático ~ara o cálc~lo da 
transmissão de calor nas fornalhas, fo~ desenvolv~do um 
programa na linguagem Fortran IV, para o computador 
Burroughs B-6900. Uma versão para os micro-computadores 
compatíveis com o IBM PC é também disponível . O programa 
montado modularmente, constou de um programa principal 
e de 6 sub-rotinas, num total de 660 linhas. 

Concluida a instalação do modelo matemático, foram 
realizados uma série de testes, a fim de verificar o seu 
correto funcionamento: 

1 - Verificação do funcionamento do método pelo 
recálculo de caldeiras conhecidas. Como possuíamos dados 
operacionais de algumas caldeiras (entre 10 e 240 Ton/ 
hr), funcionando com combustíveis diferentes (óleo die­
sel, óleo combustível, carvão e licor-preto), recalcu­
lamo-las através do método CKTI. O cálculo apresentou um 
erro inferior a 7\ em relação aos dados experimentais. 

2- Verificação do funcionamento do método de cál­
culo, por comparação com outros métodos. !oram proje~a­
das várias caldeiras, por diferentes metodos (Gul~c, 
1981; Nuber, 1968; Pera, 1966; Taliev, 1957), e os re­
sultados comparados com aqueles obtidos pelo método 
CKTI. o método CKTI apresentou um desvio inferior a 13\, 
em relação aos demais métodos citados acima. 

3 - Análise das seguintes variáveis sobre a trans­
missão de calor na fornalha: 

Tamanho e forma da fornalha; 
- Temperatura de preaquecimento; 

Coeficiente de excesso de ar; 
Taxa de oxigenação do ar de combustão; 
Temperatura de vaporização; 

- Taxa de liberação de calor. 
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4 - Análise da influência de diversos combustíveis 
alternativos na transmissão de calor na cald€ . ra. Esta 
análise foi efetuada tomando por modelo uma cald~ira pa­
drão, de dimensões variáveis, conforme as especificações 
abaixo: 

CARACTERÍSTICAS DA CALDEIRA 

Fornalha: 
Tipo - Aquatubular 
Forma - Paralelepípedo 
Dimensões - L x L x 3L 
Volurue - entre 50 e 1000 m1 ( 3L3 ) 

Area total (S•) - (14L2
) 

Superfície Absorvedora - 0,95 (14L2 ) 

Emissividade da parede - 0,82 (aço) 

Queimador de fluido auxiliar: 
Posição - altura "L" da soleira 

Comburente: ar atmosférico 
Temperatura ambiente - 298 K 
Temperatura preaquecimento - 400 K 
Umidade - 13 g/kg ar 
Excesso de ar (a1) - conforme tabela 1 

Fluido térmico - Vapor de água 
Temperatura de vaporizaçao - 498 K 
Pressão de vaporização - 25,5 kgfcm2 

As características doe combustíveis analisados es­
tão apresentadas na tabela 1, onde a 1 é o coeficiente de 
excesso de ar na saida da fornalha e q, a taxa de 
liberação de energia (kW/m1 ) recomendada. 

RESULTADOS 
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c A figura 1 mostra a quantidade de energia absorvi­

da na fornalha, com a utilização do óleo combustível BPF 
e com os diversos combustíveis alternativos. 

Pode-se notar que o óleo diesel permite uma maior 
absorção de energia na fornalha do que o óleo combustí­
vel. Estes dois combustíveis possuem temperatura e emis­
sividade da chama semelhantes, mas a combustão do óleo 
diesel é mais limpa, produzindo uma menor quantidade de 
fuligem. A fuligem se deposita sobre os tubos da forna­
lha, diminuindo a transmissão de calor para os tubos. 

X-·-X Gos de Alto-Forno 
. ., p 
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O etanol (álcool combustível) e o metanol, possuem 
temperatura de chama menores, e uma baixa emissividade 
da chama. Entretanto, a combustão destes álcoois é pra­
ticamente isenta da deposição de fuligem, o que compensa 
estes fatores. Na figura 1, a curva do etanol se sobre­
põe à do óleo combustível. 

Assim, nas condições admitidas na análise, sendo 
permitida uma queda de até 10% na produção térmica, o 
óleo BPF poderá ser substituído pelo álcool etílico e 
metanol. É apresentado na literatura (Energia, 1980, 
Brecheret F2, 1978), algumas experiências da utilização 
destes combustíveis em caldeiras. As únicas modificações 
necessárias seriam a adaptação dos queimadores e das 
linhas de bombeamento do combustível (Duhl, 1976). 

A combustão dos gases é praticamente i s enta da fo~ 
mação de fuligem. Além disso, a grande velocidade de 
combustão dos gases permite grandes taxas de liberação 
de energia no volume da fornalha (até 350 kW/m3

), sem que 
a chama atinja o duto de eaida da fornalha. Assim, a ut1 
lização do gás natural, do gás de coqueria, ou mesmo do 
gás de rua COMGAS (não representado na figura), pode-se 
obter, até mesmo uma maior produção térmica do que c~ 
o óleo combustível. A utilização de gas natural em 10.4 
caldeiras para óleo é apresentada por Davies e Oeppen 
(1972). 

Se os álcoois não são economicamente competitivos 
com o óleo BPF, o são com o óleo" diesel e o querosene, 
muito utilizados em caldeiras de pequeno e médio porte, 
e nas grandes caldeiras como combustível de partida. A 
substituição do diesel pelos álcoois é bastante simples. 

O gá~ pobre (gasogênio) e o gás de alto-forno, 
possuem um baixo poder calorifico, e um combustão mais 
difícil, não permitindo uma alta taxa de liberação de 
energia. A utilização destes gases vai levar a uma queda 
na absorção de energia na fornalha da ordem de 25 a 35\, 
Na análise realizada, estes gases foram considerados 
isentos de cinzas volantes. A presença de cinzas volan· 
tes vai diminuir a transmissão de calor na fornalha 

Tabela 1 - características dos combustíveis analizados . 
------· 

COMBUSTÍVEL PCI ar q, Análise Gravimétrica 
kJ/kg kW/m3 c H N o s ÁGUA CINZA 

Óleo combustível 38220 1, ui 290 0,830 0,104 0,003 0,004 0,028 0,030 0,001 
Óleo diesel 42700 1,13 290 0,860 0,132 0,001 0,001 0,006 
Álcool etilico 24780 1,13 290 0,486 0,122 0,324 0,068 
Metanol 18820 1,13 290 0,346 0,144 0,461 0,050 
Carvão SC 18300 1,25 175 0,431 0,029 0,009 0,060 0,024 0,060 0,387 
Pó de serra 16940 1,20 175 0,426 0,055 0,032 0,340 0,134 0,013 

L___.______ _ ___ -- -- --~ -

COMBUSTÍVEL PCI ar q, Análise Volumétrica 
kJ/m3 kW/m3 co co2 H2 N2 CH4 C2Ho c,H8 

Gás natural 37000 1,05 350 0,019 0,870 0,076 0,035 
Gás de coqueria 17288 1,05 350 0,062 0,021 0,533 0,113 0,250 0,014 0,007 
Gás pobre 5086 1,05 230 0,285 0,059 0,128 0,525 0,003 
Gás alto-forno 3977 1,05 230 0,290 0,075 0,025 0,610 
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devido à sua deposição sobre os tubos e ao aumento da 
absortividade do meio semi-transparente que preenche a 
fornalha. 

A utilização de combustíveis sólidos provoca a 
maior queda na produção térmica da fornalha (de 40 a 50 
%). Isto é devido a necessidade da permanência da partí­
cula sólida um longo tempo dentro da fornalha, para que 
possa completar a sua combustão. Isto leva a ·utilizaçâo 
de baixas taxas rle liberação de energia. 

Deve ser lembrado, que os combustíveis sólidos 
possuem grandes quantidades de cinzas, que sâo arrasta­
das pelo fluxo de gases e depositadas sobre as auperfi 
cies da fornalha e dos elementos convectivos, diminuindo 
o calor absorvido nestes equipamentos. Torna-se assim, 
necessário a sopragem sistemática destas superfícies. 
Além disso, as cinzas volantes e as partículas incandes­
centes atenuam a radiação oriunda da chama. Esta queda 
de potência é apresentada na literatura (Moris, 1979). 

caso a perda de potência seja admissível, a ~dap­
taçâo de uma caldeira para a utilização de . combustLv7~s 
sólidos ê complicada, e nem sempre economLcamente vLa­
vel, principalmente caso seja necessário a combustão em 
grelha. Muitas vezes torna-se m~is economico ~ i~s~ala­
çâo de uma antecâmara de combustao, ou a s~bstLtuLç~o da 
caldeira por uma projetada para o combustLvel deseJado. 
Fontenelle (1947), Power (1976), Morria (1979) e Lopes 
(1980), mostram modificações necessárias _para <!ue. uma 
caldeira projetada para o uso com combustLvel lLquLdo, 
possa funcionar com combustível sólido. 

A figura 2 apresenta a eficiência térmica da forn~ 
lha, com a utilização do óleo combustível e dos diversos 
combustíveis alternativos. 

Pode-se notar que, para os combustíveis, mantendo­
se constante a taxa de liberação de energia fkW/m3 ), 

existe um diminuição do rendimento térmico com o aumento 
d~ volume da fornalha. Isto ocorre porque, mantendo-se 
constante a forma da fornalha, a relação área/volume (no 
caso 14L3 /L2

) diminui com o aumento das dimensões. Assim, 
para manter o rendimento térmico, ao aumentar o volume 
da fornalha deve-se adaptar a sua forma a manter a rela­
ção ireajvolume. 
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o maior rendimento térmico do óleo diesel em 
relação ao óleo combustível, é devido à menor deposição 
de fuligem sobre as superfícies da fornalha. Para os 
gases, com a mesma taxa de liberação de energia, os maiQ 
res rendimentos estão relacionados com a temperatura e 
emissividade da chama. 

CONCLUSÕES 

o Método CKTI mostrou-se satisfatório para o cál­
culo da transferência de calor nas fornalhas das caldei­
ras usuais, podendo ser utilizado para a simulação da 
utilização dos diversos combustíveis alternativos em 
caldeiras. 

O etanol e o metanol mostraram ser uma solução 
técnicamente correta para a substituição do óleo combus­
tível BPF; e ser uma solução técno-económica para a 
substituição do óleo diesel e querosene nas caldeiras. 
o gás natural, o gás de coqueria e o gás de rua podem 
ser utilizados sem problemas para a substituição do óleo 
combustível. Os novos gasodutos projetados, vâo levar o 
gás natural aos grandes centros, e isto pode torna-lo o 
substituto ideal para o óleo combustível. Caso seja 
admissível uma perda de potência de 40-50%, podem ser 
utilizados os gases pobre e de alto-forno e os 
combustíveis sólidos. 
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ABSTRACT 

The way to compare boilers working with different 
fuels (which are normally not comparable) has been a 
long looked for solution for an important problem. The 
operational data are not useful, since the number of 
variables involved in the combustion and heat transfer 
processes makes difficult the overall evaluation of 
these resulte, disguising the individual influence of 
each term inside the global context. This work shows how 
simulation can go round this difficulty, producing both 
original and reliable resulta. 
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SUMMARY 

The present paper describes the main body of a numerical code which has been 
developed to simulare numerically the combustion, heat transfer andjlow field offull­
scale pulverized coal.furnaces. The overall numerical model is based on the Eulerian 
description o.f the gas-phase coupled to a Lag rangian treatment o.f the parti cu/ate phase. 
The turbulent particle dispersion is accounted.for by an economic underlover relaxation 
technique discussed here. Results o.f the three-dimensional simulations are shown. 

INTRODUCIJON 

The thermal engineering designers have given attention to the 
virtues of the multi-phase systems in reactive and non-reactive 
flows. Many of the new applications on the development of more 
efficient heat exchangers have used gas-solid, liquid-solid or gas­
liquid-bubbles flows. The modeling of such kind of equipment is a 
current interest of mechanical and chemical industries. 

ln the context of non-reactive flows, compacted structures of 
heat exchangers h ave been proposed. Some of the original works 
remain yet in the earlier stage of global modeling (see e.g. Fones, 
Coimbra & Costa, 1990). The closure of such works by numerical 
descriptions of the local propenies in the fluid flow is a hard task 
due to the non-linear mechanisms of densely loaded multi-phase 
flows and because of the influence of panicle-panicle interactions 
in such applications (Fones, Joseph & Lundgren, 1987). 

On the other side, the behavior of isothermal or reactive 
particle laden flows with high volumetric voidages has been deeply 
studied. The modeling of small panicles mechanics in turbulent 
flows and the mutual interphase contributions for spray-like 
systems can be found in the available literature (Chen & Pereira, 
1991 and Gore & Crowe, 1989). ln these dilute cases, the panicle­
panicle interactions can be neglected but another difficulty arises: 
now the particles are susceptible to turbulent dispersion due to their 
low ratio "inertia I steady drag force". 

The Eulerian framework generally used to describe single 
phase flows has been applied to the description of many multi­
phase systems. Most of the Eulerian models are fundamentally 
based on empírica! correlations and assume mean-properties 
behavior of the particle laden flows. lnspite of the successful 
models applied to densely loaded flows, fluidization and single­
phase flows, the use of a Lagrangian framework to describe the 
dispersed flows can be profitable in the sense of the privileged 
reference point. Many of the physical characteristics of the particles 
motion and heat transfer parameters are more easily handled by the 
Lagrangian point-of-view. 

The need for a comprehensive code to describe the 
combustion, heat transfer and flow field of generic pulverized coal 
flames is the motivation of the present work. The subject of study 
remains in a special category of two-phase flows since the size 

distribution of panicles belongs to a wide range of 1-200 J..Lm 
diameters. The modeling of the parti ele' s flight into the combustor 

have to include slippage and turbu1ent dispersion. The 100-200 J..Lm 
particles are just slightly affected by the dispersion but their inertia 
shift the trajectories from the flux !ines of the flow field. ln 
opposition, the smaller panicles are strongly influenced by the 
instantaneous fluctuations of the gas-phase. 

As other solid-fueled applications, the paniculate phase is not 
a special instrument to provide high mixing flows but carries 
partial sources of heat and mass through the gas phase. The overall 
behavior of the two phases involved must be carefully cor.sidered 
to achieve trusty on the simulation code remarking the economic 
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limitation of the industrial applications. This paper is concemed to 
the description of reactive coai panicles interaction with the 
surrounding gas in a full-scale, wall-fired fumace. 

lHE PHYSICAL AND NUMERICAL MODELS 

Equations of Motion. ln a steady-state non-reactive flow, the 
continuous phase is evaluated by solving the general transport 
equation (eq. 1) for mass, momenta and turbulent quantities. 

(1) 

The Lagrangian approach is based on the computation of 
panicle trajectories of representative groups in the flow domain. 
The interaction of the two phases involved is accounted for by the 
Particle-Source-In-Cell (PSIC) mode1 originally proposed by 
Migdal & A gosta ( 1967) and applied here in the form given by 
Crowe, Sharma & Stock (1977). Turbulence is considered in the 
present work by an eddy-viscosity concept and a two-equations 
model was adopted (Launder & Spalding, 1972). For the results 
presented in this paper, the exchanged terms between the panicles 
and the gas phase do not include the turbulence modulation. This is 
justifiable through many previous studies on the magnitude of the 
turbulence corrections when compared to the averaged momentum 
contribution and to the local v alues of kinetic turbulent energy for 
similar dilute flows (Azevedo & Pereira, 1991). 

The panicle's equation ofmotion can be written as following: 

where the Saffman, Magnus and other negligible forces in this 
case are not pointed. For pulverized coai panicles under reactive 
conditions, the terms of apparent mass, buoyancy and Basset 
history-time forces are also negligible (see e.g. Azevedo et al , 
1992 and Baxter, 1989), leading to the application ofthe Newton's 
Second Law just considering the steady drag and gravity terms. 
Due to the intrinsic unimportance of the particle-particle 
interactions, a single-panicle correlation given by Wallis (1969) 
was employed to determine the panicle's drag sensitivity to the 
inertia I viscous dissipation ratio for different regimes of the flow 
field. 

Turbulence effects on the panicle's motion are considered by 



estimation of the instantaneous velocity of the gas phase from the 
mean velocity field and the fluctuation randomly sampled through 
the known turbulent properties of the time-averaged flow. The 
Boussinesq hypothesis was applied to obtain the fluctuating 
velocity components and their multi-dimensional correlated 
deviations are calculated by a conditional Gaussian distribution 
(Gaussian PDF) with primary standard deviation given by eq. 3. 

cr = -./213 k (3) 

The next cyclic and conditioned fluctuation is corrected by 
the expected value given the first fluctuation (eq. 4). 
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During a time step, this procedure is repeated cyclically for 
the three different coordinates, as described in Coimbra (1992). 
The turbulent interaction is considered acting over a time step 
which is the minimum of the two characteristic eddy times (eddy­
cross time and eddy lifetime) as in eq 5. (Gosman & loannides, 
1981 ). 

1.5 { . 112} 
tt= 0.090 75 ~ min _1_ ;{2k) 

E V e;p 3 
(5) 

As the particulate phase sources have to interact with a time­
averaged field, the statistical treatment of the fluctuating velocities 
must be treated with some caution. The calculation of time­
averaged fields is based on the assumption of time-averaged v alues 
for ali variables involved. Obviously, the simple application of the 
PSlC model with dispersion effects cannot account for mean 
values of instantaneous velocities if the total number of particles 
tracked is not statistically representative. The number of requested 
trajectories in most of the two-phase flows is completely 
prohibitive from the CPU time standpoint. Because of this 
limitation, some semi-Lagrangian methods have been proposed 
(Baxter, op. cit. and Lockwood & Papadopoulos, 1989) 
considering PDF' s propagation of position o r instantaneous 
velocity ensembles through the flow field . Despite the statistical 
elegance of these methods, new secondary and weak-meaning 
variables are introduced and due to the necessary rough grids to 
model full-scale combustors, this kind of methods is not applicable 
for the present problem (Coimbra, Azevedo & Carvalho, 1992). 

One simple procedure named stochastic self-stable strategy 
was developed to average the instantaneous values created by the 
Lagrangian routine. This approach is based on the numerical 
properties of the solution procedure which most of the codes used 
for engineering purposes present and consists on to keeping the 
marching evolution of the flow field convergence. After a 
parametric number of iterations (Coimbra, op. cit.), the trajectories 
calculated are good enough to be considered in an accumulative 
weighting expression given by 

L ( ) L- I ,L s,;p'7 1- ç s,;p + ç s +;p (6) 

where 
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Ç = L- 1 MAX {0.5; (100. L !rijkll-l} 
l , J . k 

(7) 

L is the number of the Lagrangian routine call and rijk is the major 
value of the normalized residues (the convergence is achieved 
when the normalized residues remain smaller than 5xi0-3 for ali 
generic properties). For each Lagrangian routine call, 2000 
different trajectories are calculated. Respective weights of tracking 
procedure sources are then obtained in the [0.5 : 2] domain. Eq.7 
shifts the averaged fields closely to the last iterations, in a 
stabilizing strategy. The value of 0.5 in eq. 7 is a specific 
parameter for the application studied and the smoothness of the 
overall convergence is a function of this v alue. 

It is very important to remark the conceptual differences that 
appears when random variables are introduced interacting with I 
deterministic flow evolution. ln this case, the final solution 1 

obtained depends on the under-over relaxation procedure because 
justa few trajectories (in the range of 500-2000) are calculated for 
each Lagrangian routine call. ln the limit of using under-relaxation 
factor equal to the unity, only the last fluctuation of the 
instantaneous velocity is considered with no averaging treatmenl • 
Some of the so-called convergence ill-behaviors of the Eulerian­
Lagrangian methods in dilute two-phase flows are misapplications 
of PSlC model coupled with dispersion mechanisms. 

Figure I shows the convergence rate for mass and momenta 
(the greater residue for the three coordinates). The circles represent 
the weight of the information given by the PSlC model for that 
Lagrangian routine cal!. The last weights are larger because the last 
trajectories are calculated with the gas field solution nearest to the 
convergence. Ali trajectories are accounted for in the sense that the 
first ones are useful to prepare the gas field for the last ones, but 
the information of the trajectories calculated by a remo te flow field 
is vanished by the cumulative procedure, and does not affect the 
final results. 
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This procedure differs from the presented by Gosman & 
loannides (op. cit.) due to the different weights considered by ~ 
marching strategy. ln the Gosman & loannides' model ali lhe 
trajectories have the sarne importance despite of the quality of~ 
surrounding continuum phase used to determine the particles

1 

paths. I 

Combustion. The reactive environment of the coal volati 
oxidants and products is described by an extension of the eddy-j 
dissipation model of Magnussen & Hjertager (1977), combin1 
with specific chemical rates for coai combustion (Coimb 
Azevedo & Carvalho, 1992). The particle's boundary layer · 
considered as oxidative, therefore the combustion products 
mainly C02. Five different species, enthalpy and radiating flux1 
constitute the set of additional equations to solve in the calculai' 
domain for reactive conditions. These species are: coai volati 
02. C02 (inner the iteration loop), NOx and HCN (in a post· 
processar routine). The particle's equation of heat balance and 



calculating of mass released during the fast pyrolisis, 
devolatilization and combustion of char follows closely the overall 
procedure shown in Lockwood, Salooja & Syed (1981). No 
cross-reaction of volatiles and char was considered and a single 
reaction model for the devolatilization was implemented since the 
coal used in the test-cases was not a high-volatile coai. The char 
combustion is modeled by a parallel competition between the 
oxidant diffusion to the particle's surface and the chemical rate of 
combustion. The general chemical and kinetics rates of the model 
can be found in Coimbra et al (op. cit.). 

The NOx formation and reduction mechanism follows the 
empirical correlations of DeSoete (1975). The post-processor 
routines were applied considering the fuel-NOx mechanisms but 
neglecting the thermal NO contribution and the reduction by the 
char. These assumptions are based in the previous work of 
Fiveland, Eskinazi & Wessel (1987) which presented these two 
effects as second order terms. 

Radiation. Radiative transferis the dominam mechanism of 
heat transfer in full-scale pulverized coai boilers. The flame 
radiative propertil"'s were modeled by a two grey and a clean gas 
model as in Truelove (1976) and by combined gas-particles 
approach as in Boyd & Kent ( 1986). The transport of radiation has 
been modeled by the Discrete Transfer Model (Lockwood & 
Shah, 1981 ). For the results shown here, the integro-differential 
equation of radiation (eq.8) was solved considering the combined 
gas-panicles properties suggested in the Boyd & Kent 's work. 

(8) 

where no scattering influence (subscript s) was considered. 

APPLICA TION OF THE NUMERICAL CODE 

The Case Studied. The fully three-dimensional model was 
applied to a coal-fueled industrial combustor with 20 burners 
assembled in four vertical rows with five bumers each . The 
complete description of the geometry of the boiler considered can 
be found in Coimbra et al (op. cit.). Several different operational 
conditions have been simulated by the model described and 
comparisons with experimental data of pollutant emissions from 
the fumace are also provided in that paper. The different cases are 
related to the Bumers-Out-Of-Service (BOOS) technique to reduce 
the pollutant emissions from the fumace. ln the present paper, the 
simulations give relevance to one single operating condition for 

1 which the top row of bumers is used to feed overfire air. This is a 
very interesting case from the industrial point-of-view since 
yielded a considerable reduction of measured NO emissions when 
compared with the normal operating conditions. A good agreement 
between the experimental NO ernissions results measured in the 
flue gases and the nurnerical predictions obtained with the previous 
described post-processor routines was achieved. 

The numerical code is based on the well-known volume 
finite discretization by staggered grids. The flow domain was 
divided in 22x 19x60 grid nodes for the solution of eq. I and in a 
14x10x27 grid for the radiation calculations (eq.8). Particles ' 
trajectories were evaluated by a non-interpolation Lagrangian 
procedure which could be addressed as a three-dirnensional 
extension of Rizvi 's method (Rizvi, 1985), joimed to the stochastic 
dispersion rnechanism above described. 

RESUL TS AND DISCUSSION 

The results shown here consist in a map distribution of 
properties and species concentrations for a cross sectional view of 
the combustor. ln order to provide a qualitative overview of the 
flarnes configuration, the plane chosen includes a row of bumers. 

1 
Figure 2 shows the oxidant and temperature distribution on the 
cited plane. 

Due to the cold air inlet of the fifth row of bumers, the 
behavior of bumers in this line is completely different from the 
others. lnterestingly, ali the simulations made show that the 
operating conditions for the bumers are quite different for each one 
(ali burners work in their specific own way). This is an importam 
information for the bumers and fumace designers because there is 
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Figure 2. left - 02 mass fraction map- % (A-3, B-10, C-18) 

right - Temperature distribution - K (A-2000, B-1500, 
C- 800) 

n_o reason to operate ali burners under the sarne imposcd conditions 
smce the fl amcs generated are strongly influenced hy the flow field 
in the near bumer region. 

The temperature and oxidant distributions are closely relatcd. 
As expected, the higher temperatures zones correspond to the Iow 
oxyg~~ concentrations. In opposition to the normal operating 
condttJOns case (not shown here), the ash cooler zone is a hot 
region for this BOOS case. This can be explained by the presence 
of a region of intensive combustion activity in the middle of the 
combustor as can he visualized by the temperature contours. 

Figure 3 shows the two most important pollutant mass 
fraction concentrations (C02 and NOx) . 

\_/ 

Figure 3.left - C02 mass fraction map-% (A-18, B-10, C-1) 
right - NOx mass fraction map - ppm (A-850, B-500, 
C- 100) 



The BOOS technique is successful in reducing the overall 
NOx emission dueto the sub-stoichiometric regime of the flames 
situak:'d in the lowest !ines of burners. Under such conditions the 
HCN released by the particles cannot be oxidized completely, 
leading to the NO low emissions. Due to the difficulties associated 
with obtaining measurements in industrial equipments just a few 
experimental data is available. Most of the validations in such cases 
are incomplete and based on local-dependent species emissions, 
whose can provide a qualitative analysis of the model sensitivity 
since the generation of these species (e.g. NO) are strongly 
influenced by the oxygen and temperature profiles. The flue gases 
measured emission of NO for this operating case is 792 ppm and 
agrees perfectly with the predicted value of 780 ppm. The 
sensitivity of the model to different operating conditions is very 
satisfactory and encourage further research in this way (Coimbra et 
ai, op.cit.). 

The recirculating flow field caused by the ash cooler 
geometry affects intensely the C()z formation in the lowest bumers 
!ines. Unfortunately, the C02 emissions are not influenced by 
cheaper techniques (as BOOS). Its reduction is intrinsically 
dependem to the combustion reactions and to the decreasing 
loadings of coai only obtained with higher thermal efficiencies of 
the solid-fuelled fumaces. 

CONCLUSION 

Some of thc ncw fcatures of a numcrical code crcated to 
dcscribe the combustion, heat transfer and tluid tlow into a a full­
scale pulverized coai combustor werc shown. Considerations 
ahout turhulcnt particle dispcrsion and its coupling with the PSIC 
model were addrcssed. Rcsults ohtaincd hy thc simulations 
including pollutant spccics distrihution, oxygcn concentrations and 
tcmpcrature were prcsentcd. Thc prcdictions pcrformed by thc 
code agrcc with thc few availablc experimental rcsults. 
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METODOLOGIA PARA ESTABELECIMENTO DE ANO TíPICO PARA 
SIMULAC~O DE SISTEMAS DE CONDICIONAMENTO DE AR 

FL~VIO AUGUSTO UANZOGO FIORELLI 
Escola Politécnica da USP- Depto. de Eng . Mecânica 

Av . Prof . Mello Moraes, 2231 -· CEP 05508- São Paulo,SP- BRASIL 

O P'teMnte an:U.go a.pne-óenta metodotog.Ut-?:> pa.rw. a. dk:.te11m.Lnaç.ã.o de ano :U.p.Lco 
pa.tt.a utLe.Lzação em pttogJ.tf.Witl de -ó.Lnuta.cão ba~ea.d.o no método "BIN". ~ apn.e-?:>e.ntada 
wna d.eõcn..Lç.ão -óu. ,~c.i.nta do Método "Bl"N", bem como u.nn anó ... t.l .. -?:>e de tnabafh.o-?:> n.e.!'.a­
c.Lonad.o<'> com ono<'> .ti.p.i .. co-?:>. 0-6 neõu.e.ta.d.o-6 obti.d.o.~ moó:VVJJTI peR.o mP...noõ tn.ê<"> poõ~;.i.­
veU, en{J.oqneô pctJW. o p.ttobtemr.t, ·~u.genLndo wna cont.i.nuação pan.a conf,..LlullWt a<'> ten·­
d<1nc.i .a-b ob-óenvada-6 no plte6ente. ittaba.l'.ho. 

As su cessivas · r:riSIC'''i pner·géticas pel<Js qüai. s o 
mundo t'"'m passauo nos o."altimus vinh• anos tiverilm um 
aspecto posi t:ivfl o de aler·tar os pais~~s sobre os 
efeitos res ultantes do consumo indiscriminado de 
energia . O desE.•nvolvimP.nto de uma consciência cole­
tiva sobre o uso racion<Jl de er.ergia,bem como a busca 
da min;muação ou rnesmn e!iminar;ãn dos efeitos am­
h i en tais danosos dl' um r:onsumn cada vel ma i o r e t n ­
discr iminadu, tai s como polui~;ão, p·fpito Pstufa e des­
tnJir;:ão d-.-1 camad-1 dt! ozôniq, levou os ')overnos a to­
marem mN1ir1as rJp f'Pnali<ação do drosperdício dP ener·--­
gia, bem r:nmn ,,., soe i >'dade o; de cl as•;;e t~ a•; ~J randes 

usuários a i niciarem pesquisas de técnicas e prDCE!di­
mentos visando ·;ua cons1?rv,1r;:ãa Urn •!xemplo disto no 
Ar,ls i l é o !,RDCEL ( l'nJÇJr-umil Na c inna \ de Conservação 
de EnenJJ<~ Elétrica) 

Uma área s igni ·fic<ttivamente ufetada por essa 
nova cunsc11?nc Ia no uc;o r·dcirmal de F.!nr~rgia foi a de 
controle amllíent,ll, que e ngloba o condicionamento de 
ar, a ventilação e o aquecimento A tecnologia utili­
zada nn 'c'et.nr é rrlativamE'nte bem consolidada, porém 
d par·tJr dn décadd r_i~;> setf'nt-3 fui con•;tatado um res-­
surgimento da r esquJ s a, voltada pr irocipalmente para a 
cunservaç~Ío de energia, através do desenvolvimento de 
metoc1o!ngias e de programas de simulação térmica de 
edificaç5es, vi~ando a reduçâo do consumo de energia 
ou a rau o na li <ação de pn.JJ e tos em termos energe ti­
C0'3 

r.DNSIIlffl.f\J;_ÕE~;;_gBRE A SI MUlACi'ID UE SISTEMAS OE CONDI­
l:IONAMENTO DE AR 

O consumo de energia de uma ed if i ca.,:ão e a fe­
tadll por uma interação complexa entre suas caracte­
rísticas fisiras, operacionais <ocupação, equipamen­
tos instalados, etc l e o meio externo . Logo, para 
uma análise do consumo, são necessários dados sobre 
as caracterÜ;ticas construtivas e arquitetônicas da 
edificaç:ão, dados climáticos, cargas térmicas inter­
nas e características dos equipamentos do sistema de 
condicionamento de ar. A grande variclr;ão que algumas 
destas Cilracter i st i c as pouem apresentar ao longo do 
tempo torna rlificil u cálculo do consumo de energia, 
além de, conforme o tratamento que estes fatores re­
cebam, levar ao desenvolvimento de diversos procedi­
ll@ntos com diferentes graus de complexidade e sofis­
ticação . 
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Dentre as metodologias desenvolvidas, uma das 
mais interessantes por conciliar um algoritmo simpli ­
ficcldo com uma razoável acuidade dos resultados é o 
Método "lliN" (cf . ASHRAE Handbook of Fundamentais, 
J.989l Este consiste em realiznr balanços energéticos 
instantâneos par·d várias temperaturas de bulbo seco 
externas e multiplicar os resultados obtidos para 
cada temperatura por sua fr·eq~Jência de ocorrência no 
período considerado. Temperaturas df2 bulbo úmido mé·­
r:lias correspondentes às vár·ias temperaturas de bulbo 
seco !'X ter roas são ut i 1 i zadas m!ste método para c<d cu ­
l<~r cargas latentes de infiltração e ventilação . 

No método "BIN" básico as cargas térmicas uti­
lizadas nos cálculos para cada temperatura "bin" ·são 
obtidas por interpolação I inear entre as cargas tér­
micas de proJ et:o para verão e inverno. Esta é uma das 
desvantagens deste método pois as cargas de verão são 
basP.ada•> na temperatura de projeto e não consideram 
variações nas cargas de transmissão e de insolar;::iío 
que, em média, são muito menores que os valores de 
pnJjet.o 

Em função desta e de outras I imitações e vi­
sando o estabelecimento de um método mais simplifi­
cado, foi desenvolvido para a ASHRAE <American So ­
ciety of Heating, Refrigerating and Air Conditioning 
Engineers, lnc. l uma nova versão deste método chamada 
de "Modified BJN Method" <KnebEd, 1983) . 

O método "BIN" modificado divide as cargas tér ­
micas de uma edificação em duas categorias· as que 
apresentam variaçÕes em função do horário ( cargas de 
insolação e ocupação> e as que apresentam variações 
em função da temperatura <cargas de condução e infil­
trar;:iío) A estimativa do consumo de energia é feita 
em dois períodos distintos, normalmente representando 
os períodos em que a edi.ficação está ocupada e deso­
cupada . Para cada um destes períodos, as cargas horá­
rias são avaliadas e somadas às cargas de condução, 
de tal maneira que a carga seja caracteri?ada como 
uma função da temperatura externa do ar para o pe-­
ríodo que está sendo analisado . 

Uma vez conhecido o perfil de carga térmica 
como uma função da temperatura exterior, simula-se o 
desempenho do sistema de condicionamento, determi­
nando-se as carg.is nas serpentinas, venti !adores e 
bombas . Com as cargas nas serpentinas determina-se a 
demanda para os sistemas de conver·são de energia 
<chillers, torres de resfriamento, caldeiras, etc . ) . 
Através da simulação destes sistemas, determina-se o 
consumo de energia em fum;:ão das temperaturas exter·­
nas, ponderando-se estes valores pelo número de horas 
de ocorri?ncia das várias faixas de temperatura, de-

r, 



terminando-se, assim , o consumo anual de energia, 
que corresponde à soma total . 

CONSIDERACÕES SOBRE O ESTABELECIMENTO DE ANO TiPICO 

As condições climáticas necessárias à simula­
ção de sistemas de condicionamento de ar são normal­
mente estabelecidas para um período de um ano (cf 
Knebel, 1983>, denominado "ano típico" . 

Dentre os trabalhos desenvolvidos para o esta­
belecimento de anos típicos ou temperaturas de pro­
jeto, tem-se o trabalho de Crow ( 1964), que descreve 
a metodologia uti 1 i zada para determinar a•; tempera­
turas de projeto de inverno e verão recomendadas 
pela ASHRAE <American Society of Heating, Refrigera­
ting and Air-Conditioning Engineers) a partir de da­
dos sobre as temperaturas máximas anuais . Esta·; tem­
peraturas são apresentadas em porcentagens de ocor­
rencia de temperaturas maiores ou iguais à tempera­
tura recomendada (por exemplo, a utilização da tem­
peratura de 290C para a cidade de São Paulo com um 
nível de 2,5~ significa que apenas em 2,5~ das horas 
de verão a temperatura externa superará este valor . 
de projeto re.comendado) . Os dados do trabalho em 
questão visam o projeto de sistemas de ar condicio­
nado . 

O mesmo Crow (1981) apresenta em outro artigo 
o resultado de um prqjeto de pesquisa para desenvol­
vimento de uma metodologia de geração de um ano tí­
pico para utilização em programas de simulação . O 
objetivo do trabalho foi o de criar um "ano típico" 
que não correspondesse a um ano "real", no qual as 
temperaturas e irradiação solar médias se aproximas­
sem o máximo possível das médias históricas obtidas . 
Para tanto adotou a seguinte metodologia : 

1> selecionou um período de 30 anos <194i-
1970l para análise; 

2> determinou as médias htstór-icas de TBS 
neste período; 

::n escolheu, para cada mP.s, um ou dois meses 
históricos cuja TBS média é a mais próxima possível 
da média histórica para aquele mes; 

4) comparou a~ médias históricas de irradiação 
solar e de precipitações com os valores dos meses 
escolhidos, a fim de escolher o mais significativo 
em termos das médias e o que precisaria dP menos 
ajustes nos dados climáticos diários a fim de que a 
T8S média estivesse o mais próximo possível ou fosse 
exatamente ~gual à média histórica; 

5) ajustou, por substituição, dias e/ou horas 
tirados do mesmo mês em outros anos, de forma a tra­
zer a média mensal muito próxima <tolerância de mais 
ou menos 0,1°F> ou exatamente igual à média histó­
rica . 

l' 

Além disto, os 
de dias que foram 

dados de início e fim de meses 
substituídos foram ajustados a 

fim de evitar "saltos" nos dados . 
Já Erbs et alii (1983) desenvolveram um método 

que permite estimar dados meteorolÓgicos para utili­
zação no método "BIN" e no método dos "Degree-Days" 
a partir das médias históricas mensais de temperatu­
ras . Utilizando dados de nove estações meteorológi­
cas americanas, os autores obtiveram uma relaçâo que 
fornece uma estimativa da distribuição cumulativa da 
temperatura ambiente, tomando como base a média men­
sal, a partir do que pode-se obter as faixas de tem­
peratura "BIN" com as respectivas frequencias de 
ocorrência, bem como os dados para o método dos 
"Degree-Da ys". 

Degelman (1985), partindo dos resultados obti­
dos por Crow (1981), organizou os dados meteorológi­
cos na forma que são utilizados no método "BIN" e no 
método dos "Degree-Days" . Os dados foram organizados 
em seis períodos diários <01 a 04 horas, 05 a 08 ho­
ras e assim sucessivamente), e foram gerados dados 
sobr·e as temperatura·; "BIN", frequência de ocorrên-
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cia das faixas, TBU média correspondente por período 
e anual, dados sobt·e a irradiaçâo solar horizontal 
média correspondentes a cada um dos períodos defini­
dos e correspondentes às horas do dia <05 a 20 ho­
ras), além de dados sobre TBU para utilizaçâo em 
torres de resfriamento e condensadores evaporativos, 
e frequência, direção ·e velocidade de ventos . Os da­
dos são apresentados no Sistema Internacional de 
Unidades <SI) e no Sistema Inglês . 

Na revisão bibliográfica realizada pelo autor 
não foi localizado nenhum artigo ou publicação sobre 
anos típicos para as condiçÕes brasileiras . Assim, 
partindo da necessidade de tais dados, o presente 
trabalho apresenta métodos para estabelecimento de 
ano típico para avaliações do consumo energético 
pelo método "BIN" modificado para condições climáti­
cas brasileiras, utilizando dados relativos à cidade 
de São Paulo para implementação destes métodos. 

METODOLOGIA PARA OBTENC~O DO CONJUNTO DE DADOS ME 
TEOROLÓGICOS UTILIZADOS NO MÊTODO "BIN" 

O conjunto de dados climáticos necessários 
para a implementação do Método "BIN" é formado por 
uma faixa de temperaturas de bulbo seco <TBS>, uma 
temperatura média representativa da faixa (tempera­
tura "BIN"l, sua frequencia, em n~mero de horas num 
ano típico, e uma temperatura de bulbo ~mido <TBU> 
correspondente à média das TBU associadas às ocor­
rencias de TBS na faixa . Dados adicionais sobre a 
irradiação solar média, bem como velocidades médias 
e direções preferenciais de ventos também compõem o 
conjunto de dados . 

No método "BIN" modificado os dados sobr·e ven­
tos não são utilizados e os efeitos devidos á irra­
diação ~alar são associados a uma função da TBS, re­
duzindo a análise aos valores de TBS e TBU hora a 
hora para o período de um ano . 

O procedimento adotado no presente trabalho 
tomou por base dados meteorológicos da cidade de.São 
Paulo, obtidos junto ao Instituto Astron6mico e Geo­
físico da Universidade de São Paulo (JAG-USPl, atra­
vés da Estação Meteorológica do Parque do Estado, e 
o 7° Distrito do Instituto Nacional de Meteorologia 
do Ministério da Agricultura e Reforma Agrária 
(lNEMET-MARAl Dados de TBS e TBU <ou umidade rela­
tiva> relativos a um período rle pelo mpnos 20 anos 
foram analizados . Inicialmente foram investigadas 
as médias mensais . No IAG, os dados disponíveis (e 
organi .zados) cobre>m o período de 1960 a 1980 Os da­
dos do INEMET referem-se ao pe>ríodo de> 1960 a 1988 . 
A seguir foram determinadas as médias mensais histó-
ricas 
Tab . 

dos períodos, cujos resultados encontram-se na 
1 Vale ressaltar que as diferenças encontradas 

não sâo significativas quando comparadas com as in­
certezas normais dos aparelhos de medição de tempe­
ratura, e justificam-se pela localização das es­
tações meteorológicas . 

Numa segunda etapa , conhecidas as médias his­
tóricas, construiu-se o ano típico. Foram utilizados 
os dados fornecidos pelo !AG, pois das fontes co~ 
sultadas, apenas esta apresenta dados meteorológicos 
horários para o período analisado . Três métodos~ 
análise foram utilizados, com base nos valores mé­
dios de TBS, a saber : 

Método 1 . Neste método "montou-se" um ano tí­
pico a partir dos meses cujas médias mais se (aproxi· 
mam das médias históricas . Deste modo foram selecio· 
nados de 2 a 4 meses históricos para cada mes ~ 
ano . Deste conjunto tomou-se o mês que apresentou a 
menor amplitude média nas temperaturas diárias, a 
fim de evitar que as variações em torno da média 
mensal fossem muito grandes . O resultado obtido c~ 
este método encontra-se na Tab . 2 . 



TABELA 1 - TBS MÉDIA MENSAL <GRAUS CELSIUS> PARA A 
CIDADE DE S~O PAULO 

IAG-USP INEMET-MARAI 
MÊS MÉDIA MÉDIA I 

1960- 1980 1960-1988 

JAN 21 , 2 21.9 

I FEV 21,6 22 , 3 
MAR 21,0 21 , 5 
ABR 18 , 8 19,5 I 
MAl 16,7 17,5 I 
JUN 15,6 16 , 4 I 
JUL 15,3 15,8 I 
AGO 16 , 5 

:~u SET 17,3 
OUT 18 , 3 18,9 
NOV 19,2 20,1 
DEZ 20 , 5 21 , 1 

TABELA 2 - ANO TíPICO PELO MÉTODO 1 

MÉD IA ANO TEMP . AMPLITUDE. I 
MÊS HIST . ESCO- MÉDIA MÊS MÉDIA MÊS I 

1960-1980 LHIDO ESCOLHIDO ESCOLHIDO I 
~ 

I JAN 21,2 1975 21,0 9,0 I 
I FEV 21, 6 1970 21,4 8,6 I 
I MAR 21 ,o 1974 21 , 0 9' 1 I 
I ABR 18,8 1977 18 , 8 7,9 I 
I MAl 16,7 1976 16,5 8, 1 I 
I JUN 15 , 6 1980 15,4 10,0 I I JUL 15,3 1965 15,3 10,3 
I AGO 16 , 5 1971 16,4 10,2 I 

I SEI 17 , 3 1962 17,1 10,8 

I QUI 18,3 1966 18 ' 1 10,1 
I NOV 19,2 1979 19 , 1 9,5 
I DEZ 20 , 5 1978 20,5 9 , 4 I 

Método 2. Neste método determinou-se o desvio 
das médias mensais em relação à méd i a histórica , e 
para cada ano determinou- se um desvio médio anual , 
selecionando-se a seguir o ano ~ue apresentou o me­
nor desvio médio como sendo o ano típico . O resul ­
tado obtido encontra- se na Tab . 3 . 

TABELA 3 - ANO TíPICO PELO MÉTODO 2 

I MÊS 
MÉDIA MÉDIAS 

HISTóRICA MENSAIS DESVIO 
1960-1980 1978 

JAN 21,2 22,1 0,81 
FEV 21.6 21,7 0,01 
MAR 21 ,o 21,6 0 , 36 
ABR 18,8 18, 1 0,49 
MA! 16,7 15,7 1,00 
JUN 15 , 6 15 ' 1 0,25 
JUL 15,3 16,5 1,44 
AGO 16,5 15,4 1,21 
SEI 17 , 3 17,0 0,09 
OUT 18,3 19,0 0,49 
NOV 19,2 19,6 o, 16 
DEZ 20 , 5 20,5 0 , 00 

DESVIO OUADRliTICO MÉDIO ---) 0,725 
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Métgdo 3 . O método 3 é parecido com o ante­
rior, porém com a diferença de ~ue a análise concen­
trou-se nos seis meses mai s ~uentes <Janeiro a 
Abril , Novembro e Dezembro), j á ~ue a maioria das 
instalações de condicionamento de ar do país possuem 
apenas sistemas de refrigeraçio O resultado obtido 
encontra-se na Tab . 4. 

TABELA 4 - ANO TíPICO PELO MÉTODO 3 

- --, 

MÊS 
MÉDIA 

HISTóRICA 
1960- 1980 

MÉDIAS 
MENSAIS 

1970 

I 
DESVIO I 

I 

I JAN 21,2 20,9 0 , 16 
I FEV 21,6 21 , 4 0,04 
I MAR 21 , 0 21 , 5 0,25 

I 
ABR 18,8 19 , 2 0, 16 
NOV 19,2 17 , 7 0,56 
DEZ 20,5 22,0 0,56 I 

1-- ----1 I DESVIO OUADR~TI CO_ MÉDI~--- -- ) ~,537 I 

Os dados horários de TBS e TBU dos três anos 
t í picos descritos acima fo r am armazenados em discos 
flexíveis, ·de forma a permitir um manuseio mais f á­
cil A seguir foram determinadas as fre~uências de 
ocorrênc ia de f a ixas de temperaturas com uma ampli ­
tude de 2°C , entre 0°C e 40°C , e a lBU média corres­
pondente a cada uma das faixas, para as 24 horas e 
para períodos de 06 horas <Ol as 06 , 07 às 12, e as­
sim por diante) , considerando a temperatura média da 
faixa como a temperatura "BIN" . 

ANÁLI SE DOS RESULTADOS OBTIDOS 

A partir dos dados obtidos foi feita uma aná-
1 i se para determinar qual dos três anos típicos é 
mais ade~uado aos objetivos do presente trabalho . Na 
Tab . 5 sio apresentados os valores das diversas fre­
quências de ocorrência para os três métodos de aná-
1 i se 

Comparando estes valores , nota-se primeira­
mente que os resultados obtidos são muito parecidos 
para as faiKas de maior peso na simulação (08 a 
30"Cl . As diferenças obt i das nas outras faiKas, ape­
sar de serem em alguns casos de até cerca de 5 ve­
zes, são pouco significativas para a simulação . 

O método 1 ~presenta valores mais próximos da 
média, porém apresenta o inconveniente da necessi­
dade de acertos em certos dados (in í cio e final dos 
mE'ses) a fim de eliminar "saltos ". Os métodos 2 e 3 
não apresentam tal inconveniente, porém seus dados 
estão mais distantes da média . 

Os método& 2 e 3 apresE'ntam ainda a vantagem 
de, ~.• l ' f!do <.Htc•s "r~·,us", perm i t i rem uma ver i ficação 
do rE'sultado obtido na simula~;ão de sistemas já ins ­
ta l ados contra dados de consumo real , ~uando exis­
tentes . 

CONCLUSÕES 

O principal objetivo do presente trabalho foi 
o de desenvolver métodos de análise , ainda que sim­
plificados, para estabelecimento de anos típicos, 
através da coleta e organiza~;ão dE' dados meteoroló­
gicos para a cidade de São Paulo . 



Em virtude do presente trabalho ter por obje­
tivo fornecPr dados para análise de consumo energé­
tico pelo Método "BIN", apenas dados de TBS e TBU 
foram considerados. 

As vantagens e desvantagens apresentadas por 
cada um dos métodos de análise desenvolvidos no pre­
sente trabalho, bem como as diferenças obtidas entre 
eles, não são suficientes para caracterizar qual dos 
três métodos é o mais indicado para a geração de um 
ano tipico . i necessário estender esta análise para 
outras cidades, de forma a confirmar as tendências 
observadas no presente tr·abal ho. 

TABELA 6 - COMPARAÇ~O ENTRE AS FREQUÊNCIAS DE 
OCORRÊNCIA PARA OS DIVERSOS MÉTODOS 

.-
I FAIXA FREQUÊNCIA l.JA FAIXA <HORAS) I 

I AIN MÉTODO t MÉTODO 2 MÉTODO 31 
f· ... ...... ----· -- --·--- --·--··- --------------------1 
I O a 2 () o o I 
I 2 cl 4 'I 4 o I 
I 4 d 6 4 21 o I 

h ;1 H 7 41 19 I 
8 a j (\ 103 130 115 

10 ii !i:-' :301 342 335 I 
12 a 14 886 845 84o I 
14 a 16 1476 1294 t236 I 
16 a 18 1484 1489 1516 I 
18 a 20 1638 1519 1645 I 
?.0 a 2<-: 11B4 1214 1223 I 
22 a 24 h12 746 706 I 
24 a 26 482 469 534 I 
26 a 20 3i.!3 314 348 I 
28 a 30 208 201 18o I 
30 a 32 43 101 62 I 

. 32 a 34 () 30 ~ I I 34 a 36 o o 
l36 . a 38 O O O I 

38 a 40 O O O __________ _________________ _j 
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ABSTRACT 

This paper presents methods for determinating 
a Typi.cal Weather Year CTWY! lur utlllldllon i.n a 
simulation program based on the BIN Method . A brief 
description of the BIN Method is presented, as well 
as a analisis of the papers related to TWY . The 
results show that there is , at least, three possible 
solutions for the problem, suggesting a continuation 
to confirm the observed tendencies in this work . 
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INTRODUÇÃO 

A medi da que cresce a preocupação com a 
consevação de energia, fica evidente que as técnicas 
tradicionais de cálculo de carga térmica devam sofrer 
um processo contínuo de aprimoramento . Isto se faz 
necessário pelo fato da capacidade dos equipamentos de 
climatização, com o consequente consumo de energia, 
estar diretamente relacionada com a determinação da 
carga térmica. 

A tendência atual é pelo emprego cada vez maior 
de programas computacionais para simular o 
comportamento térmico de edificações . 

Entretanto, tais programas muitas vezes 
computam adequadamente o efeito da radiação 
incidente, devido a inabilidade de previsão das 
sombreadas. 

não 
solar 
áreas 

O presente trabalho é uma contribuição neste 
sentido, por apresentar uma estrutura bastante 
genérica capaz de computar sombras provocadas pela 
ação de "breezers" e / ou edificações vizinhas. 

TRANSFORMAÇÃO DE COORDENADAS 

O método utiliza do neste trabalho consiste 
inicialmente na movimentação do sistema de coordenadas 
para a superfície em análise, mediante o alinhamento 
do eixo X (por meio de rotação e translação) com a 
primeira aresta considerada. Os vértices das 
obstruções são então ex'pressos em função deste novo 
sistema de coordenadas e, em seguida, procede-se a 
projeção dos mesmos sobre o plano da superfície, numa 
direção paralela aos raios solares incidentes . 

As relações que permitem a mudança de 
coordenadas e a projeção dos vértices são apresentadas 
a seguir (Clarke, 1985) : 

Translação . Consiste no deslocamento da origem 
do sistema de coordenadas XYZ para o primeiro vértice 
considerado da superfície, obtendo-se assim o novo 
sistema de coordenadas X' Y' 2' como demonstrado na 
Figura 1. Expressando esta operação matematicamente, 
tem-se: 

(x' y' z' l 
(x Y '' [j j j] (1) 

onde xO, yO e zO é a origem do novo sistema de 
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coordenadas, referenciada ao sistema de coordenadas 
or iginal . 

Rotação. Consiste na rotação do sistema de 
coordenadas X' Y' Z' em função dos ângulos a, (3 e ~ 

definidos de tal forma que o eixo X' coincida com a 
prime ira aresta considerada da superfície, obtendo-se 
assim um novo sistema de coordenadas X"Y"Z" (ver 
Figura 1). Em notação matemática, tem-se: 

[1 o o ~ (x" y" z"l (x' y' z') O cos/3 sen(3 
O sen/3 cos(3 

[ cos~ o sen~l [ cosa 
-sena 

~ X 

-s~n~ 
1 O sena cosa (2) 
o CDS~ 0 o 

z 

y• 
_..., 

..--- X" 

X' 

X 

Figura 1 - Transformação de coordenadas 

O ângulo ~ reflete a inclinação do eixo X' em 
relação a horizontal. No caso, representado na Figura 
1, tal ângulo tem valo nulo. 

Projecão. Após a transformação de todos os 
vértices das obstruções para o novo sistema de 
coordenadas, procede-se a projeção destes sobre o 
plano da superfície X"Z" numa direção paralela aos 
raios solares . As seguintes relações são então obtidas 
(ver Figura 2): 

~· 



l , 

Xp x" - y". tg(~l) 

Zp z" - y".tg(~2)/cos(~1) 

YP = O 

ou, em notação matricial 

(Xp YP -Zp) (x" y" z") [-+· 

Z" 

···--==-~y· 

1 -tg~2 o o '] 
COS~1 

o 1 

(3) 

(4) 

(5) 

(6) 

~Kp,Yp,Zp) L 

~~~·:z") /~ 
//~/ / / / /.· 

/,,/' / / 

-·:;::;-- ----·--- ---
/ 

--------- ----

Figura 2 - Projeção sobre o plano X"Y" 

onde: x", y" e z" são as coordenadas do vértice a ser 
projetado; 
Xp, yp e Zp são as coordenadas do vértice 
projetado no plano X"Z" ; 
~1 é o pseudo azimute solar; 
~2 é a pseudo altitude solar; 

Os ângulos ~1 e ~2 nada mais são que a altitude e o 
azimute solar, referenciados ao sistema de coordenadas 
X"Y"Z". 

Equação Completa da Proleção . 
equações (1), (2) e (6) tem-se: 

Combinando 

(Xp YP Zp) (x y z) 

[ 

COS"1 0 
X 0 1 

-sen"1 O 

sen"1] [cosa 
O sena 

COS"1 0 

[

1 o 0]~1 o 1 o o 
o o 1 o 

xO yO zO 

o 
cos/3 
sen/3 

o l sen(3 
cos/3 

-sena 
cosa 
o [ 

1 o o ] o -tg~2 ~l -tg~ 1 1 COS~1 
~ o o 1 

as 

(7) 

Deve ser ressai tacto que quando y" 2:: O o vértice 
em questão está localizado atrás do plano da 
superfície em consideração. Logo, tal vértice não 
provoca sombreamento. Neste caso faz-se um corte na 
obstrução, gerando novos vértices, e ignora-se os 
vértices que ficam atrás do plano. A Figura 3 
exemplifica este caso. 

SUPERPOSIÇÃO DE SOMBRAS 

.O programa desenvolvido permite que as sombras 
geradas sejam pol igonos convexos ou não e vazados ou 
não. As figuras geométricas podem ser constituídas por 
vários polígonos, sendo um obrigatoriamente externo 
(vértices ordenados no sentido anti-horário) e os 
demais, se existirem, internos (vértices ordenados no 
sentido horário) . O conjunto de pol ígonos pode 
representar uma sombra ou uma parede . 
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A superposição de sombras sobre uma determinada 
parede é identificada através de uma comparação entre 
as sombras provocadas por cada parede das obstruções. 

-~~::---~, 
r::::.-IlJ---GERADOS 

1 

I I 

I I 
L. I 

- I 

I L. ___ , ~ ~.~:~. - 2 -'-7 . . \QE.~i>-()11. 

L 
SUPERFICI~- --- ~ Sú~~f\C\E. cO~S 

~----- -- · ~o o~>-

y• 

Figura 3 - Vértices atrás do plano da superfície 

O procedimento adotado baseia-se nas etapas descritas 
a seguir: 
a) - projeção e união das sombras sobre o plano da 

parede; 
b) - eliminação das áreas de sombras externas ao 

polígono externo da parede; 
c) - exclusão das áreas de sombra internas aos 

pol ígonos internos (janelas), como forma de 
calcular a sombra somente na parede; 

d) - eliminação das áreas de sombra e xternas aos 
pol ígonos internos (janelas), como forma de 
calcular a sombra somente na janela. 

Para a realização dos procedimentos descritos 
anteriormente foram desenvolvidas cinco rotinM 
básicas: 

Ordenação dos vértices. Consiste na localizaçao 
das interceptações das arestas, gerando novos 
vértices, ordenando-os na sequência correta, e 
atribuindo um "status" de interceptação ou não 
dependendo do caso . O método utilizado para esta 
localização é o indicado por Walton(1979), o qual est6 
baseado na utilização de coordenadas homogêneas. Para 
pontos coincidentes o processo de atribuicão ~ 

"status" é mais complexo, sendo sua descrição 
apresentada por Rzatki(1992). 

Situação do ponto . Para verificar se um ponto 
está ou não dentro de um polígono utiliza-se uma reta 
passando por este ponto, e verifica-se a sua 
intersecção com as arestas do polígono . Se o número~ 
intersecções for par o ponto é externo ao polígono e, 
em caso contrário, é interno. 

União de dois pol ígonos. A união de dois 
poligonos, identificados como polígono corrente e 
oposto, é feita de acordo com a descrição a seguir t 

com a Figura 4. 
Parte-se de um vértice do polígono corrente, que dew 
ser externo ao polígono oposto (ponto 1). 

/' 

A partir do ponto 1, percorre-se os vértices doi 
polígono corrente, no sentido anti-horário, 
encontrar o primeiro ponto de intersecção com 
polígono oposto (ponto 13). Neste ponto troca-se 
polígono até identificar o próximo ponto 
intersecção (ponto 16). Repete-se este procedimen 
até o retorno· ao ponto de partida (ponto 1). 

/ 

O mesmo processo é ut i li zado para os vért i 
restantes como forma de identificar 
polígonos internos (14,6,7,15,10) . 

Intersecção. A intersecção de dois polígonos 
realizada seguindo o mesmo procedimento utilizado 

;. 

c 
):: 



processo áe união, com a única ressalva que o 
procedimento deve ser iniciado num ponto interno 
(pontos 5 e 8). A partir do ponto 5 identifica-se o 
polígono _(5, 14,11,13) e a partir do ponto 8 o polígono 
(8,16, 15). 

Ex c 1 usão . O mesmo processo é também ut i 1 i zado 
para se identificar polígonos que porventura tenham de 
ser excluídos de um outro polígono (5,14,11,13) e 
(8,16,15). 

Para exemplificar a utilização dos procedimentos 
descritos anteriormente, lista-se a seguir as etapas 
necessárias na união de duas sombras: 
a) - união dos polígonos externos das duas sombras; 
b) - intersecção do polígono externo da primeira 

sombra com os polígonos internos da segunda; 
c) - intersecção dos pol ígonos internos das duas 

sombras; 
d) - exclusão dos polígonos internos da primeira 

sombra do polígono externo da segunda. 
A união de todos os pol ígonos resultantes será a 
sombra desejada. 

3r-----------~~=-------------------~2 

POLIG<Hl CORRENTE 
6r------==::=.-------,7 

t 14 10 
11 .-~===--,r-=-~~--, 

1 
4 L.-.;;==ll-t-----'=---' 5 

J2L----====-----' 

Figura 4 - Polígonos ordenados 

ANÁLISE DAS POTENCIALIDADES DO PROGRAMA 

1 

A figura 5 mostra uma casa casa cuja parede 
leste possui um "breezer" na janela e está próxima a 
uma outra edificação . 
Os resultados mostrados a seguir referem-se à esta 
parede (leste) e a um dia típico de verão (21 de 
janeiro) para a cidade de Florianópolis - S. C. (Lat. 
-28°36', Long . 47 °34'). 

DIMENSÕES EM 
fiETROS 

Figura 5 - Caso em análise 

Antes da realização de qualquer cálculo de 
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sombreamento é feita uma verificação do ângulo entre a 
normal à parede e o raio solar incidente. Se tal 
ângulo for maior que 90° a parede não sofre insolação 
e, portanto, o sombreamento para esta parede não é 
calculado. Para o presente caso a parede sofre 
insolação das 6 às 12 horas sendo as sombras 
resultantes indicadas nas figuras 6 a 10. 

Inicialmente , às 6 horas da manhã, o sol está 
próximo do horizonte e, portanto, o prédio vizinho 
provoca o sombreamento total da parede (Figura 6). A 
medida que o tempo vai passando a altitude do sol vai 
aumentando e a parede vai tendo insolação (Figura 7) . 
As 8 horas, observa-se sombras provocadas tanto pela 
ação do "breezer" como pela edificação vizinha (Figura 
8) . O processo . continua com o sombreamento, agora 
sendo provocado apenas pelo "breezer" (Figuras 9 e 
10) . 

N 

o 
X 

'Q) 

Figura 6 - Sombra sobre a parede leste às 6 horas 

N 
o 
X 

'Q) 

Figura 7 - Sombra sobre a parede leste às 7 horas 

A Figura 11 mostra a variação da área sombreada, 
da janela e da parede, para o caso e período 
considerado. O coeficiente de sombreamento SC é 
definido como sendo a relação entre a área sombreada e 
a área total da superfície considerada. 

CONCLUSOES 

O código computacional desenvolvido presta-se 
muito bem para as geometrias testadas . Contudo , 
necessita-se verificar o seu comportamento para formas 
geométricas mais complexas analisando, principalmente, 
o tempo computacional requerido. 

O programa pode ser utilizado isoladamente ou 
como parte de um programa geral de simulação térmica 



de edificações. Neste último caso, torna-se possivel 
verificar o impacto do sombreamento sobre a carga 
térmica resultante. 

iJ .,.....,. I 

Figura 8 - Sombra sobre a parede leste às 8 horas 

N 
o 
X 

"(i) 

... 

eixo X" (m) 

Figura 9 - Sombra sobre a parede leste às 9 horas 

N 
o 
X 
·~ 

Figura 10 - Sombra sobre a parede leste às 12 horas 
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Figura 11 - Coefi c ientes de sombreamento em função da 
hor;a do dia 
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ABSTRACT 

The aim of this work is to present 
mathematical model to cal c ulate the shaded areas 
buildings . the program is able to simulate sha, 
areas in transparent and/or opaque surfaces due to t 
action of breezers and/ or surrouding buildings . 
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RESUMO 

O objeAJ .. vo do p!t~ ente .tJr..abailw ê.. apJL~enta!t uma ~.tJr..U-tuJLa c..omy.x.úacJ...onal. ca­
paz de -~>.únuJ'_aJt -~>.únu.Uanell1Ylente e.d-<..6-{.c..aç..õ~ , eqtúpamentM e c..ont!tof~ de.. c..ond-<..uona­
me..nto de.. M. ~ dada ê~6M~ ~ pe.t;;J..al. ã apJL~e..ntaç..ão de. uma -~o.Uu..aç..ão tl..pic..a de.. ve..Jtão 
na qual. o amb .. <..e..nte. c.f.úna. .. t..izado e. c.ont:Jtof..ado pe.f..a te.mpe..MtU!La e.. umidade.. do aJt J..nteJt­
no. T~t~ de.. -~oe..núbilidade do p!togMma -~oa.o tambê..m apJL~entado-~o e d-<..f.oc.u..tido-1>. 

INTRODUÇÃO 

Ao longo da história, o homem tem buscado de 
várias formas e em diversas áreas, melhores condições 
de vida .. Não obstante, a climatização de ambientes 
tem se tornado algo indispensável em mui tas 
atividades da vida cotidiana. 

Entretanto, à obtenção de tais condições 
ambientais está associado um custo energético, da 
maior importância, o que pode ser comprovado pela 
criação do PROCEL (Programa Nac ional de Conservacão 
de Energia Elétr ica). 

O presente trabalho é uma contribuição no 
sentido de racionalizar es te consumo de energia, por 
apresentar uma estrutura computacional capaz de 
simular simultaneamente edificações, equipamentos e 
controles de condic ionamento de ar .. 

MODELAÇÃO MATEMÁTICA 

O programa possui uma biblioteca de componentes 
que podem ser associados da maneira dese jada pelo 
usuário. Tais componentes são: ventilador ou bomba, 
canalizações de ar /água, junção de do is fluxos de 
ar/água, bifurcação de um fluxo de ar/água, 
resistênc ia ao fluxo de ar/água, sensores, 
controlador "ON-OFF", control ador PlD, relé inversor, 
registro ou válvula de duas vias, registro ou válvula 
de três vias, relé sequenciador, relé seletor, 
resistência elétrica, serpentina de água quente, 
serpentina de água gelada, umidificador evaporativo, 
injetor de vapor d'água e ambiente climatizado. 

A descrição completa de todos estes 
componentes, devido a limitação de espaço, não pode 
ser aqui apresentada. Serão apenas apresentadas as 
linhas gerais do procedimento empregado na modelação 
dos componentes de interesse, podendo a descrição 
completa destes e dos demais componentes , ser 

·encontrada em Clark ( 1985) e Negrão (199Za). 

Ventilador ou bomba . A dependência da elevação 
de pressão e da eficiência estática de 
ventiladores/bombas em relação ao fluxo de massa é 
modelada através das seguintes equações polinomiais: 

llp a 
1 

(1) 
.3 .4 

a m + a m 
4 5 

b + b in + b in
2 

+ b in
3 

+ b in
4 

1 2 3 4 5 
( 2) 
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onde, llp é a elevação de pressão no ventilador/bomba, 
in é o fluxo de massa; TJ é a eficiência estática do 
ventilador/bomba ea ... a e b .. b são coeficientes 

1 5 1 5 

obtidos a partir de catálogos de fabricantes. 

Canalizações, conexões e resistência ao fluxo 
de ar/água . A variação de pressão em canalizações 
de ar/água, em processos d e bifurcação ou junção de 
um fluxo de ar/água ou ainda as quedas de pressão 
através de serpentinas, resistências elétricas, etc, 
s ã o ava liadas da seguinte forma: 

liP 
1 2 z p liV + p g liZ + Pd 

onde, os símbolos p, V, g, Z e Pd 
r e spectivamente a massa especifica, 
aceleração da gravidade, nível geodésico 
carga no componente. 

(3) 

referem-se 
velocidade, 
e perda de 

A temperatura do fluido na saída da canalização 
é, inicia lmente, calculada através da equação da 
conservação da energia, em regime permanente. Em 
seguida o aspecto dinâm ico da temperatura é incluído 
através de uma equação diferencial com uma única 
constante de tempo: 

dTro/dt 

onde, T fo é 

canalização, 

(T
5 

- T )/T 
fo fo 1 

(4) 

a temperatura do fluído na saída da 

T
5 

é a temperatura do fluido na saída 
fo 

da canalização avaliada em regime permanente, t é o 
tempo e <

1 
é uma constante de tempo . 

Sensores de temperatura . Os sensores de 
temperatura são modelados através de uma equação 
diferencial com uma única constante de tempo, 

dT / dt = (T - T )/< 
o m o 2 

(5) 

onde T é a temperatura percebida pelo sensor, T é a 
o m 

temperatura sendo medida e <
2 

é a constante de tempo. 

Controlador Proporcional-Integral-Derivativo 
(PID). O controlador PID é modelado pelas seguintes 
equações: 

I ' 
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cs 
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p + UI JE dt + u dE 

D dt 

(6) 

(7) 

onde, C é o sinal de controle correspondente ao 
set 

valor de "set point" da variável sendo controlada, C
1 

é o sinal de entrada do controlador, C
8 

é o sinal de 
o 

saída do controlador, avaliado em regime permanente, 
e U , U e U são respectivamente os ganhos 

p I D 

proporcional, integral e derivativo. 
O sinal de saída, em regime permanente, é 

simplesmente atrasado em relação ao efetivo sinal de 
saída do controlador, pela seguinte equação 
diferencial, 

dC /dt = (C
8 

-C )/T 
o o o 3 

(8) 

onde, C é o sinal de,saída do controlador e 't' é a 
o 3 

constante de tempo do controlador. 

onde C1
1 

e C2
1 

são respectivamente o primeiro e o 

segundo sinal de controle de entrada, e C é o sinal 
o 

de controle de saída. 
A relação que descreve o comportamento do relé 

seletor para o menor valor é a seguinte: 

se Cl ~ C2 então C 
I I o 

senão C = C2 
O I 

Resistência Elétrica. 
(1992a) a temperatura do 
deste elemento, pode ser 
expressão: 

C1 
I 

De acordo com 
ar, ao passar 
modelada pela 

(12), 

Negrão 
através 

seguinte 

dT 1 - exp (-{3
3

) 

[~-
(T - T l 

ao ao ai ] + 
Cl."t -

't'k H A {33 k k 

dia 
+ exp (-{3 ) --

1 
3 dt 

(13) 

Relé Inversor. Este componente proporciona a onde 
inversão de um sinal de controle através da equação, 

c 
o 

1 - c 
I 

(9) 

onde C é o sinal de saída do relé inversor e C o 
o I 

sinal de entrada. 

Relé sequenciador. O relé sequenciador é 
utilizado quando o funcionamento de um dado 
equipamento ocorre por estágios. O modelo aqui 
empregado, recebe um sinal e emite somente dois 
sinais de controle, o que significa que este modelo 
só é adequado para dois estágios. 

A operação deste elemento pode ser descri ta 
da seguinte forma (Negrão, 1992a). 

C1 oZC} o I 

C2 = O, O 
o 

o ~ c
1 
~ o, s 

(lO) 

C1 = 1, O 

C2° = 2(C -0,5)} 
o I 

o, 5 ~ c
1 

~ 

onde C
1 

é o sinal de controle de entrada, e C1 
o 

e 

C2 são respectivamente o primeiro e o segundo sinal 
o 

de controle de saída. 

Relé Seletor. Este componente se destina a 
selecionar o menor ou maior sinal de controle entre 
vários sinais de controle. Isto torna-se necessário 
quando duas ou mais grandezas controlam um único 
equipamento. 

O relé seletor para o maior valor é descri to 
matematicamente pela seguinte relação: 

se C1 
I 

<!; C2 então C 
I o 

senão C = C2 
o I 

C1 
I 

(11) 
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(33 

't' 
k 

H A /in Cp 
k k a a 

(14) 

Mk Cp/Hk\ (15) 

Os símbolos T, P, H, A, M, in e Cp referem-~ 

respectivamente a temperatura, potência, coeficien~ 

de transferência de calor por convecção, área, massa, 
fluxo de massa e calor específico. Os susbscritos a, 
o, i e k referem-se a ar, entrada, saída 
resistência elétrica. 

Registro ou Válvula de Três Vias com Atuador. A 
queda de pressão através de cada uma das portas do 
registro ou da válvula é descri ta pelas seguintes 
equações: 

llp K in
2 

(16) 

K= K { a 
a [ (1 - ;\)C + ;\]2 

r 

+ (1 -a) À2(Cr-1)} (l7) 

onde, C é a posição do 

um parâmetro de resistência 
parâmetro de vazamento, K 

a 

registro/válvula, K é 

ao escoamento, À é UI 

é a resistência que a 

válvula impõe ao escoamento quando está totalmente 
aberta e a é um fator de peso entre as duas parcelas 
que se encontram limitadas pelas chaves da equação 
( 17) o 

O atraso entre o sinal enviado ao atuador e 
a posição da válvula é modelado por uma equação 
semelhante à equação (8). A histerese do atuador é 
considerada através de uma subrotina específica 
(Negrão, 1992a). 

Serpentina de Água Gelada. As serpentinas, aqui 
consideradas, sã o trocadores de calor de fluxo 
cruzado, contra-corrente, do tipo ar-água. 

O objetivo deste modelo é avaliar a temperatura 
da água, além da temperatura e da umidade absoluta dof

1
E 



ar na saída da serpentina. O cálculo, em regime 
permanente, destas quantidades, é o proposto por 
Elmahdy (1977), com pequenas modificações (Negrão, 
1992a) . 

O caráter dinâmico do modelo consiste 
simplesmente num atraso em relação às condições de 
regime permanente, da seguinte forma: 

dT /d t 
wo 

dT /dt 
~o 

dW /dt 
ao 

onde, T , 
wo 

Ts T /-r 
WO wo 4 

(18) 

Ts - T /-r 
~o ao 4 

(19) 

wz - w l-r 
ao ~o 4 

(20) 

T e W são, 
ao ao 

respectivamente, a 

temperatura da água, a temperatura e a umidade 
absoluta do ar na saída da serpentina. O superescrito 
s indica regime permanente e -r 

4 
representa a 

constante de tempo. 

Ambiente Climatizado . Os ganhos de calor 
externo são fornecidos como dados de entrada e a 
massa de ar interno é artificialmente dividida em 
duas partes: uma com estratificação de temperatura 
(próxima à reg1ao de insuflamento) e uma outra 
completamente misturada (próxima à região de 
retorno). 

Através de um balanço de energia, a 
distribuição de temperatura na região estratificada 
assume a seguinte forma: 

dT 
rll a L s C pa dxs = (1 - f) [ (H ( T - T ) + H ( T - T ) ] 

wws JJs 
(21) 

onde, in é o fluxo de massa de ar insuflado, L é o 
~ s 

comprimento da 

específico do 

tempera tu r a do 
posição, f é 

região estratificada, c é o 

ar à pressão 
pa 

constante, 

ar na região estratificada, 
a fração de ar misturado, 

T 
s 

X 

H 
w 

calor 

é a 

é a 
é o 

coeficiente de transferência de calor, entre o ar e 
as paredes internas do ambiente, multiplicado pela 
área, H

1 
é o coeficiente de transferênc ia de calor, 

entre 
área, 

o ar 
T é 

w 

e as massas internas , multiplicado pela 
a temperatura das paredes e T

1 
é a 

temperatura das massas internas. 
A equação anterior é integrada ao longo do 

coaprimento L , para se obter a temperatura na saída 
8 

desta região. Esta temperatura é então submetida a um 
atraso de transporte -r ( tempb necessário para que o 

s 

ar atravesse toda essa região). 
O balanço de energia na região misturada 

proporciona a seguinte expressão para a temperatura, 

dT T - T f H 
• 80 K w (T - T ) + dt + 

T c in K w 
K T 

K pa a 

f H qJ J (T - T ) + (22) 
in • I 

fu T c T C 
K p~ a K a a 

onde, T é a temperatura çlo ar na saida da região 
ao 

1
estratificada, TK é o tempo necessário para que o ar 
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atravesse toda a região misturada, TK é a temperatura 

da região misturada e q
1 

é o calor gerado 

internamente no ambiente. 
A equação da conservação da massa de vapor 

d'água fornece a equação para a umidade absoluta no 
interior do ambiente . 

dw 
K 

d.t 

w.-w 
a~ K 

T 
5 

+ (23) 
fu T h 

a 5 lat 

onde w é a umidade absoluta do ar no interior do 
' K 

ambiente w é a umidade absoluta do ar insuflado, 
' ai 

-r é o tempo necessário para que o ar atravesse todo 
5 

o ambiente, qlat é o ganho de calor latente e hlat é 

o calor latente de vaporização da água. 

ANÁLISE DAS POTENCIALIDADES DO PROGRAMA 

O ambiente sendo analisado é do tipo 
zona-única, com área de 250m2 e altura de 3m. Tal 
'ambiente está sujeito a um ganho de calor sensível, e 
a uma temperatura de bulbo seco do ar externo 
indicado pelos perfis mostrados na Figura 1. A 
umidade absoluta do ar externo e a carga térmica 
latente foram consideradas constantes e iguais a 
18gs/Kga e SkW, respectivamente. A vazão mássica de 
ar externo representa 20% da vazão total de ar em 
circulação. 
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Figura 1. Perfis de ganho de calor sensível ambiente 
e de temperatura do ar externo. 

Para atender a esta situação, optou-se pela 
associação de equipamentos indicada na Figura 2. Num 
trabalho anterior (Negrão, 1992b) o desempenho do 
programa desenvolvido foi analisado considerando-se 
somente um controle de temperatura. Neste tra~alho 

objetiva-se manter o ar de retorno em 25 C e 
' lOgs/Kga, o que corresponde a uma umidade relativa de 
50%. 

Considerando que a situação sendo analisada é 
uma situação típica de verão,as condições do ar serão 
mantidas inicialmente através de uma serpentina de 
água gelada (resfriamento e desumificação), sendo a 
temperatura da água na sua entrada mantida fixa no 
valor de 7°C e a vazão de água controlada por uma 
válvula de 3 vias misturadora. Caso a temperatura do 
ar tenha de ser reduzida (se afastando do valor de 
set point) para reduzir a umidade, então entra em 
ação uma resistência de aquecimento. 

Tal controle é descrito, em detalhes, por 
Negrão (1992a) . Os sinais de controle, de temperatura 
e umidade, são enviados à controladores PI 
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Figura 2. Configuração esquemática dos equipamentos e 
do ambiente a ser climatizado. 

(proporcional-integral), cujos ganhos proporcional e 
-3 -1 integral são, respectivamente, 2,5 e 1,6x10 s . Os 

controladores PI comparam os sinais com os valores de 
set point e enviam sinais proporcionais ao erro e a 
sua integral à relés sequenciadores. Os relés 
sequenciadores (um para umidade e outro para 
temperatural transformam os sinais de entrada em dois 
sinais de saída . O relé seletor escolhe o menor sinal 
entre os sinais oriundos dos relés sequenciadores e o 
envia ao relé inversor que por sua vez age sobre o 
atuador da válvula . 

Os perfis de temperatura do ar, na entrada e na 
saída da serpentina de água gelada, são mostrados na 
Figura 3. A tempe ratura do ar na entrada da 
serpentina de água gelada é uma consequência da 
mistura de ar externo com ar de retorno . Após a 
serpentina o ar atinge aproximadamente a t emperatura 
de 14°C. A variação da temperatura do ar na entrada 
não se reflete na saída, devido a variação do fluxo 
de massa de água gelada através da serpentina. 
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Figura 3. Temperatura do ar na entrada e na saída da 
serpentina de água gelada. 

Para controlar a umidade, o ar na saída da 
serpentina se mantém aproximadamente em l4°C. Desta 
forma, para que a temperatura do ar possa também ser 
mantida próxima ao valor de set point, torna-se 
necessário aquecer o ar após a serpentina. O ar, após 
sofrer o processo de reaquecimento, é então insuflado 
no ambiente, com as condições indicadas na Figura 4. 

Deve ser ressaltado que no presente caso o 
controlador de umidade comandou a posição da válvula 
de 3 vias e o controlador de temperatura o 
reaquecimento, ao longo de todo o período. Em outras 
situações, entretanto, a válvula pode ser comandada 
ora por um ora por outro controlador. 
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Figura 4. Temperatura do ar de insuflame nt o e de 
retorno . 

CONCLUSÕES 

Foi apresentado um modelo matemático capaz de 
simular, de modo integrado, edificações, equipamentos 
e controles de condicionamento de ar. 

O programa é de grande versati lidade 
possibilitando a simulação de qualquer edificação com 
qualquer arranjo de equipamentos e contro les. 

Resultados para um ambiente climatizado, dotado 
de um controle de temperatura e umidade, e sujeito a 
uma situação típica de verão, são apresentados e 
discutidos. 

Apesar de nenhuma comparação experimental ter 
sido realizada, os resultados, pelo menos 
qualitativamen te, mostram-se encorajadores . 
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ABSTRACT 

The aim of this work is to present a 
mathematical model to simulate buildings, equipments 
and air conditioning controls, in a simultaneous way. 
Resul ts for a condit ioned room , in a typical summer 
day and controlled by the internal air temperature 
and humidity are presented and discussed . 
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EFEITOS DA OPERAÇXO DE UM CONDICIONADOR DE AR DOMÉSTICO 
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RESUMO 

o conforto t~rmico de u• allbiente ~avaliado por dois 1ndices, o PMV (Predicted Mean Vote) e o PPD (Predic­
ted Percentage of Dissatisfied), conforR proposto por P.O. Fanger e adotado pela norma ISO mo. O PMV expressa 
a sensaç&o t~r•ica de u• grupo representativo de pessoas expostas a ut111 dada combinaçilo do n1vel de atividade, 
resistfncia t~r•ica da vestienta e parAaetros aMbientais. o PPD especifica a porcentagem de pessoas do grupo que 
est&o ter•ica~~ente insatisfeitas. No presente trabalho silo analisados os comportamentos do PHV e PPD sob a in­
flufncia da variaç&o da velocidade e IIIUdança do direcionamento do fluxo de ar durante a operaçlio de u11 condicio­

nador de ar dollést i co. 

INTRODUÇXO 

Um dos principais objetivo~ do uso de 
condicionadores de ar é proporc1nar condi­
ções de conforto térmico adequadas aos ocu-

. pantes de um ambiente; tais condições podem 
ser avaliadas por índices como o PMV (Voto 
Médio Previsto) e o PPD (Porcentagem Previs­
ta de Insatisfeitos), propostos por Fanger 
(1970) e adotados pela norma ISO 7730 
(1984). 

Através de um estudo estatístico-expe­
rimental, Fanger (1970) estabeleceu um índi­
ce de conforto térmico, o PMV, expresso pela 
Eq. (1), que foi definido a partir da equa­
ção de conforto (balanço térmico do corpo 
humano) para avaliar quantitativamente a in­
fluência dos parâmetros ambientais sobre a 
sensação térmica de um grupo representativo 
de pessoas. 

Um parâmetro importante do conforto 
térmico é a velocidade do ar, sendo que em 
ambientes com condicionador de ar, esta 
apresenta normalmente um comportamento flu­
tuante, característico do regime de convec­
ção turbulento. A flutuação da velocidade do 
ar origina um desconforto térmico local de­
vido ao resfriamento indesejado da superfí­
cie do corpo humano; assim sendo, mesmo 
quando a neutralidade térmica é atingida, ou 
seja, quando a pessoa está termicamente sa­
tisfeita, alguma parte do seu corpo é res­
friada e outra aquecida devido à movimenta­
ção do ar. Um parâmetro característico da 
flutuação da velocidade é a intensidade de 
turbulência, que é definida como a razão do 
desvio padrão da velocidade pelo seu valor 
médio. Um indice que avalia o efeito da flu­
tuação da velocidatle foi estabelecido por 
Fanger et al. (1988), o PD (Porcentagem Pre­
vista de Insatisfeitos devido a movimentação 
do ar), que é função da temperatura, da ve­
locidade do ar e da intensidade de turbulên-
c ia. 

O presente trabalho apresenta um estu­
do dos efeitos da operação de um condiciona­
dor de ar no conforto témico em uma sala, 
sendo enfatizadas as influências da veloci­
dade e direcionamento do fluxo de ar. 

METODOLOGIA 

O conforto térmico é definido como 
sendo a condição em que o ser humano expres­
sa satisfação térmica em relação ao seu am­

. biente. A sensação térmica está diretamente 
!: .relacionada com o bal~n9o térmic;:o do corpo 
.· humano. Este balanço e J.nfluencJ.ado pela sua 

atividade fisica, vestimenta e por parâme­
tros ambientais: temperatura, velocidade, 

• umidade do ar e temperatura média radiante. 
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[ 
-0,036 ·M ] [ - 3 

PMV = 0,303 · e + 01 028 · (M- W) - 3 105 · 10 

[5733- 6 1 99 · (M- W) - pa] - 0142 

[ ~ 
(M- W) - 581 15- 117 · 10 · M· [5867- pa] 

-8 
-01 0014-M· [34- \]- 3 1 96·10 ·fel 

onde : 

t = 3517- 0 1028 · (M - W) -I [3196 · 10-S·f 
cl cl cl 

X [[t + 273]
4 

- [t + 273]
4
] + f · h· [t - t] (2) 

cl r c1 c cl a 

h -

2 136· [tcl - ta] para 2138 · [t t ] r: cl- a . > 12,1 · var 

[ 

0.25 0.25 

c r;- 0.25 r;-
12, 1· ~v ar para 2 1 36· [\

1 
- \] < 121 1- (ar 

[

1,00 + 1,290· I . 
cl 

f -
c1 

1,05 + o1645·I 
cl 

onde: 

para I < 01076 
cl 

para I > 0 1078 
cl 

PMV é o Voto Médio Previsto; 

M é 
( lmet = 

a taxa 
58W/mi2); 

metabólica 

W é o trabalho externo em W/m2 ; 

em 

( 3 ) 

( 4 ) 



1
0 1 é a resistência térmica da vestimenta em 

m 2o C/W (lclo • O, 155 m: 20 ,C/W) ~ 

f cl é a razão entre a área da superfície do 
corpo humano com vestimenta e sem vestimen­
ta~ 

t 
a é a temperatura do ar em o C~ 

tr é a temperatura média radiante em oc~ 

vu é a velocidade do ar em m/s~ 

Pa é a pressão parcial do vapor d'água em 
Pa~ 

hc é o coeficiente de tranferência de calor 
por convecção em W/m2oC~ 

tcl é a temperatura da superfície da vesti­
menta em ac, 

Outro índice importante é o PPD ex­
presso pela Eq. (5), e definido como a par­
cela do grupo de pessoas que se sente termi­
camente insatifeita. O PPD é função do PMV. 

-[o,03353· PMV
4
+0 12179·PMV

2
] 

PPD • 100 - 95· e ( 5) 

A neutralidade térmica estabelecida 
pela equação de conforto e pelos índices PMV 
e PPD é condição necessária mas não sufi­
ciente para o conforto térmico. Portanto, 
uma pessoa pode sentir-se termicamente neu­
tra, contudo não estar confortável se alguma 
parte de seu corpo é resfriada e outra aque­
cida. Uma das causas de tal desconforto, di­
to local, é a flutuação da velocidade do ar. 

O PD expresso na Eq. (6) foi estabele­
cido por Fanger et al. (1988), sendo função 
da temperatura do ar, t (~C), velocidade 
média do ar, vu (m/s), ~da intensidade de 
turbulência, Tu (%). 

PD • 
0 162 

[34- \]·[v ar- o,os] . [3,14 + o,37 ·var·Tu] (6) 

para v < 0 005 m/s : v = 0 105 m/s 
ar ar 

para PD > 100\ PD • 100\ 

PROCEDIMENTOS EXPERIMENTAIS 

Um condicionador de ar doméstico foi 
instalado em uma sala de 12m2, No centro da 
sala a uma altura de 1,1 m do piso, que cor­
responde ao nível da cabeça de uma pessoa 
sentada ou do abdome de uma pessoa em pé, 
foram instalados sensores para a medição da 
temperatura, velocidade e umidade do ar e 
temperatura média radiante. 

O PMV foi determinado a partir dos va­
lores das variáveis acima, juntamente com a 
entrada dos valores da atividade física e 
resistência térmica da vestimenta. Neste 
trabalho considerou-se um nível de atividade 
física sedentária, que corresponde a uma ta­
xa metabólica de 70 W/m2, bem como uma re­
sistência térmica da vestimenta de 0,16 
m2oC/W. 

O condicionador de ar operou na função 
refrigeração~ durante um dos ensaios variou­
se a velocidade do ar, sendo que o defletor 
de saída do ar foi direcionado para os sen­
sores, e em outro manteve-se a velocidade 
alta e alterou-se o direcionamento do defle­
tor nas seguintes condições: direcionado 
aos sensores, alternado e não-direcionado. 
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RESULTADOS 

Os valores médios dos índices, PMV, 
PPD e PD, nas velocidades baixa e alta, são 
comparados "na tabela 1. 
Tabela 1. Efeito da velocidade do ar 

velocidade 
parâmetro 

baixa alta 

temperatura (,oC) 

I 
22,7 22,2 

velocidade (m/s) 0,29 I 0,81 

int. de turbulência (%) 37,0 14,2 

umidade rel. (%) 59,2 64,2 

temp. radiante (oC) 25,4 25,2 

PMV 0,31 -0,12 

PPD I 7,3 5,8 

PD I 14,4 32,0 

Verifica-se um aumento significativo na ve­
locidade média (2,8 vezes) o que propiciou a 
transição do valor do PMV de positivo para 
negativo e o aumento substancial no valor do 
PD, enquanto a mudança no PPD não foi repre­
sentativa. 

As figuras 1 e 2 apresentam os hiato­
gramas das velocidades baixa e alta, respec­
tivamente; verifica-se na tabela 1 que a in­
tensidade de turbulência é maior na veloci­
dade baixa, sendo que este resultado está de 
acordo com o obtido por Fanger et al. 
(1988), onde conclui-se que a intensidade de 
turbulência diminui com o aumento da veloci­
dade média para um nível médio de intensida­
de de turbulência (20% <Tu< 35%). 
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Figura 1. Histograma da velocidade baixa 
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Figura 2. Histograma da velocidade alta 

Os valores do PMV mantêm-se dentro da 
faixa recomendada pela norma ISO 7730 
(1984), que admite uma variação do PMV de 
-0,5 a 0,5 que corresponde ao PPD < 10%; 
contudo as velocidades estão acima do suge­
rido (v< 0,25 m/s), sendo, portanto, o flu­
xo direcionado de ar inadequado para o con­
forto térmico de uma pessoa em atividade se­
dentária, mesmo em velocidade baixa. O valor 
do PD para a velocidade alta resultou bem 
superior ao valor de 15% sugerido como limi­
te por Fanger et al. (1989) e Melikov and 
Nielsen (1989). 

O efeito do direcionamento do fluxo de 
ar para os casos direcionado, alternado e 
não-direcionado é apresentado na Tabela 2. 

Tabela 2. Efeito do direcionamento do fluxo 

fluxo de ar 
parâmetro 

dir. alt. n-dir. 

temperatura ( oC) 21,6 21,7 22,3 

velocidade (m/s) 0,79 0,25 0,13 

int. de turb. (%) 21,1 40,9 24,1 

umidade rel. (%) 73,8 75,8 78,2 

temp. radiante ( ·oC) 25,1 24,4 24,5 

PMV -0,18 0,20 0,48 

PPD 6,0 6,2 9,8 

PD 33,0 14,2 7,8 

Verifica-se que com o direcionamento do flu­
xo de ar e o conseqUente aumento da veloci­
dade média, ocorreu novamente uma redução no 
valor do PMV, culminando com a transição de 
um valor positivo para um negativo quando do 
fluxo de ar direcionado. As figuras 3,4 e 5 
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apresentam os histogramas de velocidade para 
os fluxos de ar direcionado, alternado e 
não-direcionado, respectivamente. 

O PPD resultou em valores próximos pa­
ra os três casos, sendo maior para o fluxo 
não-direcionado devido à maior d .iferença em 
relação ao valor de PMV zero (corresponde ao 
valor minimo de PPD igual a 5%). Já o PD au­
mentou significativamente com o direciona­
mento do fluxo de ar, seguindo o comporta­
mento da velocidade; todavia a intensidade 
de turbulência resultou em um valor máximo 
para o caso alternado. Este fato pode ser 
explicado pela inversão da tendência do com­
portamento da intensidade de turbulência (em 
relação a velocidade média) quando da passa­
gem da faixa média para alta turbulência, 
conforme obtido por Fanger et al. (1988). 
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Figura 3. Fluxo de ar direcionado 
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Novamente os valores do PD e da velo­
cidade para o caso de fluxo direcionado re­
sultaram bem maiores que os valores recomen­
dados, sendo que para o caso alternado estão 
bem próximos dos valores limites. 

CONCLUSOES 

No presente trabalho são investigadas 
as influências da velocidade e do direciona­
mento do fluxo de ar no conforto térmico em 
uma sala. O estudo do comportamento da velo­
cidade é realizado de forma a quantificar o 
efeito rla sua flutuação no desconforto tér­
mico local através da determinação do PD 
(Porcentagem Prevista de Insatisfeitos devi­
do a movimentação do ar). Da análise dos re­
sultados conclui-se: 
- O fluxo de ar direcionado é inadequado ao 
conforto térmico de uma pessoa em atividade 
sedentária, mesmo em velocidade baixa ( isto 
é válido para pequenas distâncias); 
- O fluxo de ar alternado (em velocidade al­
ta) resultou em valores limites recomendados 
para a velocidade e o PD em condições acei­
táveis de conforto térmico, podendo, portan­
to, ser utilizado durante o condicionamento 
de ambientes. 
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ABSTRACT 

The thermal comfort of an environment is 
evaluated by two indexes, the PMV (Predicted 
Mean Vote) and the PPD (Predicted Percentage 
of Dissatified) as proposed by P.O. Fanger 
and used by ISO 7730. The PMV-index express 
the thermal sensation votes of a large group 
of people exposed to the sarne environment. 
The PPD-index predicts the number of 
thermally dissatisfied persons among a large 
group of people. In the present 
investigation, the PMV and PPD behaviors are 
analyzed during the operation of a room air 
conditioner • The influences of air velocity 
fluctuations and air flow are emphasized • 
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RESUMO 

Foi due.nvo t v-<.do um modelo c.omputauonai_ pa.Jta oc.ãtc.ulo de. c.a.Jtgcv.. téJr.mic.cv.. e..m ve.Z 
c.ulo~ automotivo6. Expe.~ênucv.. de. c.ampo 6o~am ~e.atizadcv.. pa.Jta a avat-<.acão de. mode.lõ 
de. c.a.Jtga téJun-<.c.a pM c.on.ducão ~av~ de. pa.Jte.du. e. v-<.~o~. E~te. mode.to ap~u.e.rt.tou boM 
~u.~adoó c.om p~e..wão me.n.M que. 5%. E6tudo6 dcv.. -<.n.6[uênucv.. dcv.. ~e.cõu. do ve..Zc.uto, 
hM~o e c.o~ de. vi~M e ~e.du. rt.cv.. c.a.Jtgcv.. tê~-<.c.cv.. de. c.onducão e ~ad-<.acão ~ota.Jt pe. 
io6 v-<.~o6 ~ão abo~dadoó. Ro~ e ho~âhioó d-<.6~ert.te6 podem v~a.Jt em atê 225% u.tió 
c.a.Jtgcv.. .tbunúcv... VaJtiacõu. em atê 30% 6oMm c.oMe.guid<U pa.Jta d-<.6~e.rt.tu. ú~o6 e c.o­
~u. de. pa.Jte.du. . 

INTRODUÇÃO 

Indicando uma tendência mundial, é possível no­
tar a crescente preocupação dos usuários de veículos 
automotivos mais voltada a aspectos referentes a con­
forto interno do que aos de desempenho veicular. 

Para atender estas exigências do mercado, a in­
dústria automa·tiva na área de conforto térmico tem de 
senvolvido sistemas de climatização ou ventilação que 
propiciem níveis de conforto adequados. 

Através de um convênio entre a Mercedes-Benz do 
Brasil S. A. e o Departamento de Engenharia Mecânica da 
Escola Politécnica da Universidade Je São Paulo, foi 
feito um programa de simulação de cargas térmicas que 
agem em cabines de veículos automotivos. Foram feitas 
avaliaçÕes experimentais de algumas rotinas de cálcu­
los. São comentados neste artigo o modelo usado de cál 
culo de carga térmica por condução através de paredes 
e vidros e respectivas avaliaçÕes experimentais. Estu 
dos das influências das direçÕes do veículo, horários 
e cor de vidros e paredes nas cargas térmicas de con­
dução e radiação solar pelos vidros são abordados. 

MODELO 

Carga Térmica de Condução. A carga térmica por 
condução através de paredes e vidros pode ser calcula 
da por: 

Q 
TSE - Ti . A 

R c 

onde: 
TSE = Temperatura da superfície externa: 
Ti Temperatura do ar interior; 

(l) 

Rc = Resistência de condução da parede ou vidro 
+ resistência devido ao coeficiente de con 
vecção interna; 

A = Área da superfície. 

Para o cálculo das TSEs é necessário se fazer um 
,balanço térmico de todos os fluxos de calor que atuam 
nas superfícies veiculares externas: 

a) Radiação solar total absorvida, Qs 

• SuperfÍcies opacas 
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A radiação solar tot a l absorvida sera calculada 
por: 

Qs lt · ap (2} 

onde: 

It = Irradiação solar total incidente na parede, 
composta pela radiação direta, difusa e re 
fletida 

ap absortividade solar das paredes, função da 
cor da pintura e do grau de acabamento des 
ta 

• SuperfÍcies transparentes (vidros) 

Para paredes transparentes a radiação total ab­
sorvida é calculada por: 

onde: 

lo Irradiação direta incidente no vidro; 
Id Irradiação difusa incidente no vidro; 

(3) 

Ir Irradiação refletida incidente no vidro; 
a o absortividade referente a radiação direta; 
ad absortividade referente a radiação difusa 

(do céu e a refletida). 

b) Radiação atmosférica absorvida 

A radiação atmosférica absorvida, Qa, é determi 
da por: 

Qa Fsc • e:atm • O• Te4 • ar (4) 

onde: 

Fsc = Fator de forma da superfície para a atroas 
fera; -

e:atm =Emissividade da atmosfera = O, 76; 
o Constante de Stefan-Boltzman = 5, 669 .lo-8 

W/m2 K4; _ 
ai Absortividade para radiaçao infravermelha; 
Te Temperatura do ar ambiente exterior (K). 

A emissividade da atmosfera é função da pressão 
local, das pressões parciais do vapor de água e do C02 
presentes na atmosfera e da temperatura do ar. 



c) Radiação terrestre absorvida 

A radiação terrestre absorvida, Qt, é obtida por 
meio de: 

Qt = Fss • e:solo • 0 • Tsolo4 ·ai 

onde: 

(5) 

ar Absortividade da superfície para radia­
ção infravermelha; 

Fss Fator de forma da superfÍcie para o so­
lo; 
Emissividade do solo = 0,93; E solo 

a Constante de Stefan-Boltzman = 5, 669 .1o-8 
W/m2k4 ; 

Tsolo Temperatura do solo (k). 

d) Condução através da parede ou vidro 

O fluxo de calor por condução através das pare­
des ou vidro é dado por: 

QK = 
(Ti - TSE) 

R c 
{6) 

onde: 
• 

Ti = Temperatura do ar interno; 
TSE = Temperatura da superfÍcie exterior; 

e) Radiação emitida pela superfÍcie 

Qr = e:sup • a • TSE 4 (7) 

onde: 

Esup = Emissividade da superfície; 
a =Constante de Stefan-Boltzman = 5,669.10-8 

W/m 2 k 4 ; 
TSE = Temperatura das superfícies externas. 
Usando o conceito de uma resistência de radia­

(Rr) para linearizar este fluxo temos: 

3 Rr = 1/e:sup ·a • TSE. 

assim a expressão (7) fica: 

Qr = TSE/Rr (8) 

A literatura em geral apresenta o valor de 0,95 
para emissividade de várias tintas (Kreith, 1977), 
(Holman, 1983), (CRC, 1986). 

f) Convecção para o ar externo 

Qc = (Te - TSE) • he 

onde: 

Te = Temperatura do ar exterior; 
TSE = Temperaturas da superfÍcie externa; 
he = Coeficiente de convecção externa. 

(9) 

O programa calcula he a partir das correlaçÕes 
de placa plana para convecção forçada e convecção na­
tural para regime laminar e turbulento, para diversas 
inclinaçÕes das paredes e vidros. 

Considerando todos fluxos de calor incidentes 
em uma superfíciequeropaca, quer transparente, quan­
do submetida da radiação solar, podemos chegar final­
mente às expressões das TSEs: 

• TSEs das paredes opacas 

Considerando então todos os fluxos anteriormen­
te mencionados na equação de balanço térmico, temos a 
seguintes expressão: 

Qs + Qa + Qt + QK + Qc + Qr = O (10) 

substituindo os fluxos por suas expressÕes, temos: 
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4 
ap.It+Fsc·Eatm•cr.Te .ar+ Fss•Esolo·cr· 

• Tsolo 4 .ar+ (Ti- TSE) /Rc + (Te- TSE) • he+ 

+ TSE/Rr = O (11) 

e isolando o termo TSE temos finalmente: 

TSE 

ap·It + Fsc·Eatm·O·Te 4·ar + 

4 Ti 
+ Fss·e:solo·T solo·cr.ar +-- + Te.he R c 

R + he + R 
c r 

(12) 

que é a expressão para as paredes opacas (teto, pare­
des laterais esquerda e direita). 

• TSEs das superfícies transparentes (vidros) 

O balanço neste caso é igual ao caso "a", equa­
ção (10), sendo que a expressão do fluxo Qs usada é 
ln· an + (ld +Ir) · ad, ficando a expressão final da 
temperatura de equilÍbrio igual a: 

(TSE\tdro = ln. an + (Id + Ir) . ad + Fsc . Eatm. 

• O• Te 4 • ar+ ar • Fss • Esolo • a· Tsolo4 + 

+ Ti/Rc + Te ·heI (1/Rc + he + 1/Rr) 
(13) 

Carga Térmica por Radiação Solar pelos Vidros. 

Esta carga térmica será calculada por (Posata, 
1988): 

Qs = [ln • TD + (Id + Ir) • Td) • Av (14) 

onde: 

ln·= Radiação direta incidente; 
ld = Radiação difusa do céu; 
Ir = Radiação difusa refletida; 
TD = Transmissividade referente à radiação dire 

ta; 
Td = Transmissividade referente à radiação difu 

sa; 
Av = Área do vidro. 

O programa possui uma rotina de cálculo de ra­
diação solar que, em função da orientação da superfí­
cie (inclinação e azimute da superfície), do dia do 
ano, localidade (longitude, latitude e zona horária) 
e horário, calcula a radiação direta, difusa e refle 
tida. A somatória destas três componentes fornece a 
radiação solar total, It. 

Através do programa é possível se calcular as 
absorvidades e transmissividades dos vidros em função 
do ângulo de incidência da radiação solar nos vidros. 

AVALIAÇÃO EXPERIMENTAL DO CÁLCULO DAS TSEs 

Para a avaliação experimental do cálculo das TSEs 
foram medidas 5 temperaturas superficiais exteriores 
em um Ônibus rodoviário 0371-RSD, a saber: 

• Temperatura superficial externa do teto; 
• Temperatura superficial externa da lateral es­

querda; 
• Temperatura superficial externa da lateral di­

reita; 
• Temperatura superficial externa do vidro da 

lateral direita; 
• Temperatura superficial externa do vidro da 

lateral esquerda; 
• Temperatura superficial externa do vidro fron 

tal (parabrisa). -

Foram medidas temperaturas do ar interno prÓxi­
mas dos locais de medição das TSEs dos vidros. 

I 
I 

I 
I 
I 
f 
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I 
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•. I 

I 
f' 
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A temperatura do solo foi admitida igual à tem­
peratura do asfalto que foi medida por um pirÕmetro. 

Através de um radiómetro solar instalado no te­
to do Ônibus, se mediu a radiação solar para correção 
da radiação solar calculada através de um Índice: Ín­
dice de claridade (Posata, 1988). 

A velocidade do veículo, necessária para o cál­
culo do coeficiente de convecção externa, foi lido do 
registro de um tacógrafo • 

As mediçÕes das TSEs foram realizadas no trecho 
São Paulo- Tatu{ da rodovia Castelo Branco com o veí­
culo a 100, 70 e 50 km/h. MediçÕes também foram fei­
tas com o veículo estacionado no pátio da MBB. As di-· 
reçÕes do veículo, necessárias para o cálculo da ra­
diação solar incidente nas superfÍcies veiculares, fo 
ram tomadas a partir de mapas das localidades. As di= 
reçÕes sio indicadas em graus a partir da direção nor 
te, sentido horário. 
COMPARAÇÃO ENTRE AS TSEs MEDIDAS E CALCULADAS DAS SU-

PERF!CIES OPACAS (TETO, LATERAL DIREITA E LATERAL 

ESQUERDA) 

Foram escolhidas 8 situaçÕes diferentes para a 
comparação entre as TSEs medidas e as calculadas. 

Todas as variáveis necessárias para o cálculo 
das TSEs das paredes opacas estão na tabela 1 bem co­
mo as TSEs medidas e as calculadas. 

CondiçÕes. Usou-se um valor para a absortivida­
de da parede igual a O, 55 que não ficou longe ·da absor 
tividade solar para a cor amarela fornecida por CRC 
(1986) que foi de 0,45. 

A resistência térmica das paredes calculada e 
usada nos cálculos foi de 1,407 W/m 2 °C. 

A temperatura do ar interno foi calculada como 
sendo a média dos termopares próximos das TSEs dos vi 
dros já que as TSEs dos vidros e pa redes estão prÓxi­
mas. 

A temperatura do ar ex terno foi definida como a 
leitura de um termopar coloca do na frente do veículo. 

Resultado. Segue uma tabela com os valores das 
TSEs medidas e calculadas. Foram colocadas também as 
variáveis mais importantes para o seu cálculo. AsTSEs 
foram calculadas a partir da equação (12). 

Nota-se que mesmo sem ser ajustada, a rotina de 
cálculo das TSEs apresenta uma boa precisão para to­
dos os casos, especialmente para com o veículo em mo­
vimento. Embora tetitado para as situaçÕes mais críti­
cas, que são para velocidades do ar nula, a rotina de 
cálculo apresenta resultados razoáveis. Foram feitas 
algumas simulaçÕes para os casos de velocidade nula e 
foi verificado que as TSEs medidas mais baixas que as 

calculadas poderiam ter sido causadas 
até 5 m/s (de acordo com as previsÕes 
da época). 

por ventos de 
meteorolÓgicas 

COMPARAÇÃO ENTRE AS TSEs MEDIDAS E CALCULADAS DOS VI­
DROS (VIDRO LATERAL ESQUERDO, DIREITO E"FRONTAL) 

Foram escolhidas as mesmas situaçÕes das análi­
ses feitas para as paredes opacas. As TSEs dos vidros 
calculadas e medidas estão na tabela 2. 

CondiçÕes. As temperaturas do ar interior foram 
definidas como as leituras de cada termopar próximo de 
cada vidro. 

O coeficiente de convecção interna por convec­
ção natural para cada vidro foi calculada segundo a 
seguinte expressão (Holman, 1983). 

1,42ll'l't)l/4 
L 

(14) 

onde 

l'IT Tp - Too , oc 
L altura do vidro 

Definiu-se Tp igual à TSE medida e Too igual à 
temperatura do ar interior medida para cada vidro. 

Para o Último dia, em que foi ligada a ventila­
ção interna o coeficiente de convecção interna para t~ 
dos os vidros foi estimado em 3,78 W/m 2 através da me 
dida da velocidade do ar junto aos vidros. 

As absortividades dos vidros foram calculadas em 
função do ângulo de incidência dos raios solares usan 
do-se valores de coeficientes Ópticos levantados por 
Posata (1988) para os seguintes vidros: 

Tabela 2. Vidros cujas TSEs foram medidas e respecti­
vos coeficientes Ópticos utilizados 

Vidros das TSEs medidas 

Vidros laterais ( e sq. e d i r.) 
Vidro frontal 

Coef. Ópticos utilizados 

Vidro Blindex, c i nza 6 mm 
Vidro Blindex, incolor , 6 mm 

Resultados. Foi elaborada a tabela 3 com as TSEs 
dos vidros medidas e calculadas. As TSEs dos vidros fo 
raro calculadas através da equação (13). -

Analisando-se as diferenças dos valores das TSEs 
dos vidros medidas e calculadas verifica-se que a ro­
tina de cálculo das TSEs dos vidros apresentou boa pre 
cisão ap~sar da incerteza dos coeficientes Ópticos dos 
vidros utilizados. A média e o desvio-padrão das dife 
renças das TSEs dos vidros medida e calculada foram 
respectivamente 1,9oc e 1,7°C. 

Tabela 1. TSEs medidas, calculadas e. as diferenças entre amhllR 

Variáveis Medidas e Usadas no cálculo das TSEs TSEs Medidas (0 C)1 TSEs Calculadas Difer. entre as 
(oC)l TSEs med. e cale. 

(O C) 

Local Sit. Dia Hora Índice Temp. Temp. Veloc. O ire Temp. 
local clarid ext. int. (Km/ ção asf. " (O C) ("C) hora) T D E T D E T D E 

1 1 10:05 0,92 21,7 25,5 54 286 33 29,8 32,4 21,8 29,4 30,4 22,2 0,4 2,0 -0,4 

2 1 10:54 0,90 24,7 26,4 54 286 36 32,1 32,0 24,8 32,1 32,0 24,8 o o o 

Castelo 
3 1 12:05 0,92 25,7 28,0 54 286 42 34,4 34,2 25,8 33,8 32,7 26,3 0,6 1,5 -0,5 

Branco 4 1 13:30 0,95 27,2 37,5 o 106 42 50,2 28,6 50,8 52,7 30,3 50,4 -2,5 -1,7 0,4 

5 1 14:18 0,94 26,7 19,7 70 106 42 33,6 27,6 31,6 . 32,4 26,3 30,4 1,2 1,3 1,2 

6 1 15:05 0,85 25,2 25,7 100 106 36 28,4 25,8 29,0 28,8 25,1 27,4 -0,4 0,7 1,6 

Pátio 7 2 12:16 0,94· 25,0 31,5 o 325 42 46,2 40,0 28,0 52,2 43,1 28,4 -6,0 -3,0 -0,4 
MBB 

MBB 8 3 12:05 0,92 24,0 20,0 o 146 41 48,8 26,4 42,4 50,7 28,3 43,4 -1,9 -1,9 -1,2 

1 - T -Tet.o, D - Lateral direita, E - Lateral eoquerda. 
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Tabela 3. TSEs medidas, calculadas e as diferenças entre ambas 

Local. Sit. Dia Hora Índ. Temp. Temp. coer. de oonv. int. 
c lar. ext. int. ("C)1 (W/mz"C)t 

("C) o E F o E F 

8 1 !fii 10:15 0 ,92 21 ,7 26,0 24,5 26,0 1,93 1,77 1,32 

a 2 115 10:54 0,90 24,7 27,5 25,9 28,0 2,0 2,03 1,62 

a 3 115 12:05 0,92 25,7 29,0 27 ,0 28,0 1,93 1,59 1,62 

a 4 115 13:20 0 ,93 27,5 37,0 38,0 37,0 2,29 2,73 2,16 

a 5 115 14:18 0,95 26,3 19,3 20,0 21,8 2,38 2,64 2,32 

8 6 115 15:05 0 ,85 25,2 25,7 25,7 25,5 o 1,75 1,12 

b 7 Z/.5 12:15 0 ,97 25,0 31 ,0 32,0 29,0 2,68 1,84 2,36 

b 8 ~ 12:05 0,92 24,0 20,0 20,0 26,7 3,78 3,78 3,78 

a · Trecho ~ estrada - CasteloBranco 

b - Palio da MBB 

I -- D- Vidro da lateral direita, E - Vidro da lateral eoque rda, F - Vidro front.ol (para briM) 

SIMULAÇÃO DE CARGA T€RMICA DE REFRIGERAÇÃO PARA SITUA­
ÇÃO TfPICA DE VERÃO 

Uma vez comprovad3 a boa precisão da rotina de 
cálculo das TSEs foi feito um estudo para se ver como 
variam as cargas térmicas de condução através de pare 
des e vidros e radiação solar através dos vidros em 
função da direção do veículo e do horário. Foi esco­
lhida uma situação tÍpica de verão com as seguintes 
condiçÕes : 

• Localidade: Recife • Da ta: 21/1 
Latitude:-8 9 040 
Longitude: 34,880 
Zona horária: 3 

• TBS/TBU externa: 30/25 °C; 
• TBS interna: 25 °C; 60% umidade reiativa; 
• Temperatura do asfalto: 39 °C; 
• fndice de claridade: 1; 
• Velocidade do veículo: _ O km/h; 
• Absortividade solar da parede: 0,82 (esmalte 

vermelho); 
• Coeficiente de convecção interna: 8W/m2 oc; 
• Vidro: todos transparentes, Blindex 5 mm. 

As áreas das paredes e dos vidros, bem como as 
resistências térmicas de condução de cada superfície 
foram calculadas a partir dos dados do Ônibus 
0371-RSD. 

Foi calculada a soma das cargas t é rmicas de con 
dução através de vidros e parede s e radiação solar a= 
través dos vidros (carga térmica parcial) para 6 horá 
rios e oit o direçÕes do veículo. Os resultados estão 
na tabela 4 . 
Tabela 4. Cargas térmicas parciais (W) (condução atra 

vês de paredes e vidros + radiação solar a= 
través de vidro) para diversos horários e di 
reçÕes do veículo -

Carga• Horu O"\ ~·, 90"\ 135"\ 180"\ 2211"\ 270° \ 315"\ 
Têrmicaa N NE E SE 8 sw w NW 

7 6.992 8.077 6.890 6.632 7.659 6.637 3.917 4.623 
Carga 8 7.931 8.799 6.971 7.306 8.713 7.765 4.669 6.370 

Térmica 9 7.868 8.711 7.426 7.420 8.702 7.847 6.184 6.495 
Parcial 10 6.851 7.791 7.248 6.674 7.666 7.024 5.467 4.941 

11 6.511 6.226 6.397 6.259 6.493 6.642 6.067 4.797 
12 6.482 6.251 6.080 6.692 6.044 6.299 6.320 6.942 

€ possível verificar uma variação de 225% entre 
a s situaçÕes de máxima e mínimacargatérmica parcial. 
A carga térmica mínima ocorre para o horário das 7 ho 
ras com o veículo na direção oeste. -

Isto ocorre porque nesta situação praticamente 
não há carga térmica devido a radiação solar pelos vi 
dros e a área ensolarada é mínima pois o veículo estã 
recebendo sol praticamente pela traseira. A carga tér 
mica máxima ocorre para o horário das 8 horas na dire 
ção nordeste pois nesta situação estão recebendo ra= 
diação solar direta o teto, a lateralesquerd~ o vi-

Vel. Temp. TSEe med. (0 C)1 TSEB cale. (0 C)1 Dif. TSEe 
(Km/ Di r. asf. med. e cale. ("C) 
ho ra) r--

("C) o E F o E F o E F 
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54 286" 33 28,4 22,8 25,0 30,5 22,7 25,7 2,1 0 ,1 0,7 

54 286" 36 30,4 24,8 25,8 34,9 24 ,6 24 ,0 ·4,5 0,2 1,8 I 

54 286" 42 31,4 26,1 29,2 35,3 25,7 26,1 -3,9 0,4 3,1 I 

o 106" 42 32,3 47,6 30,0 30,8 51,1 24,0 1,5 ·3,5 6 ,0 

70 106" 42 24 ,8 28,4 26,8 24,9 28 ,4 24,7 -0,1 o 2 ,1 

100 106" 36 25,7 27,3 26,0 25,1 26,6 24,6 0,6 0,7 1,4 

o 325° 42 40,2 30,2 39,8 40,9 28 ,7 37,8 -0,7 1,5 2,0 

o 145" 41 24,2 34,4 27,9 24 ,8 37,7 22,7 -0 ,6 -3,3 5,2 

dro f rontal e os vidros lateraisesquerdos 
Para esta situação de máxima carga térmica par­

cial, verificou-se que a adoção de uma pintura exter­
na branca (absortividade solar = 0,23) e vidros cin­
zas podem reduzir esta carga térmica em 30%. 

CONCLUSÃO 

Foi mostrado o modelo usado para o cálculo de 
carga térmica por condução a través das parede s e vi­
dros e r adiação sola r pelos vidros. 

O cálculo das temperaturas superficiais ex terio 
res (TSEs) dos vidros e das paredes apresent ou bons 
resultados com uma diferença média entre os va lores 
medidos e calculados res pectivamente de 1,3°C e 1,9°C. 

As simulaçÕes das cargas térmicas para a condi­
ção de verão tÍp i ca mostrou uma va ria ção das ca rgas 
térmicas de condução de paredes e vidros e rad i aç ão 
solar pelos vidros de a té 225% para hor á r i os e r o t as 
d iferentes. 

Verificou-se que cores claras e vidr os cinz en­
tos podem r eduzir as ca r ga s de condução e rad i a ção so 
l a r pelos vidros em atê 30%. -

O mode lo computacional aqui des cr i t o se apre­
s enta como uma importante ferr amenta para a a dequação 
dos sistemas de refrigera ção à s cabines de veículos 
automotivos em função de parâmetros como loc a lidade s, 
r otas , pintura e tipos de vidros da cabine . 
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ABSTRACT 

A mathematical simulation model was developed to 
calculate the cooling loads in a cab. 

Field experiments were conclue ted to evaluate the 
conduction cooling loads from walls and glasses. 
Precision less then 5% was gotten between model 
results and experimental data. 

ln the summer situation, studies of the effects 
of de orientation of the cab, the time, the externa! 
paint and the tint of the glasses in changing the 
conduction and solar radiation cooling loads, were 
conducted. Cab orientation and the time can change this 
cooling loads by 225%. Variation by 30% was gotten 
from different externa! paints and glasses. 
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SUMMARY 

The paper is a review of the principal aspects the human response to 
thermal environment in which heat transfer is used. Its aim is just to 
show the importance of the heat transfer in this field and to emphasize 
future research needs. The presented bibliography should permit the 
investigation of each topic. Many standards are also quoted in the 
bibliography, to underline the practical importance of the subject. 

HEAT LOSS BY CONVECTION FROM THE HUMAN BODY. 

ln the last thirty years many progresses have 
been made in the field of the "Human Respons~ to 
Thermal Environment", generally called "thermal 
environment" for the sake of brevity. Now, for 

instance, specialists are in most cases able to 
foresee the human mean response to thermal environment 
with good approximation. Moreover consolidated results 
have produced many international and national 
standards. 

The heat loss by convection from the outer 

surface of the clothed body is generally expressed 
by the following equation 

In this paper we review thermal environment 
aspects that required land still requirel knowledge of 

heat transfer. Heat transfer is very important in 
thermal environment and we will try to outline that 
future progresses necessarily need the cooperation of 
heat transfer specialists. 

I 1 ) 

wi th 

qc : rate of heat Joss by convection per unit outer 
2 surface area of the body, W/m ; 

tcl: mean temperature of the outer surface of the 
body, generally clothed, •c; for naked subject it 

is the mean skin temperature, tsk; 
ta : air temperature, •c; 
and, obviously, 

hc : convective heat transfer coefficient, Wlm
2

K. 

Table 1. - The most used formulas to evaluate hc for forced convection 

I . . 2 d h . W/ 2 <va and varare in m s, M 1s 1n W/m an c 1n m Kl. 

formula condition Eq. 

h c 8.3 
0.6 

v a seated Mitchell, 1974 121 

h c 2.7 + 8.7va 
0.67 reclining Colin and Houdas, 1967 13> 

h c 14.8va 
0.69 standing Seppanen et al., 1972 I 4) 

h c 12.1var 
0.5 Winslow et al.,1940 15> 

h c 3.5 + 5.2var Var < 1 Mi ssenard, 1973 ( 6) 

h c 8.7var 
0.6 

Yar > 1 Missenard, 1973 17> 

h c 8.6var 
0.53 Nishi and Gagge, 1970a 18> 

h c 6.5Var 
0.39 Nishi and Gagge, 1970a <9> 

hc = 5.66<CM/58.1>- 0.85> 0 • 39 Gagge et al., 1976 110> 
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Generally the convection is forced and so hc is 
a function of the air ve1ocity. Many formulas have 
been proposed and are now used. In Table L we report 
the most used ones. From Table 1. it can be observed 
that in some formulas <the Eqq. 2, 3 and 4> hc is a 
function of the measured air velocity, va, in other 
formulas <Eqq. from 5 to 9) hc is a function of the 
relative air velocity, Var• and in the Eq. 10 it is a 
function of the metabolic energy, M. But Eqq. 2, 3 and 
4 are used only when the subject is still: in these 

cases it is va=var· 
The relative air velocity is generally not known 

and it is evaluated as a function of the metabolic 
energy, M, that depends on the activity. So, in the 
Eqq. from 5 to 9 hc becomes a function of M, as i n the 
Eq. 10. For var the most used formula is the following 

Var = va + 0.0052<M- 58.1> ( 11> 

wi th 
M : rate of metabolic energy production, Wtm

2 

For stil1 air and still subject the convection is 
free. In this case some people use the formula <Fange•-
1970> 

hc = 2.38 j tcl - ta l0.25 ( 12> 

others use a constant values of hc, that is 3.1 for 
seated subject <Mitche11 1974>, 4.0 for standing 
subject <Seppanen et al. 1972>, 5.1 for reclining 
subject <Colin and Houdas 1967). 

For forced convec t ion ISO Standat-d 7730 (ISO 
1984> uses the Eq. 5 while ISO Standards 7933 <ISO 
1989> and ISO/DIS 11079 TR <ISO 1991> use the Eqq. 6 
and 7. For free convect ion ISO Standa.-él 7730 and ISO 
Standard 7933 use Eq. <12> while ISO/DIS 11079 TR do 
not use any other equation (from Eq. 6 for Var= O, hc 
is equal to 3.5>. 

Qr : rate of heat loss by radiation from the human 
body, W; 

Aef: 

01 

(J' 

the effective radiation area of the clothed body, 
2 

m ; 
the thermal absorptivity of the outer surface of 
the clothed body, NO; 

-8 2 4 
the Stefan-Boltzmann constant, = 5.75 · 10 W/m K ; 

tmr= the mean radiant temperature, •c. 
The Eq. 13 presupposes <a> that the outer surface 

of the subject is radiantly gray and <bl that the 
subject surroundings constitute a radiantly black 
enclosure. 

The first hypothesis is verified if the subject 
receives radiations of high wavelenght, situation that 
generally happens in indoor environment. ln the far 
infrared either the skin ar clothings are gray with 
values of the monochromatic absorptivity respectively 
of 1 and 0.95. And so the value of 0.97 is generally 
assumed for the absorptivity of the outer surface of 
the human body. But if the subject receives radiations 
also of low wavelenght, then appropriate values of 
absorptivitY and emissivity should be used. And few 
values exist of the spectral absorptivity, which is not 
easy to ~asure fo r thin fabrics <Cain and Farnworth, 
1986). 

Generally the second hypothesis is verified. It 
fails when the environment is very small, as in the 
case of cars. ln these cases classic evaluating methods 
of radiation heat transfer have to be used. 

The principal difficulty to estimate Qr by the 
Eq. 13 is the evaluation of tmr• which can be measured 
ar calculated in many ways. The most impor tant ways 
will be reviewed in the fol1owing paragraphs. 

Evaluation of tmr from angle factors . It is used 
the relation 

< tmr + 273>.4 l:Fp .1 . 4 
'1 1 

114> 
It is easy to see that with these formulas rather 

different values for hc are obtained. So we think that with 
it is necessary to review these formulas. Probably it 
will be necessary to find formulas for local values of 
hc, for eKample for each part of the human body, and to 
obtain the total value of hc by integration. 

For an eKact evaluation of qc, as it can be seen 
from Eq. 1, it is necessary to know also tcl• which is 
difficult to measure, either because it is a surface 

temperature, or because it is a mean temperature . 
Generally tcl. is evaluated from the thermal resistance 
of the clothing and from the skin temperature, as tsk 
is less difficult to measure <Me lntyre 1980, Olesen 
1983) or it is evaluated by models of thermoregulation 
<see last pointl. 

However, the evaluation of tcl• by measurement 
and/or by calculation is still too doubtful. 

HEAT LOSS BY RADIATION FROM THE HUMAN BODY 

Generally the following relation is used: 

Qr 
4 4 

Aef«a<<tc 1+273l - <tmr+273l l (13) 

wi th 
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Fp,i : angle factor from the subject to the surface i, 

N~ 

Ti : temperature of the surface i, K. 
As angle factors values proposed by Fanger <1970> 

are used, which have been adopted also by the ISO 7726 
<ISO 1985> and by the ASHRAE 55-81 <ASHRAE 1981>. 
However some Authors <Horikoshi and Kobajashi, 1982> 

have recently proposed values that are quite different 
in some cases. 

Evaluation of tmr from the temperature of the 
globe thermometer. lhe globe thermometer consists of a 
black globe in the centre of which a temperature sensor 
is placed. If the globe thermometer is placed in the 
actual enclosure, it exchanges heat by radiation and by 
convection with the the air. At thermal equilibrium the 
first law of thermodynamics, applied to the globe, 
gives the followin.g type of relation 

tmr t<t9 ,ta,va> ( 15> 

with 



temperature of the globe thermometer at thermal garments IHavenith et al. 1990). 

equilibrium, •c. 
ln the Eq. 15 the functional relation depends on MATHEMATlC MODELS DF HUMAN BODY TERMOREGULATlON. 

the type of convection globe-air 1150, 1985>. 

The tmr evaluated from t 9 is not exact, because 

the angle factors globe-enclosure are not equal to 
angle factors human body-enclosure. So the errar is not 
negligible when radiative field is not uniform IMadsen 

1979, Olesen 1988>. 

Evaluation of tmr from plane radiant temperature. 

This is the most recent method IOlesen 1989>. 
The plane radlant tempet-ature, tpr• is defined as 

the unlform temperature of an enclosure in which the 

incident radiation flux on one side of a small plane 

element is the sarne as in the actual environment. The 

method consists in considering tmr as the weighted mean 

of the six plane radiant temperatw-es in the siK 

dlrectlons of the three Cartesian axes, with the 

projected area factors for a pet-son in the same slx 

dlrections as weighting coefficients. 
However the exact measurement of the plane 

radiant temperature is not very easy. 

HEAT LOSS BY EVAPORATION FROM THE SKIN SURFACE. 

The heat loss by evaporation from the skin 

surface, Esk• is evaluated by the relation INishi and 

Gagge 1970bl: 

( 16) 

Many models of human physiological regulatory 
response have been proposed in the last twenty years. 
These models can be dlvlded in two groups llotens 
1988, Galeou et al. 1989>: models ln whlch the human 
body consists of an only segment and models in which 
the human body consists of many segments. 

ln the first group the most important model is 

that proposed by Gagge et al. 11973>. This model 

considers the human body constituted of two 

compartments, the core and the outer layer, treated 

analytically as two concentric shells. It is a very 

simple model, but tlll now the most used in 

englneerlng applications. 

ln the second group the most important model 

is that proposed by Stolwijk 11970>. The human body 

consists of six segments: head, treated as a sphere, 
and trunk, arms, hands, legs and feet treated as 
cylinder. Each segment consists of four layers: core, 
muscle, fat and outer layer. On the whole twenty foUI-
compartments. A twenty-fifth compartment is the 
central blood. This is the model that many Authors 
have modified, and still modifie, with the aim of 
predicting individual physiological strains from 

physical environmental parameters, clothing 

characteristics and methabolic energy production in 
arder to provide a useful tool for the design and 

assessment of thermal environment. 

wi th 

Esk 

In each model the compartment represents a system 

with a mass, a heat capacity and a heat source, that 

rate of heat loss by evaporation from the skin exchanges energy by conduction to adiacent laye,-s, by 
. 2 

per unit surface area of the body, W/m ; evaporation and by convection via the blood. As a 

w skln wettedness, ND; whole the compartments rep•esent the contt-olled 

Pvs,sk: saturated vapor pressure at the skin 
temperature, kPa; 

system. The instantaneous temperatw-e of each 
compartment, as well as the rate of change of 

Pv,a 
Re,T 

vapor pressure in the air, kPa; temperature, reachs the contt-olling system which 
total vapor resistance of clathing and boundary integrates these informations and sends out 
layer in terms of energy, m2kPa/W. appropriate cammands. 

Re,T is evaluated by the relation 

Re,T = Re,cl + Re,a I 17) 

wi th 

Re,cl: clathing vapor resistance in terms of energy, 
2 m kPa/W; 

boundary layer vapor resistance in terms of 
2 energy, m kPa/W. 

Re,a can be expressed in terms of hc by the Lewis 
relation for the air, that is in the range 20-40 •c it 

can be considered constant and equal to 16.5 K/kPa 

<Fobelets and Gagge 1988>. 

Re,cl depends IAlfano et al. 1991) on the vapor 
permeation of clothing, which is evaluated either by 

the Woodcock 11962> index, iw, ar by the the vapor 

permeation efficiency ratio for a clothing layer 
IMeechels and Umbach 1977, Lotens and van der Lind 

1983>, ip· But the evaluation of these two vapor 
permeation índices is nat simple, in particular it is 
not easy to evaluate them from the values obtained for 
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PULSED AIR JET IMPINGEMENT HEAT TRANSFER 
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B. W. Webb and M. Queiroz 
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SUMMARY 

Temporal average heat transfer of a pulsating jet were quantified using a thermographic infrared 
imaging technique. Jet Reynolds numbers in the range 3000 to 12000 were investigatedfor pulsing fre­
quencies ranging from the steady jet to approximately 200Hz. For the configuration studied, the heat 
transferis degraded at allfrequencies, generally in the range O to 20% relative to that ofthe steady jet at the 
sarne time-average flow rate. This is in spite of the significant increase in turbulence intensity for the 
pulsing jet. This is believed to be due to relatively small turbulent fluctuations superimposed on the 
instantaneous periodic flow. 
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NOMENCLATURE 
jet diameter 
pulsation frequency in Hz 
time-average heat transfer coefficient 
time-average stagnation heat transfer coefficient 
thermal conductivity 
temporal average Nusselt number, hd/k 
temporal average stagnation Nusselt number, hod/k 
time-average flow rate 
Reynolds number based on time-average flow rate, 4Q/7Wd 
local mean velocity 
local RMS velocity fluctuation 
distance from the nozzle exit 
nozzle-to-plate spacing 

INTRODUCTION 
Many applications in industry require localized heating or 

cooling. An effective way to accomplish this is through the use of 
impinging gas jets. Industrial uses of impinging air jets include 
tempering of glass, drying of paper and textiles, and the cooling of 
metal sheets, turbine blades, and electronic components. 

Due to the many industrial uses for impinging jets extensive 
prior research has been conducted to understand their heat/mass 
transfer characteristics. The results from this research have been 
summarized by Livingood and Hrycak [ 1], and by Downs and 
James [2]. Martin [3] also provides a comprehensive review with 
an emphasis on the engineering applications of impinging jets. 
These reviews summarize the extensive prior work dealing with 
steady jets. Jet pulsation has been proposed as a means of enhanc­
ing the already high heat transfer characteristics of steady jets. The 
presence of flow pulsations has been found to increase heat transfer 
over the steady flow situation (Marzia1e and Mayle, 1984). 
Recently, Eibeck et a!. (1991) reported significant heat transfer en­
hancement using the exhaust jet flow from a pulse combustion. 
Gundappa and Diller (1991) also reported enhancement dueto flow 
pulsation on heat transfer from a cylinder in crossflow. The pur­
pose of this study is to investigare systematically the heat transfer 
and flow structure characteristics of pulsing jets. Comparisons are 
made between steady impinging jets and pulsing jets at the save 
rime-average flow rate. 

EXPERIMENTAL APPARATUS AND PROCEDURE 
Flow Delivery System 

Time-average heat transfer coefficients under a pulsing air jet 
was investigated. The flow pulsation was generated with a rotating 
valve located upstream of the jet nozzle. A schematic of the rotating 
valve is shown in Fig. I. The valve consisted of a stationary valve 
body machined of mild steel, in which a bole 50.8 mm in diameter 
was bored through the center. A cylindrical rotating valve was ma­
chined to fit inside the valve body with 0.254 mm of radial clear­
ance. Sealed bearings were press-fit onto 12.7 mm diameter shafts 
at the ends of the rotating valve. The bearings were seated in cylin­
drical grooves milled into the end caps of the valve. The end caps 
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~ere positio~ed on both sides of the rotating cylinder and were 
ughte~ed agamst gaskets with screws into the valve body. A 25.4 
m'? dmm<:t~r hoJe was bored in the rotating cylinder normal to its 
~xis . . Addlt!onally, 6.35 mm diameter holes were drilled inoppos­
mg_ s1des of the valve body. The shaft on one end of the rotating 
cyhnder was con~ecte~ !O a universal moto~ whose rotation speed 
was ~ontrolled :wn~ a Sihcon-controlled recufier. Special care was 
used m the fabncat10n and assembly of the valve to eliminare vibra­
~ion_ during rotation . A~ter initiation of valve rotation and pressur­
IZ~tlon of the upstream s1de of the valve, flow pulsation at the nozzle 
exlt was achieved when the diametral bole bored through the cylin­
dncal vale was aligned with the opposing holes in the valve body. 

The pressure side of the rotating valve was connected to a 
large capacity compressed air supply with pressure regulator with a 
2.0_m. length of ~.5 _mm diameter flexible tubing. During most ex­
penments, the exit s1de of the valve was connected to a 0.8 m long, 
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Fig. 1. Schematic of rotating valve. 
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Fig. 2. Sample time-histories of the nozzle exit velocity generated 
by the rotating valve. 

6.1 mm diameter tube which was precision-machined square at its 
exit end. Figure 2 illustrates a single period of the pulsing velocity 
at the exit of the nozzle for four different frequencies at the sarne av­
erage flow rate (Reynolds number). Examination of severa! cycles 
revealed that the pulsation was truly periodic; the instantaneous ve­
locity variation with time was very nearly the sarne during each pe­
riod. The velocity time histories presented in Fig. 2 are representa­
tive of those at other frequencies and Reynolds numbers. Note that 
the velocity at the nozzle exit never reaches zero. This is in contrast 
with the work cif Eibeck et al. (1991), whose pulsing jet showed 
strong flow reversal with associated negative velocities. 

Jet Flow Rate Measurement 
The use of a rotameter to measure the jet flow rate was not 

possible because of the pulsating nature of the flow. ln order to cir­
cumvent this problem, a large plastic container was then used to 
measure the pu1sed jet flow rate. Initially, the volume of this plastic 
container was determine using a steady air jet, whose volume flow 
rate was measured using a high-precision rotarneter. Repeated mea­
surements of this container's volume indicated that the uncertainty 
associated with the pulsating jet flow rate measurement was ±1 0%. 
With the volume of the plastic container know, the time to fill it un­
der pulsed7jet operation was measured for the different flow condi­
tions used in the present study. 

Flow Structure Measurement 
Flow structure measurements were performed for the steady 

and pulsed jets using hot-wire anemometry. Centerline profiles of 
mean and rms velocity as well as Power Spectrum Density (PSD) 
were obtained from the time-resolved velocity measurements. A to­
tal of 131,072 data points (217) were collected at a sampling fre­
quency of 8KHz, using a 12-bit data acquisition system. Spectral 
decomposition was accomplished using standard techniques (Press 
et al., 1986). 

HeatTransfer Measurement 
Figure 3 illustrates the apparatus used in the heat transfer 

measurements. Flow from the rotating valve was routed through a 
long nozzle, and directed at the heated surface (a metallic foil). The 
impingement foil, 20.32 cm long by 5.00 cm wide, was constructed 
of 0.051 mm thick stainless steel shim stock and attached to an 
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aluminum bus bar at each end. A hole was drilled through the 
length of each bus bar, through which a steel rod, 9.53 mm in di­
ameter, was inserted, maintaining the plate and bus bar assembly 
vertical. The steel rods were set in holes and attached rigidly to a 
Lexan base, 2.54 cm thick by 68.58 cm long by 39.37 cm wide. 
Two large springs, insulated at their ends, were connected to the top 
and bottom of the bus bars, creating a moment about the axis of the 
steel rods and providing an even tension on the plate. The stainless 
steel shim stock was heated Ohmically yielding a constant heat flux . 
To achieve an isoflux surface, voltage from an HP 6031A DC 
power supply was imposed across the plate through the aluminum 
bus bars. To account for the voltage drop occurring across the bus 
bars and the power supply tines, voltage measurements were made 
at a known spacing on the plate using a Fluke 75 Multimeter. The 
current was measured by the digital readout of the power supply. 
This configuration yielded a worst case uncertainty in the Ohmic 
dissipation measurement of less than 1%. The measured heat flux 
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······ ·········+----i 
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alr aupply lrom 
rolallng valv1 

Fig. 3. Schematic ofheating apparatus and local temperature mea­
. surement system. 
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was corrected for losses due to radiation from both sides of the plate 
and for natural convection from the side opposite the impinging jet. 
Typically these losses were 4 - 7% of the total imposed heat flux. 

The heated foillocal temperature was measured using infrared 
thermography. The Inframetrics Model 600 Infrared Imaging 
Radiometer was used to collect the local temperature data. The in­
frared camera was positioned on the side of the heated plate opposite 
the impinging nozzle, and non-intrusively detected the radiosity of 
the impingement plate. The side of the impingement plate facing the 
camera was painted flat black to increase the ernitted energy from the 
heated plate. Based on a one-dimensional analysis of the foiVpaint 
thickness, the local temperature measured on the back side was 
found to differ from that of the impingement surface by less than 0.1 
deg C; this difference was therefore neglected. 

With the detected radiosity, and by knowing the ernissivity of 
the plate and surrounding temperature, the infrared camera deter­
mines the local temperature with its internal calibration table. The 
emissivity of each side of the plate was measured with the imaging 
camera and was found to be 0.95 and 0.17 for the painted and un­
painted surfaces, respectively. The two-dimensional thermal image 
on the heated plate is detected by the infrared camera. Image averag­
ing was used to determine the time-average surface temperature of 
the heated plate. Despite the very thin foi! used, its thermal inertia 
rendered it unable to respond to temporal fluctuations in the pulsing 
jet. Thus, only time-average local temperature measurements were 
made and are reported here. Local temperatures are extracted and 
used to calculate 'the heat transfer characteristics of the pulsing jet. A 
complete description of the lnframetrics Model 600 lnfrared Imaging 
Radiometer and thermal image processing system may be found 
elsewhere (Inframetrics Operating Manual, 1988; ThermaGRAM 
Operating Instructions, 1988). 

RESUL TS AND DISCUSSION 
Figure 4 illustrates the variation of stagnation Nusselt number 

with Reynolds number at a single nozzle-to-plate spacing for four 
different pulsation frequencies. Also shown is the correlation of 
data presented by Martin (1977) for steady jets. Note that the steady 
jet results of this study reflect the correlation to within 4%. The dif­
ference between Nu0 among the different frequencies shown is only 
about 25%. It is interesting to note that the pulsing jet data exhibit 
the steady-jet Reynolds number functional relationship Nu0 - Re112 
quite well. Although some deviations from this relationship exist 
for the pulsing jets, their dependence on Reis not radically different 
from the steady jet, and differences cannot be generalized. 

The dependence of stagnation Nusselt number on nozzle-to­
plate spacing is shown in Fig. 5 for O $; f $; 183 Hz at Zofd = 6 and 
Re = 4800. The dramatic increase in Nu0 for Zofd = 1/2 has been 
documented for steady jets (Lytle and Webb, 1991), and is ex­
plained by acceleration as the nozzle exit is placed dose to the heated 
surface. The stagnation Nusselt number for ali frequencies show 
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Fig. 5. Variation of stagnation Nusselt number with nozzle-to­
plate spacing. 

the sarne general trends. The heat transfer coefficient is nearly inde­
pendent of z/d for Zofd < 6, after which a monotonic decrease is ob­
served. For ali but the f = 183Hz case, a local maximum in NUo at 
zofd = 6 is observed. For steady jets, this local maximum in heat 
transfer coefficient is loosely associated with the end of the potential 
core, the region where the turbulence effects due to the shear layer 
interaction at the jet radial boundary is the highest (Martin, 1977). It 
is interesting to note that the peak in Nu0 at Zofd = 6 is observed 
even for the pulsing jet, suggesting that the pulsation does not influ­
ence the mean structure of the jet core. 

Figure 6 illustrates the dependence of stagnation Nusselt 
number on frequency for three Reynolds numbers at Zofd = 6. As 
has been observed previously, the variation of Nu0 with frequency 
lies within a ±25% range. This is only slightly higher than the esti­
mated 10- 12% experimental uncertainty of the heat transfer data. 
For ali cases shown, jet pulsation has the effect of decreasing the 
heat transfer for ali frequencies studied. However, there is some 
slight heat transfer dependence on frequency. It appears that that 
dependence is roughly independent of Reynolds number. It should 
be noted that peaks in the Nu0 versus f data shown could be corre­
lated loosely with the levei of acoustic noise encountered during data 
collection. Higher noise leveis were detected at frequencies of ap-
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Fig. 6. Variation of stagnation Nusselt number with pulsation fre­
quency. 



proximately 70 and 140Hz. At any rate, it can be concluded that the 
effect of pulsation using the pulse generation technique described 
here is to decrease the heat transfer, although on1y slightly. Recall 
that Eibeck et a/. (1991) discovered more than a twofold increase in 
heat transfer at the exhaust of a pulse combustor. However, the in­
stantaneous flow structure for their experiments was radically differ­
ent from that studied here. Strong flow reversals result from the 
pulse combustion. It might be suggested that the flow reversals are 
one mechanism to disrupt the already thin boundary layer character­
istic of jet impingement heat transfer. 

The axial variation of the mean and turbulent flow structure is 
shown in Fig. 7 for Re = 4900. It should be emphasized that these 
measurements were made without the presence of the impingement 
surface. There is a general decay in the mean velocity with z/d (see 
Fig. 7a); the mean velocity has dropped to roughly 40% of its exit 
value by z/d = 6. This sarne qualitative mean flow structure is ob­
served for ali pulsation frequencies. It should be noted as well that, 
for a given Reynolds number, the mean jet exit velocity varied by 
less than ±6% among the pulsation frequencies studied. 

Figure 7b illustrates the variation in axial turbulence intensity, 
u'íu, as a function of z/d corresponding to the experimental condi­
tions of Fig. 7a. The steady jet (f = 0) turbulence intensity rises 
monotonically with distance from the nozzle exit. By contrast, the 
pulsing jet configurations exhibit a rise in u'íu out to z/d "' 6, then a 
decrease. Again, this peak in turbulence intensity at z/d "' 6 may be 
associated with the end of the mean core structure of the jet. The 
magnitude of the steady jet turbulence is clearly lower than the 

pulsin~ jet data. Additionally, the pulsing jet data reveal that turbu­
lence mtensity decreases with increasing pulse frequency. The tur­
bulence intensity for f = 33 Hz is roughly twice that for the f = 133 
Hz case at z/d = 6. The PSD for these data will shed light on the 
frequency content of the pulsing jet flow. 

Figure 8 illustrates power spectra at the nozzle exit for f = 33, 
67, and 133 Hz at Re = 4900. The PSD for the steady jet under 
identical experimental conditions is superimposed on each plot as 
dashed lines for comparison. The mean velocity and RMS velocity 
fluctuation for the steady jet case are, respectively, li = 12.24 rn/s 
and u' = 0.44 rn/s. The PSD's for the pulsing jet exhibit a dominant 
peak at the pulsing frequency for each condition. Also evident itre 
secondary peaks due to subharmonics and harmonics associated 
with the driving pulsation frequency superimposed on the resonance 
characteristics of the nozzle/tubing system. The higher turbulence 
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intensity for the pulsing jets is evident in the PSD's. The data reveal 
that the periodic pulsation of the jets adds energy in the narrow fre­
quencies associated with the pulsing, but more primarily in the low­
frequency part of the spectrum. It is interesting to note that, at high 
frequencies (eg., f = 133Hz), the peaks associated with the driving 
pulsation of the system are superimposed on a base power spectral 
density function that is nearly identical to the steady jet case. 
Pulsing at these high frequencies serves only to add energy in the 
peaks. At lower pulsation frequencies (eg., the f =33Hz case), and 
in the lower frequency part of the spectrum, the PSD is fully an 
order of magnitude higher than the steady jet case. Note also for 
this case that the very high frequency content is diminished (as com­
pared to the steady jet) as a result of jet pulsation. Jet pulsing appar­
ently adds energy only to the large-scale structure of the impinging 
jets. This is evident in the time histories of the pulsing jet velocities 
shown in Fig. 2, where the low-magnitude, small-scale fluctuations 
are superimposed on the gross periodic flow produced by the rotat­
ing valve. It may be suggested that the increase in turbulence levei 
due to the establishment of the large-scale periodic flow does little to 
disrupt the very thin thermal boundary layer on the heated plate. 
The result, as has been seen, is a general degradation in heat transfer 
for the frequency range studied. 

CONCLUSIONS 
Impingement heat transfer from a pulsing jet has been studied 

experimentally. The experimental results indicate that, for the con­
figuration studied; the heat transfer is degraded at ali frequencies, 
generally less than 25% relative to that of the steady jet at the sarne 
time-average flow rate. This is in spite of the significant increase in 
turbulence intensity for the pulsing jet. The power spect;ral density 
function for the pulsing jet -reveals a dominant peak at the pulsing 
·frequency, with secondary peaks associated with subharmonics and 
harmonics of the driving frequency, as well as the resonance fre­
quency of the fluid delivery tubing downstream of the valve. Power 
spectral density functions-suggest that the flow pulsation adds en­
ergy primarily on the large scale, with little superimposed small­
scale turbulence. The degradation in heat transfer for the pulsing jet 
is therefore believed to be due to relatively low-magnitude, small­
scale turbulent fluctuations superimposed on the instantaneous peri­
odic tlow. 
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Lab. de Energia Solar ··· Campus I 
João Pessoa - PB - 56059-900 - Brasil 

Este tr-abalho busca, através da Técnica da Transformada Integral 
Gener·alizada, encontrar soluções analíticas para o problema de convecção 
for·ç ada. laminar em mn tubo circular· ccim aletas radiais externas, sem a 
pr·escriçâo de um coeficiente de transferéncia de calor efetivo da parede do 
t.ubo com o ambient.~ · externo. Para tanto, o problema de condução 
cmid.l.mensi<:.n:Jl nas aletaG é resolvido simultâneamente ao cálculo da convecção 
no fluido. Faz-·se um estudo paramétr·ico envolvendo o número de Biot, a razão 
entre as condutividades tér·micas da aleta e do fluido inter·no, e a razão de 
a specto da aleta . 

Na atualida.de, com o desenvolvimento das 
indús tr·ias qui mica s e de a limentos, dentre tantas 
out r·as , pr-oces s os que envo lvem trocas tér·micas entre 
li qui dos· e gases se Ützem pr·esentes e necessários, 
exigindo mecanismos de intensificação da transferéncia 
de calor· nr:~ superf i c i e do trocador exposto ao gás. 

~1JUlSLft:lJA 
~ . J L r 

____ _, Zn-1 Zn r· . .., I 
A pcocur·;_:,. de sclur~ õ e s ma.temá. t.icas par-a a 

intens ificação da t roca de cale• r atr·avé s do aletamento 
ext.Prno de dutos, f o i inic ialmente considerada pelo 
trabalho de SPARROW ,'Ji. CHAR"1CHI ( 1980) que consiclerar·am 
a t r oca de calor· com o me io exter·no pr·escrevendo um 
(:CJH;pn ct,\ rnentc de v,::-~.r·iBc. ~-i",:J per· iód ic;J.. em de1;;r·a.us para o 
,_: (_ ,\·.~ L :_: ;::·:·1te - ~ · tr· r:1 _~-í~~:e-cê nc i8. de c:.~ l o r· exter-no. 
Segühk•s por- VICK et al ( 1987 ) , que consider·aram uma 
variaç. âo harmó nica , CAMM et al ( 1988 ) que fizer·am a 
anà 1 i se do calor trocado em funç ao da po si•:; ão ao l ongo 
do duto e SANTOS ( 1990) , que simulou uma variaçã o 
harmônica em regimes per·manente e perió dico com 
CCH?.ficie:ntes Vttr·)_á veis na condição de contorno-

O presente trabalho u tiliza a Técnica da 
Tr-ansformada Integral Gene ralizada para encontrar· 
solução anal i tica para o pr·obl ema de convecção fot·ç ada 
laminar em tun tubo aletrtdo externamente sem a 
presc rição do comportamento axial do coeficiente de 
t['l;;nsfer-éncia de calor com o meio exter·no , e per-mi ti r 
um estudo paramé trico em configuraçô'es típicas. 

~~RESENTAÇÃO E ANÁLISE MATEt1ATICA 

Consideremos o problema da convecção forçada 
laminar de um fluido newtoniano na região de entrada 
térmica de tun tubo circular aletado externamente. f: 
cons ider·ado que as pr·opriedades físicas do fluido 
permanecem constantes, o campo hidrodinâmico é 
completamente desenvolvido, os efeitos da dissipação 
viscosa são des:pr·ezados, a temperatura de entrada é 
müforme, a condução de calor axial é desprezível e 
não ocorre variação da temperatura na direç ão radial 
da ~~rede do tubo. As aletas são radiais, espaçadas 
tuliformemente e com espessuras constantes como 
mostrado a seguir: 
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FIG.01 : Geometria e sistema de coordenadas. 

O problema é f ormulado atr·avé s da eq. da ener·gia: 

z >O 

' 
u ( r·) àT r (r·, z) __ 1_ ~[r 

--;;:-- ãz -- - r ôr 
ôTr (r,z)] 

ôr O<r<r._. 

submetida às seguintes condições de contorno 
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e à eondiç ão inicial: 

Tr(r,z) = Te , z = o e 

(La) 

(1. b) 

( l.c) 

( l.d) 

Com a utilização dos grupos adímensionais seguintes 
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e(R,Z) _ T(r , z) -Too. K = ~; 
Te -Too "<>. 



U(R) _ u(r) 
'U 

= 2(1-RZ ); W(R) = U(R).R 
4 

_ R(l-RZ) 
- 2 

Bi:.=he~~- rv; B+i =hex~~ rv; Bi(Z) = he (~; .rv 

(2) 

obtemos a equação da energia, as condições de contorno 
e a condição inicial adimensionalizadas: 

W(R) ae r (R, Z ) = ~ rlR ae r (R, Z ) 1J Z > 
az âR <jR ' O < 

àfir (R,Z) = O 
-àR R = O 

àfi~(R,Z) + Bi(Z)6r(R,Z) = O , R = 1 , 

8r (R, O) = 1 z = o ,O<R:<:::L 

o 
R < 1 

(3.a) 

(3.b) 

(3.c) 

(3.d) 

Considerando a parede delgada do tubo, ondrc· não ocorr-e 
var·iaç ão da temperatura na dir·eç ão radial: 

Or(1,Z) = 8.,.(1,Z) = 8v(Z) ,O:SZ<L, 
(4) 

onde e,,. ( 1,Z) é a temper·atur·a na base da aleta e e .• (Z) 
e a temperatura na parede ao longo do eixo Z que 
per·manece constante no inter·valo [Z . Z ] . 

N-1 N 

Pela continuidade do fluxo de calor na interface 
fluido/solido, obtemos: 

à&r (1,2) _ 
àR -

1 

K 

ôOa. ( 1,Z) 
à R 

(5.a) 

e com a condição de contorno (3.c), definimos o número 
de Biot como: 

Bi(Z) = 1 1 à8a ( 1,Z) 
Elr( 1,2) K à R 

N(a+T )+oS Z :<::: (N+1)(a+T ),N = 0,1. .. (Ciclos), 
(5.b) 

que quando analisado na parte lisa do tubo, assume um 
valor· característico, dado por: 

Bi(Z)J = B1, N(a+T) :'S: z :::: N (O'+ T )+o, N = o, 1. .. 
(5.c) 

e, na parte aletada, encontr·amos para o número de Biot 
variável com Z: 

Bi(Z) = à8o. ( 1, z) 
à R 

N (O'+ T )+ O' :<:; z :S ( N+ 1 )(O'+ T ) , N = o, 1, 2 ... 
(5.d) 

onde 8r(1,Z) assume o valor dado pela solução de 
Graetz na parte lisa imediatamente anterior à aleta 
estudada. 

O número de Biot variável, Bi(Z), é calculado em 
função do fluxo de calor através das aletas; daí a 
necessidade de conhecermos o perfil da temperatt~a ao 
longo das mesmas. GONDIM & SANTOS (1992) apresentam 
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uma solução aproximada baseando-se em um enfoque feito 
de forma concentrada na dire•. ão axial, onde sao 
analisados o fluxo de calor· na base da aleta e a 
distribuição da temperatura ao longo desta, na 
seguinte forma: 

Kt(M.RT).Io(t1.R) + Ko(t1.R).I.(t1.RT) 
eacR> = ----- ----~---------- · .~)· 

Ki (11. RT ) . Io (!1. &. ) t l<o ( t1. PJ-, ) . r, ( t1. F:r ) 
.6) 

ondeIo, l1, lío e K... são flmções modificadas de Bu:-;sel 
de ordem zero e um, do primeiro .-. do segundo tipc-_;, 
respectivamente. 

§Q~IJ_ç_6Q__ç91:1_t:J~TA 

O Numero de Biot variável em Z. B i(Z;, nac l 
permite a obtençao da soluçao por meio dos mt:ctodo3 , 

- \' 
clássicos. Com a utilização da 'I'EClL da Tc.-msfocmada ! 
Integr·al Genera.lizada ( COTTA, a Pl,l._.licar·), buscamos L 
urna solução anall tica. O pcocesso lnlcla-se com a 
escolha de mn problema de autovalor au.xiliar: 

_<!:_[R __ â'f'c_Çf-"_,_JD] + 1-1: W'(R) 'h (1-'t ,R) = O,O<R<l, dR âR 

(7 .a) 

com as condições de contorno, 

c!>p, (J-1, ,R) = o 
~-dR - R = O 

( R' +, , n1 = () dlf'L ,1-;!.t, J + B1 lf'Lli-'L ,r,; -

(7. b) 

, R = 1 , 

(7 .. c) 

onde B +i é um valo c caractecí stico da funç ao varia vel 
Bi(Z). As eqs.(7.a,b,c) definem tun problema típico de 
Sturm-Liouville, onde é necessário a ocorréncia da 
propr·iedade da or·togonalidade das autofunç ões ern 
r·elaçao à ftmção W(R). O p:r·oblema de aut.ovalor·es nos 
permite definir o par Transfor-mada- Inversa dado por·: 

e 

1 
W(RJ'+'t U1l, R) 6r (R,2) 

e (Z) = I ------------------ âR Transformada 
\. - ~..,.1 /2 ' ? 

u Nc 

6;(R,2) 

00 

_\ 
-L 

l = 1 

(8.a) 

1 

t
f / 2 ,,_ 

'f\(l_tl,R) e,(Z) ,Inversa_ 

(8.b) 

A determinaç ao dos autovalores, /-li , autoftm:;: ;::; es, 
lf't(!-li.,R), e das Normas, N.. , e feita através do 
Método de Contagem de Sinal (COTTA,a Publicar·). 

Pa:r·a a obtenção do sistema de equações 
diferenciais ordinárias, aplicamos o operador 

[ ~'-.':~;Rl âR na equação (3.a) e, o operador 
O Nc 

[ ef(R,Z) dR na equação (7.a) do problema auxiliar 
,,i/ 2 

o Ni 

e, somando-as e usando o SegLmdo Teor·ema de Green, 
verificamos que o integrando resultante depende 
apenas do contorno. Através de artifícios matematicos 



envolvendo as equações (3.c) e (7.c), e o uso da 
equação inversa ( 8. b), teremos: 

onde 

00 

de,(Z) + J..l~ei.(Z) _\A* (Z) ej(Z) =O, Z >0, 
dZ L 'J 

j = ~ 
(9.a) 

Atj (Z)= 1( / 2 

1tf(
2 

[B+i- Bi(Z)]llldJ..Ii.,1)'1'1 (J.li.,1) 

(9. b) 

1 w (R) 
e, aplicando-se o operador J ll'i. (J.li. ,R )dR na 

o Nt /2 
condição inicial do problema original (3.d), 
considerando a equação inversa ( 8. b), obtemos a 
condição inicial Transformada dada por : 

1 
tt /2 

1 

I W(R) 'l'i. (J.li. ,R)dR 
o 

(9.c) 

O sistema formado pelas equações 
(9.a, b, c) fornece um conjunto de infinitas equações 
diferenciais ordinárias que pode ser escr·i to na forma 
nw.tricial como : 

e· cz> + AczH~cz> = o 
(10.a) 

e (0) = li. 
(10.b) 

onde: 

e (Z) 

(lO.c) 

. ( 10.d) 

(10.e) 

e, o vetor solução e (Z) pode ser obtido através da 
biblioteca de subrotinas cientificas IMSL( 1979). O 
vetor solução é utilizado na fórmula da equação 
inversa ( 8 . b) para fornecer a solução completa do 
campo de temperatura dada por e (R, Z) . 

A Temperatura Média, eM (Z), é obtida através da 
ponderação integral : 

logo: 

eM (Z) = 

[w(R) er (R,Z) dR 

[w(R) dR 

eM (Z) = 8 [ W(R) 9t(R,Z) dR 

(1l.a) 

(ll.b) 

109 

E, aplicando a inversa (8.b) na eq.(12.b), com a 
condição inicial transformada (10.d), podemos definir: 

00 

eM(Z) = 8 L ei.(Z) /i 

i. =1 

(1l.c) 

A taxa de transferência de calor adimensional, 

Q(Z), é obtida, de Z = O até uma posição axial 
:1. 

qualquer, Z , pela aplicação do operador J dR à 
o 

eq.(3.a) : 

:z [ W(R) er(R,Z) dR = 

resultando: 

Q(Z) = 1- eM(Z) 

<ter (R,Z) 
itR 

(12.a) 

(12.b) 

Com artifícios matemáticos e a eq.(12.b), integrando 
do ponto inicial, Z = O, ao ponto desejado, Z: 

o 

aer (R,Z) 
ôR 

(12.c) 

e, verificando o valor de e.,(O), da eq.(3.d), e a 
definição da taxa de transferência de calor 
adimensional (13.a): 

Q(Z) = 1- e.,(Z) 

o 

RESULTADOS E CONCLUS0ES 

aer (R,Z) 
ôR 

(12.d) 

O problema da convecção forçada laminar na 
região de entrada térmica de um tubo circular aletado 
externamente, foi analisado no regime permanente. A 
consideração feita do número de Biot característico 
para a parte não aletada do tubo, Bi, assumir um valor 
prescrito veio apresentar uma redução do custo 
computacional para a solução, em relação a 
SANTOS(1990), tendo em vista necessitarmos de apenas 
um problema de autovalores, facilmente resolvido pelo 
Método de Contagem de Sinal (COTTA, a publicar). 

Com a +prescrição do número de Biot na parte lisa 
do tubo, 81, e a obtenção de um número de Biot para a 
parte aletada, Bi(Z), praticamente constante, sofrendo 
a.penas uma pequena variação na entrada, chegamos a 
conclusão de que pelo nosso enfoque, o coeficiente de 
transferência de calor com o meio externo assume uma 
variação periódica em degraus. Nesta constatação somos 
levados a observar que na nossa análise não 
consideramos a condução axial do calor nas paredes do 
tubo, e que num estudo futuro, onde esta conduç ã o 
venha a ser considerada, poderá ocorrer uma atenuação 
na mudança brusca dos valores dos números de Biot, 
aproximando-se assim, dos resultados das variaçoes 
harmônicas apresentadas por VICK et al( 1987) e 
SANTOS(1990), Fig.02. Foram atribuídos diversos 
valores para o número de Biot, Bi, e verificado que o 



aumento no coeficiente de transferência de calor 
externo depois de um certo limite apresentam as 
soluções coincidentes, não indicando nenhum efeito 
relevante devido a presença das aletas, Fig.03 
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FIG.03: Soluções poro diversos Bi+. 

O presente modelo parece-nos ajustar-se melhor a 
realidade dos .problemas práticos, tendo em vista ser o 
mesmo estabelecido a partir de dados relativos à 
configuração geométrica a ser estudada; enquanto que 
os modelos anteriores, SPARROW & CHARMCH (1980), VICK 
et al(1987) e SANTOS (1990), foram estabelecidos 
apenas em função doa números de Biot paca as por-ç.õ eG 
lisa e aletada, da distância entre aletas e da 
espessura destas. 

Um estudo para a razão entre os raios da base e 
do topo da aleta e o Bi(Z), Fig.04, foi realizado e 
verificou-se para o coeficiente de ·transferência de 
calor externo um crescimento assintótico até 
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FIG.04: 81(Z) (r.+A)/rw. 
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determinada razão, tornando-se praticamente constante 
para valores al toa de ó . Merece uma aná liae mais 
aprofundada, na tentativa de se obter um aletamento 
eficaz, onde se tenha o cuidado para se evitar o 
desperdício de material na construção da aleta, em 
tr·oca de pouco calor dissipado. Na fig.05 mostra-se o 
número de Biot variável em ftmç ão do número de Biot da 
porção lisa, para valores definidos de ó, onde pode 
ser observado a tendência para um valor limite a 
partir do qual não se verifica ganho com o aumento da 
aleta. 

400 

300 

§200~ / /~ó = 1.5 
~ ~ = 2.8 

3 .5 
1oo~ I / = 0.01 K 
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FIG.05: Bi(Z) Js. Btdo porte lisa. 
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ABSTRACT 

This work aeeks, through the Generalized Integral 
Transform Teclmique, analytical solutions to the 
laminar forced convection problem within a circular 
tube with external radial fina, without prescribing an 
effective heat transfer coefficient between the tube 
wall and the external environment. Therefore, the 
one dimensional conduction problem in the radial fins 
ia solved simultaneously to the calculation of 
convection in the fluid. A parametric study is 
performed involving the Biot number, the thermal 
conductivities ratio of the and internal fluid, and 
the aspect ratio of the fin. 
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COEFICIENTES DE TROCA DE CALOR PARA O PLENUM DE UM 
SECADOR DE GRÃOS POR CONVECÇÃO NATURAL 
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CARLO RALPH DE MUSIS e DEBI PADA SADHU 

UFMT-Av. Fernando C Costa s/n, 78090 Cuiabá, MT 
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RESUMO 

O presente trabalho correlaciona as trocas de calor por 
radia~ão e por convec~ão no plenum de um secador por convecção 
natural. com o calor 6til, fornecido ao ar de secagem. 
Verificou-se. com o critério adotado, que o calor 6til no 
secador pode ser obtido un1camente a partir de coeficientes 
empÍricos de trocas de calor por convecção já existentes na 
1 i teratura 

Os prot6tipos de secadores de grãos 
nos quais o ar de secagem é movimentado 
exclusivamente por convecção natural ("se­
cadores por convecção natural") foram con­
cebidos, até o momento, de modo empÍrico 
Deste modo, não foram a1nda estabelecidas 
relações que possibilitem a otimização de 
seu desempenho té·rm 1 c o, a par t 1 r de sua 
forma ou de suas dimensões 

O presente trabalho estabelece uma 
equação semi-empÍrlca que identifica a in­
f1uªncia de parâmetros construtivos e de 
operação de um secador por convecção natu­
r·al, ncJ calor 6til fornecido ao ar de seca­
gem Os parâmetros correlacionados são es­
tabelecidos a part1r dos coeficientes de 
troca de calor por convecção e das trocas 
de calor por rad1ação entre os dutos de 
aquecimento do ar de secagem e as paredes 
do plenum 

F:_or_m!JJª~;.i[Q..._Qp_EJ"~. A geometria 
do secador em estudo é descrita na Fig 1. 
O plenum do secador é construido em alvena-

ENTRADft 
0[ 
~R DUTO e DUTO I DUTO 3 

( o ) 

ENTRADA 
0[ 
AR 

por dutos metálicos com 2,6m de comprimen­
to, sendo um central de 0,4m de diãmetro e 
dois laterais de 0,31m de diAmetro. O aque­
cimento do secador é feito através de uma 
fornalha a lenha, instalada internamente na 
entrada do duto central Os gases de combu­
stão da fornalha são distribuÍdos entre os 
dutos 2 e 3 por intermédio de um duto de 
alvenaria e concreto. construido fora do 
plenum As dimens~es do secador basearam-se 
na proposta apresentada por Pereira et al. 
( 19861. 

O calor 
(q,) de cada um 

transferido por convecção 
dos dutos para o ar de se-

cagem é expresso por: 

(i) 

onde t. e tm são respectivamente as tempe­
raturas médias da parede do duto e de mis­
tura <Holman, 19831, A,, a área da superfí­
cie do duto e h~•· o coeficiente médio de 
troca de calor por convecção para o duto 
11 i 11 

As trocas de calor por radiação (q,JI 
entre as superfícies dos dutos e entre 
estas e as superfÍcies das paredes ou dos 

i 

CH~ftiME e CH~ftiME 3 

( b ) 
Figura 1. Esquema do secador por convecção natural . 

ria, contendo um trocador de calor formado gr!os são estabelecidas por equações do 
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tipo : 

q11·A1oEi11 <71-2j> (2) 

onde T, e Tj são as temperaturas absolutas 
das superfícies envolvidas, o a constante 
de Stefan-8oltzmann , e A, a ~rea da super­
f!cie do duto considerado Os fatores de 
forma modificados <F~~~ são estabelecidos 
considerando-se a superf!cie das paredes do 
plenum e dos gr~os como uma Única superfi­
cie re-irradiante <r> <Pitts e Sisson , 
!981) 

A soma dos fluxos de energia por con­
vec~ão <qc=tq,) e por radia~ão trocados 
pelos tres dutos de aquecimento lqr=tq.j), 
foi correlacionada através de regressão 
linear, com o calor recebido pelo ar de 
secagem (qwl, estimado a partir da diferen­
ça entre as entalpias do ar na entrada dos 
grãos <h'.> e do ar ambiente <h'.> <8rooker 
et al . , 19741, e do fluxo de ar de secagem 
medido na saida do secador (01, segundo a 
equa~ão 

q .R (.b -.b > u u • • (3) 

onde G é o volume especifico do ar na saida 
do secador, estimado a partir de equações 
propostas por 8rooker et al <19741 alimen­
tados com dados das temperaturas obtidas 
por um psicrómetro ventilado . 

Aplicou-se testes de regress~o múlti­
pla entre qu, qc e qr para se identificar a 
importância dos termos de convec~ão e de 
radiação na previsão da energia Útil rece­
bida pelo ar de secagem O grau de depen­
dência entre os termos de radiacão e de 
conv~cção foram analisados a partir de suas 
correlacões parciais 

Trocas de calor por convec~ão. Na 
Eq <1> adotou-se o coeficiente h~ para a 
convec~ão natural em torno de um duto hori­
zontal , <Holmann , 19831 dada por 

GrPr )11•)3 
b • k {O, 6 +O, 387 ( { +(O, 559 )'/1t)U/f 

c d 1 Pr 

(4) 

onde k. Gr e Pr são respectivamente a con­
dutividade do ar, o número de Grashoff e o 
número de Prandtl, avaliados na "tempera­
tura da mistura" estabelecida a partir das 
temperaturas da superf!cie do duto e do ar 
ambiente ; e "d" o diâmetro do duto . 

Trocas de calor por radia~àQ Para 
se estabeler os fatores de forma F~J da Eq 
<2 1 subdividiu-se o plenum em 6 superficies 
<Fig ia> sendo A, 8, e C as superficies 
dos dutos; D e E as superficies das entra­
das de ar (adotadas como aberturas conti­
nuas> e a superficie das paredes e da parte 
inferior da massa de grãos, assumida como 
uma Única superficie re-irradiante <r> . 

Calculou-se os fatores de forma F~J 
para as trocas de energia entre todas as 
superficies, tomadas duas a duas , utili­
zando-se as equacões propostas por Rohsenow 
e Hartnet 119731 . Os fatores de forma FAe 
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e Fec foram calculados considerando-se a 
configura~ão de dois cilindros paralelos, 
com diâmetros iguais entre si, tomando-se 
por base o diâmetro médio entre os dutos 
central e lateral . Os fatores de forma FAo 
e FcF. foram estimados considerando-se as 
aberturas de entrada de ar localizadas a 
mesma altura dos dutos lat~rais, em relação 
ao ch~o. 

Os fatores de forma F~r e Frr foram 
estimados a partir da propriedade dos en­
volt6rlos IPitts e Sisson, 19811 . 

Utilizou-se o teorema da recipro­
cidade <Pitts e Sisson , 19811 para a esti­
mativa de FrJ 

Não se considerou nos c~lculos, · as 
trocas diretas de calor por radiacão entre 
o ar de secagem e as superfícies do plenum 

Aparato experim~ As medidas de 
temperatura foram feitas com termopares de 
cobre-constantan, 1 i gados a um potenc i 6-
grafo através de caixas multiplexadoras com 
periodo de chaveamento de 10 s . Mediu-se as 
temperaturas das superficies dos dutos em 
posicões correspondentes as indicadas pelos 
nOmeros de 1 a 6 na Fig 1b Em cada uma 
destas posi~Ões foram coladas três junções 
localizadas respectivamente acima. abaixo e 
na lateral do duto, ligadas em paralelo . 

Mediu-se a temperatura média do ar 
com 9 jun~ões de termopares, posicionadas 
imediatamente abaixo da camada dos grãos 
( t., 1 ) . 

Instalou-se dois ps1crômetros venti­
lados, com junções de termopares. sendo um 
nas proximidades do secador e outro dentro 
do tronco de pirâmide , logo acima da massa 
de gr~os 

Efetuou-se medidas simultâneas da 
velocidade do ar na sa!da do secador e do 
vento nas proximidades do mesmo. utili­
zando-se de dois anemOmetros de pás 

Realizou-se sete testes de secagem 
com espessuras da camada de grãos variando 
entre 0,06 e 0,155m. Em dois testes adis­
tância média do centro dos dutos até a tela 
de sustenta~ão dos grãos <dp,) foi de 
1,16m Para os demais testes esta distância 
foi de !,36m . 

RESULTADOS E DISCUSSão 

A equa~ão obtida para expressar a 
troca de calor por radia~ão entre a super­
ficie A do duto 2 <Fig ial e as demais su­
perf!cies do plenum, considerando-se os 
fatores de forma aplicados na Eq . <21. foi 

q.t•A.t5• 66910-t (O • 0683 (T,~.~~•-T:) + 

+0,412(T,.6-T.-4)+0,2,3(T~4 + 
-T,c•)+0,03!5 (T,.•-r.•)] 

( :5) 

Para o duto 3 <Fig ia>. obteve-se, por 
simetria, uma equação análoga a Eq 5 . 

Para a superf!ci~ 8 do duto central 
<Fig ia>, a troca de calor por radia~ão 
foi estimada pela @qua~ão: 

qb•A.5,6UlO'"' [0,350 (T,_•-TA•)+ Có) 
+O, 350 (T,_•-Tct.) +O, 062 (T_.•-T.•)] 



N~o houve altera~ão significativa dos 
valores dos fatores de forma indicados na 
Eq <5> e na Eq <6>, para as duas alturas 
d~, <Fig. ia> consideradas neste trabalho . 

Os testes do secador foram efetuados 
mantendo-se a temperatura média do ar de 
secagem entre 50 e 65°C. As condi~Ões do 
amb1ente nos periodos dos testes envolve­
ram temperaturas médias de 23 a 32°C e umi­
dades relativas médias entre 53 e 90%. 

Obteve-se, em média, valores dos 
coeficientes hr- para os dutos laterais de 
3,8W m-e 0 c-~ e para o duto central de 
5, 6W m·-e 0 c-~ 

O duto central emitiu em média, por 
radia~ão, aproximadamente 2170 W de ener­
gia . Desta energia, cada um dos dutos late­
rais recebeu em torno de 790 W Essa ener­
gia absorvida pelos dutos laterais certa­
mente ocasionou a eleva~ão das temperaturas 
de suas superficies, ajudando a uniformizar 
a temperatura do ar no plenum . Entretanto, 
essa eleva~ão de temperatura influi negati­
vamente no aproveitamento do calor prove­
niente dos gases de combustão, aumentando 
assim as perdas de calor pelas chaminés 

~~ões de correla~ão Assumiu-se 
no modelo proposto que a energia trocada 
por radia~ão entre as superficies, é 
transferida posteriormente ao ar de secagem 
por processos de convec~ão 

Baseado nessa premissa, efetuou-se a 
regressão linear entre qu e q. = qc + qr, 
estabelecidos segundo as equa~ões descritas 
anteriormente, resultando na seguinte equa­
ção de ajuste : 

(7) 

com coeficiente de determina~ão de 60,5% 
Os resultados da regressJo múltipla 

de qu em fun~ão de qc e qr apresentou um 
coeficiente de determina,ão de 64,96%, com 
a equa~ão de ajuste 

Embora tenham sido significativos os coefi­
cientes desta equa~ão, os indices de cor­
rela~ão, indicaram que 96,1% da varia~ão do 
modelo é explicada pelo termo de convec~ão 
qc A Fig . 2 apresenta os valores previstos 
pela equa~ão em fun~ão dos valores de qu 
medidos . 

o 
~ 28 
E 
R 18 v 
A 
!) 

B o s 
w -2 

-2 8 18 28 

VALORES PR!VISTOS IW) 
38 48 

IX 100) 

Figura 2 . Valores previstos e valores obser­
vados do calor Gtil no secador . 
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Adotando-se como temperatura do ar de 
secagem a média das temperaturas do ar to­
madas em posi~Ões correspondentes a posi,ão 
acima da fornalha e dos pontos 4 e 6 da 
Fig ib, e como temperatura da mistura <Eq 
11>> para os dutos laterais. · a temperatura 
do ar ambiente, a equa~ão de regressão 
entre o qu e qc, apresentou um coeficiente 
de determina~ão de 85,5% . 

Observou-se que os valores estimados 
pelo modelo proposto, subestimaram o calor 
Útil de secagem Isso foi atribuido ao fato 
de não se ter medido a temperatura da su­
perficie do duto central, em posi~ão acima 
da fornalha, e sim, logo ap6s a mesma (po­
si,ão 1, Fig ib) Deste modo, a temperatu­
ra do inicio do duto principal foi também 
subestimada . Sugere-se que esta modifica~ão 
seja adotada em futuros trabalhos para o 
modelamento do secador. 

É possivel se obter equa~ões para a 
estimativa do calor útil em um secador por 
convec~ão natural a partir de temperaturas 
médias das supeficies dos dutos de aqueci­
mento, aplicadas a equa~ões emp!ricas pro­
postas para dutos horizontais Os pontos de 
tomada dessas temperaturas influem no mede­
lamento 
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ABSTRACT 

The present work correlates heat 
exchanges by radiation and convection in the 
plenum of a natural convection drier, wi th 
the effective heat suppl ied to the drying 
air. It was verified that, with the adopted 
criterion, the effective heat in the drier 
can be estimated from the empiric heat 
transfer coefficients by convection already 
known in the literature. 
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INTROD!]Ç.AO 

Dentro de área de conhecimento em 
transferência de calor, o estudo de convecção 
natural no interior de espaços confinados 
constitui-se hoje num tópico obrigatório. Em 
particular, a análise da convecção natural em 
cavidades retangulares tem sido objeto de 
muitas publiceç~es. A maior parte destes 
trabalhos baseie-se em uma das duas 
configureç~es extremes em que o fenómeno da 
convecção natural ocorre: 

(1) fluido submetido a um gradiente 
vertical instável de temperatura, ou 

(2) fluido submetido a um gradiente 
horizontal de temperatura. 

Cavidades em que o fluido é submetido a 
um gradiente diagonal de temperatura, isto é, 
o aquecimento e o resfriamento ocorrem entre 
paredes adjacentes, têm sido relativamente 
pouco estudadas. 

Kimura e Bejan (1985) analisaram uma 
cavidade retangular aquecida por uma parede 
vertical e resfriada pela base, sendo as 
outras paredes isoladas termicamente. A 
geometria da cavidade é variada até o valor 
da rezão entre a altura (H) e o comprimento 
(L) da cavidade (razão geométrica) igual a 
1/4. Anderson e Lauriat (1986) estudaram uma 
cavidade em que e parede vertical é resfride 
e e base é aquecida. Ã exceção da parede 
vertical adiabátice, as condiç~es de contorno 
são as mesmas da cavidade em estudo no 
presente trabalho. A análise entretanto, é 
feita apenas no caso da cavidade com razão 
geométrica unitária. 

Neste trabalho é analisada uma cavidade 
retangular aquecida pele base e 
simetricamente resfriada pelos lados, sendo e 
parede superior considerada adiabática. 
Genzarolli e Milenez (1989) estudaram esta 
cavidade no caso de valor unitário de re~o 
geométrica. Aqui é verificado o efeito do 
alongamento vertical de cavidade na 
transferência de calor e no escoamento, 
considerando-se os valore~ da razão 
geométrica H/L= 1; 3; 5; 7; e 9. A partir 
das simulaç~es numéricas efetuades, é 
mostrado como, em certos casos, o efeito do 
aquecimento da base praticamente não é 
percebido na região superior de cavidade, 
ocorrendo o que Poulikakos (1985) chamou de 
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"penetraç:li:o térmica incompleta", verificada 
por ele no estudo de uma cavidade na qual uma 
única parede vertical é aquecida em um parte 
e resfriada em outra. Para explicar o 
comportamento do número de Nusselt em funç:li:o 
da variaç:li:o da raz:li:o geométrica da cavidade e 
do número de Rayleigh foi aplicada, ao 
problema em estudo, uma análise de escala 
similar àquela feita por Poulikekos (loc. 
cit.). 

FORMULAÇÃO DO PROBLEMA 

Considere-se uma cavidade bidimensional 
de altura H e comprimento horizontal 
2L, totalmente preenchida por um fluido 
newtoniano como o ar ou a água. Sejam x e Y 
as coordenadas cartesianas, u e v as 
componentes horizontal e vertical da 
velocidade, respectivamente, T a temperatura, 
e g a aceleração local da gravidade. A fig. 1 
mostra a cavidade em estudo e a notação 
utilizada. 

I 
////////// 1///1///11/ 

1 v 

L 
l g 

H u 

y 

Fig. 1. A cavidade e a notação adotada. 



A cavidade é simetricamente resfriada 
pelas paredes laterais, mantidas à 
temperatura constante T

0 
, e aquecida pela 

base, mantida à tempere. tu r a T
1 

• A parede 
superior é isolada termicamente e a linha 
tracejada que divide a cavidade ao meio 
representa um plano de simetria. Devido a 
esta simetria, serA considerade. em todo o 
tre.balho apenas a meia cavidade de altura H e 
comprimento L, referida daqui para frente 
simplesmente como "cavidade". A razão 
entre a altura H e o comprimento L é chamada 
razão geométrica ou simplesmente razão H/L. 

Em convecção natural, as equaç~es da 
continuidade, da variação da quantidade de 
movimento e da energia devem ser consideradas 
simultanee.mente, pois o campo de velocidades 
depende da distribuição de temperaturas que, 
por sue. vez, é influenciada pelo campo de 
velocidades. Para as equaç~es assim acopladas 
serão e.dmitidas e.s simplificaç~es conhecidas 
como aproximaç~es de Boussinesq e serA 
adotada a formulação de função corrente 
vorticidade. Definindo as variáveis 
adimensionais 

(X, y) = (X, y) /H , (u, v)= ( u, v) I ( 01/H) 

T=(T- T
0

)/(T
1

- T
0

) 

e 
( 1) 

onde 01 é a difusividade térmica, introduzindo 
a função corrente adimensional ~ 

-
iJ VI u=-=­
a Y 

v= - a ~ 
a x 

e a vorticidade adimensional 

f ::: iJ v iJ u 

a x a y 

( 2) 

( 3) 

as equaç~es governantes, para o caso 
bidimensional em regime permanente, ficam 

1(-af ·-af] 2--u--+v-- ='I~ Pr - -
b X b y 

a T - a T 
"2 T u-- +v-- = 

" x " y 
2 - -

'I Vl=-l; 

+ Ra
8 

a T 
iJ X 

onde Pr e Re.._. são, respectivamente , 
números de Pranatl e de Rayleigh baseado 
altura H, ou seja 

Pr = v 
01 e Ra = 

H 

g/5H3 .ó.T 
v 01 

( 4) 

( 5) 

( 6) 

os 
na 

( 7) 

sendo ~ o coeficiente de expansão térmica e 
v a viscosidade cinemática. 

As condiç~es de contorno do problema, 
escritas na forma adimensional, são 

X ::: 0: - - iJ ~ 
T=O;V~=--=0 

" x 
O; VI = O ; f = O X ::: !:!. 

H" 
a T ----
iJ X ( 8) 

y = 0: 

-
y = 1: 

T = 1 

a T ---- J ~=O VI ::: -

" y o 
" y 

O número de Nusselt global para a 
cavidade térmica pode ser definido como 

Nu = Q (9) 
k .t. T 

onde k é a condutividade térmica, Q o calor 
total transferido através das paredes da 
cavidade e .t.T=(T - '\,) . Na forma 
adimensional 1 

Nu 
L/H(J T 

=I -=-o iJ y 
dx ou 

1 

I " T 
o a x dy , ( 10) 

pois o número de Nusselt pode ser calculado 
pela integração do fluxo de calor ao longo da 
base aquecida ou da parede vertical 
resfriada, respectivamente. Em regime 
permanente, ambos os valores devem ser 
iguais, o que pode ser utilizado para 
verificar o realismo f1sico dos resultados 
numéricos. 

O MtTODO NUMtRICO 

Foi adotado o método da função corrente 
vorticidade, que tem apresentado bons 

resultados em problemas bidimensionasis 
envolvendo escoamentos no interior de 
cavidades fechadas, térmicas ou 
hidrodinâmicas. As equaç~es (4) e (5) foram 
discretizadas segundo o esquema proposto por 
Allen e Southwell (1955) e para a equação de 
Poisson (6) foram usadas diferenças centrais. 
A vorticidade nas paredes foi determinada a 
partir dos valores da função corrente nos 
pontos interiores (Jensen, 1959). 

São admitidos valores iniciais para a 
vorticidade e o processo iterativo começa 
obtendo-se a função corrente a partir da 
equação (6). O campo de velocidades e a 
vorticidade na parede são calculados. A 
equação da energia (5) é resolvida e 
posteriormente a equação de transporte da 
vorticidade (4). Retorna-se ao primeiro passo 
agora com o novo valor do campo de 
vorticidades. O processo iterativo continua 
até que os valores das variáveis comecem a 
se repetir, dentro de determinado critério, 
ao fim de cada iteração. Foi adotado como 
critério que a variação relativa média entre 
os novos valores e os imediatamente 
an~riores (para Te() fosse menor do que 
10 . Para evitar a divergência foi usado um 
fator de sub-relaxação igual a O. 7. para 
a equação da vorticidade (4). 

Visando a determinar o número adequado 
de pontos para compor a malha uniforme em 
cada caso, foram realizados testes para o 
problema em estudo, comparando valores do 
número de Nusselt e da função corrente (valor 
máximo) obtidos com diferentes refinamentos 
da malha. Para o caso da cavidade com razão 
H/L=1 verificou-se que uma malha uniforme com 
61x61 pontos representa um bom compromisso 
entre acuidade dos resultados e tempo 
computacional (Ganzarolli e Milanez, 1989). 

Para as cavidades com razão H/L > 1 
foram adotadas as malhas da tabela 1. 

Tabela 1. Malhas adotadas. 

H/L 3 5 7 9 

malha 61x181 61x301 51x301 41x301 
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(a) (b) 

Figura 2. Curvas de nivel para Ra=10~ e H/L=3; 5; 7; e 9, 
respectivamente.(a) Isotermas. (b) Linhas de corrente. 

O número de Nusselt foi calculado pela 
integração nu~rica de (10) usando a regra do 
trapézio. Neste cálculo, a temperatura na 
intersecção das duas paredes adjacentes foi 
admitida como sendo igual à ~dia entre as 
temperaturas das respectivas paredes. 

RESULTADOS E DISCUS~O 

Foram obtidos resultados n~ricos ?ara 
números de Rayleigh na faixa de 10 a 10 e 
número de Prandtl igual a 0.7. A razão 
geométrica foi aumentada até H/L=9. A figura 
2 ilustra ~ efeito do aumento da razão H/L, 
para Ra=10 , no escoamento e na distribuição 
de temperaturas na cavidade. O escoamento é 
dominantemente constitu1do por uma única 
célula girando no sentido anti-horário. 
Percebe-se que, com o aumendo de H/L, as 
linhas de corrente e as isotermas tendem a se 
concentrar junto à base da cavidade, enquanto 
o fluido na região superior permanece 
praticamente parado e isotérmico. Este efeito 
é chamado "penetração térmica incompleta", 
pois a região superior é comparativamente 
menos afetada pela presença da base aquecida, 
tornando-se termicamente inativa. O 
alongamento vertical da cavidade tende a 
acentuar este efeito, conforme ilustram as 
curvas de n1 vel da figura 2. 

Visando a determinar as escalas que 
governam a transferência de calor neste 
problema, será desenvolvida uma análise de 
escala semelhante à que foi aplicada por 
Poulikakos (1985). 

Admite-se que os gradientes 
significativos de temperatura se concentrem 
numa região de altura h a partir da base da 
cavidade, de forma que 

h < H ( 11) 

Admite-se também a ocorrência de uma camada 
limite térmica de altura h e espessura 6 
junto à parede vertical resfriada, assim 

6 < h (12) 

O balanço de energia entre o calor fornecido 
ao fluido na base de comprimento L e o calor 
perdido ao longo da camada limite vertical 
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fornece 

Q ::.< k L .t:.. T -h- k h .t:.. T -6- (13) 

Substituindo a escala para a espessura 
c5 da camada limite ntma parede vertical, no 
caso de fluidos com P~1 e expressa em termos 
do número de Ray le igh be.seado na altura H, e 
utilizando a definição (9) de Nusselt, 
chega-se em 

Nu 
-3/ 7 

::.< ( ____!:!__ ) 
L (14) 

Quando o número de Rayleigh é fixo, a 
taxa total de calor transferido através da 
cavidade tende a diminuir com o aumento da 
razão geo~trica. Efeito contrário ocorre 
quando a razão H/L é fixa e o número de 
Rayleigh aumenta. 

O dom1nio de validade da análise de 
escala o definido a partir das relaç~es (11) 
e (12), que fornecem, respectivamente 

(____!:!__) 
.&/ 7 1 / 7 

RaH > 1 L 

(____!:!__) 
-3/7 1/7 

RaH > 1 L (16) 

A relação (15) indica que a ocorrência 
de penetração térmica incompleta é acentuada 
pelo aumento da razão H/L. O critério para 
formação de uma camada limite de conveeção, 
expresso em (16), mostra que o alongamennto 
vertical da cavidade exige valores mais 
elevados do número de Rayleish para 
existência desta camada limite. 

A fig. 3 mostra a variação de Nusselt 
com o número de Rayleigh e a razão H/L. No 
primeiro caso (fig. 3-a), vé-se que para 
valores elevados de Rayleigh e de H/L ,a 
variação de Nusselt segue a lei de p~téncia 
expressa em (14). Para H/~5 e R~10 esta 
relação ~o se verifica e a variação do 
número de Nusselt é relativamente menor. Para 
valores de H/~3 o crescimento de Nusselt com 
Rayleigh é mais acentuado, já que nestes 
casos também não se aplicam as escalas de 
penetração térmica incompleta. 
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A figura. 3-b ilustra. a. va.ria.ç~o do número de 
Nuseelt com a. razão H/L. Neste caso, também 
confirma-se a. lei de potência. expressa por 
(14), verificada. para valores maia elevados 
de Ra.yleigh. Para. valores baixos de Ra.yleigh, 
nota-se com clareza a. pequena. influência. da. 
razão H/L no número de Nusselt. 

COMENTÃRIOS FINAIS 

A análise desenvolvida. neste trabalho 
concentrou-se especificamente na influência. 
do aumento da. ra.z~o H/L na transferência. de 
calor através da. cavidade. N~o foi discutida. 
sua. influência. no escoamento, que também 
poderia. ser verificada. através da. análise de 
escala. desenvolvida.. 

Os resultados apresentados mostraram o 
fenómeno da penetra.ç~o térmica incompleta. 
numa cavidade alongada verticalmente e 
preenchida. por um fluido. A análise de escala 
levou a relaç~es que, dentro de certos 
critérios de validade, se aplicaram ao 
problema. em estudo. 
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ABSTRACT 

The influence of the increa.se in the 
aspect ratio on the heat tranefer in a 
rectangular cavity is studied. Uniform 
tempera.ture is the bounda.ry condition in the 
hea.ted and cooled wa.lls, while the upper wall 
is kept insula.ted. The flow is a.ssumed a.e 
laminar a.nd two-dimensiona.l a.nd the problem 
is solved numerica.lly. The incomplete therma.l 
penetra.tion is verified for the natural 
convection inside the ca.vity. A sca.le 
ana.lyais is ca.rried out for this 
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RESUMO 

O presente trabalho propõe um modelo teórico de descrição do 
fluxo de ar de secagem para secadores de grãos com ar movimentado 
por convecção natural. Este modelo baseou-se na equação de Bernoulli 
e nas aproximações de Boussinesq, aplicadas às diversas partes do 
secador, ao longo do fluxo do ar de secagem. Obteve-se, também uma 
equação para a perda de carga através da camada de milho, em 
secadores por convecção natural. 

A estimatiya do fluxo de ar de secagem 
para secadores que operam com ar movi~entado 
por convecção natural ("secador por con­
vecção natural"), tem sido efetuada a partir 
de equações empíricas e, por esta razão, os 
resultados têm aplicação restrita a equipa­
mentos com forma e dimensões semelhantes ao 
secador experimental usado em cada estudo. 

A resistência à passagem do ar através 
de uma camada de grãÕs para diversos 
produtos foi obtida por Shedd (1953). 

Secadores de grãos por convecção natu­
ral são aqueles em que o fluxo de ar através 
dos grãos é causado unicamente pelo efeito 
da convecção natural, devido ao aquecimento 
do ar sob o produto (Ryu, 1976). 

Ryu (1976) estabeleceu uma equação em­
pírica correlacionando o fluxo de ar através 
desse tipo de secador, com a altura do pie­
num (d0 ), com a espessura da camada de 
grãos (d

1
) e a diferença de temperatura en­

tre o ar de secagem (tpl) e o ar ambiente 
(t

4
). Por outro lado, Bernal (1982) e~tabe­

leceu outra equação empírica para o fluxo de 
ar de secagem em um se c ador por convecção 
natural, onde a altura do plenum não é 
considerada. 

O presente trabalho propõe um modelo 
teórico de descrição do fluxo de ar de seca­
gem para secadores de grãos por convecção 
natural, a partir de parâmetros construti­
vos e de operação desses secadores. Es~a­
belece também uma equação empírica para a 
estimativa da resistência da camada de grãos 
de milho, ao fluxo de ar de secagem, para as 
condições de operação desse tipo de secador. 

MATERIAIS E MtTODOS 

Este trabalho constitue-se de três 
etapas distintas: descrição do modelo con­
cebido para o acompanhamento do fluxo de ar 
através do secador por convecção natural; 
aplicação do modelo com dados experimentais 
da literatura; e validação do modelo a par­
tir de dados experimentais dos testes de se­
cagem com grãos de milho, efetuados na UFMT. 

Considerou-se para os testes estatís­
ticos um nível de significância de 5%. 

Primeira eta~ª' A Fig. 1 apresenta um 
desenho esquemático do secador por convecção 
natural construído na Fazenda Experimental 
da UFMT. Nesta figura apresenta-se o 
critério adotado para se referir as diversas 
partes do secador por convecção natural. 
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Figura 1. Esquema do secador por convecção 
natural testado na UFMT. 

Para o estabelecimento do modelo do 
fluxo de ar no secador, assumiu-se como 
simplificações que o ar de secagem é um gás 
ideal, não viscoso e que é desprezível a 
perda de carga devido a ação das paredes do 
plenum. 

Nestas condições, obtem-se a variação 
da pressão ao longo do plenum (Ap 1) e do 
tronco de pirâmide (Apt), devido apconvecção 
natural, aplicando-se as aproximações de 
Boussinesq (Jaluria, 1980) com as respec­
tivas dimensões ( dpl e dt) e as massas es­
pecíficas do ar seco ( Pp! e p ) , estimadas a 
partir da Equação universal ~os gases. Nesta 
Equação, a estimativa da pressão do ar seco 
é obtida diminuindo-se, da pressão atmos­
férica local, a pressão de vapor real do ar. 
Nos cálculos, pode-se utilizar a Equação de 
Tetens (Saucier, 1969), para a estimativa da 
pressão de vapor de saturação do ar. 

A pressão real de vapor (p,) foi 
obtida por: 



Pv•Pvs-0, 00067 Pac ( t-tu> ( 1 ) 

considerando-se o valor da constante psicro­
métrica para psicrômetro ventilado (Saucier, 
1953). 

Estima-se as perdas de carga durante a 
contração gradual do tronco de pirâmide 
(Aptl) e da contração brusca na saída do 
secador (Apt2), utilizando-se os coeficien­
tes de contração (C), propostos por Brooker 
et al. (1974). 

A energia cinética do ar na 
secador, por unidade de volume, 
estimada a partir da equação de 
escrita na forma: 

Ps v!z =4.pP1-4.pg+4.pt-4.Pe1 -4.Pez 
2 

saída do 
pode ser 

Bernoulli, 

( 2) 

A Eq. (2), descreve assim o modelo 
para a estimativa da velocidade do ar de 
secagem em um secador de grãos por convecção 
natural, onde APg representa a perda dP 
carga na camada de grãos. 

Para a estimativa do coeficiente de 
contração gradual no tronco de pirâmide 
(Ctl), obteve-se primeiramente uma equação, 
a partir de regressão linear, relacionando 
os valores desses coeficientes propostos por 
Brooker et al. (1974) com os respectivos 
ângulos de contração. 

Segunda etapa. Nesta etapa aplicou-se 
o modelo descrito pela Eq. (2) aos dados 
experimentais de Bernal (1982) e Ryu (1976), 
obtendo-se os valores da perda de carga na 
camada de grãos. 

O protótipo de secador testado por Ryu 
(1976) não tinha o tronco de pirâmide na 
saída do secador. Para esse caso, os três 
últimos termos da Eq . (2) foram desprezados. 

Na aplicação do modelo descrito pela 
Eq. (2) aos testes realizados por Bernal 
(1982) desprezou-se o termo referente a 
contração brusca na saída do secador. 

Somente foram considerados dados 
obtidos sob condições de vento inferiores a 
1 m/s. 

As perdas de carga assim estimadas 
foram comparadas, através de análise de 
variância e de intervalos de confiança, com 
as obtidas a partir do modelo clássico de 
perda de carga nos grãos, desenvolvido por 
Shedd (1953). Nestas ánalises, aplicou-s e o 
teste de Bartlett, para verificação da 
homogeneidade de variância entre os grupos, 
e o teste de Kolmogorov-Smirnov, para o 
estudo da normalidade dos resíduos. 

Obteve-se também uma equação empírica, 
pelo método dos mínimos quadrados, 
correlacionando a perda de carga na camada, 
por unidade de altura dos grãos, com a 
velocidade do ar de secagem na saída do 
secador por convecção natural. 

Terceira etapa. A Eq. (2) foi apli­
cada aos dados medidos nos testes realizados 
na UFMT, considerando-se inclusive a equação 
empírica de perda de carga na camada de 
grãos (descrita na segunda etapa), 
obtendo-se uma equação transcendental para a 
velocidade do ar de secagem. Aplicou-se o 
modelo da bissecção a esta equacão, para se 
estimar a velocidade do ar na saída do 

secador testado. 
Nos testes realizados na UFMT foram 

medidas as temperaturas de bulbo seco (t) e 
de bulbo úmido (tu) do ar ambiente e do ar 
na saída do secador (dentro do tronco de 
pirâmide), e a temperatura do ar no plenum, 
abaixo da camada de grãos, através de 
termopares de cobre - constantan, ligados a 
um potenciógrafo de três canais. As 
temperaturas nos diversos pontos foram 
tomadas por um sistema de chaveamento 
(multiplex), com período de chaveamento de 
10 segundos. As velocidades do vento e do ar 
na saída do tronco de pirâmide foram medidas 
com anemômetros de pás. 
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Foram efetuados nove testes com o 
secador construído na UFMT, sendo este 
operado sem grãos e com diferentes 
espessuras da camada de grãos. A altura do 
plenum (d 1) nos dois primeiros testes foi 
de 1,16m,Pe para os demais foi de 1,36m. 

A validação do modelo do fluxo de ar 
foi realizada mediante a comparação das 
velocidades medidas nos testes realizados na 
UFMT, com as estimativas de velocidade 
resultantes da aplicação do modelo proposto. 

RESULTADOS E DISCUSSAO 

Primeira etapa. O modelo para a esti­
mativa da velocidade do ar de secagem em um 
secador de grãos por convecção natural, se­
gundo esqJe~a da Fig. 1 foi descrito pela 
equação: 

Ps :•3z = (p.-p,l) gdpl-4.pfl+ (p.-p.) gde+ 

2 2 -c P. v.3 -c P. v.3 
tl 2 t3 2 

( 3) 

onde as massas específicas do ar ambiente 
(p ), após a secagem (p) e no plenum (p 1) 
fo~am expressas pela e~uação: P 

p= Q r 003486 [ 7 ,Stu 1 
t+273 P.e-610,610 237,5•tu + 

+0,003486 0,00067P (t-t) (4) Bt U 

t+273 

O coeficiente de perda de carga (Cul 
no tronco de pirâmide dos secadores testados 
na UFMT e por Bernal (1982), foi da ordem de 
0,11, estimado a partir da equação: 

ctl-o I 0011 e-o I 0317 ( 5) 

O coeficiente estimado para a contração 
brusca no secador da UFMT, foi 0,33. 

Segunda etapa. Os resíduos das perdas 
de carga para os testes de Bernal (1982) e 
de Ryu (1976) apresentaram distribuição 
normal. As variâncias dos grupos não 
apresentaram diferenças significativas. 

Para os dados obtidos por Bernal 
(1982), as perdas de cargas estimadas pela 
Eq. (3), foram significativamente menores 
que as fornecidas pela Equação de Shedd 
(Shedd, 1953). O coeficiente de variação pa-



ra os valores das perdas de carga foi da 
ordem de 18%, indicando pouca variabilidade 
nestes valores. 

Não se verificou diferença signifi­
cativa entre as perdas de carga na camada de 
grãos, estimadas pela Eq. (3) e pela Equação 
de Shedd, a partir dos dados de Ryu (1976). 
Esta diferença de comportamento, em relação 
aos testes de Berna! (1982) foi atribuída a 
grande variabilidade dos valores obtidos 
para os testes de Ryu (1976), demonstrado 
pelo alto coeficiente de variação encontrado 
(CV da ordem de 40%). 

Considerando-se que, as velocidades do 
ar no leito de secagem nos testes de Berna! 
(1982) estiveram dentro da faixa de validade 
da equação proposta por Shedd (1953), 
concluiu-se que esta equação clássica de 
perda de carga na camada de grãos, não é 
adequada para a estimativa do fluxo de ar 
através de secadores por convecção natural. 

A regressão entre os logaritmos na 
base 10 da perda de carga por unidade de 
altura da camada, estimadas pela Eq. (3), e 
da velocidade do ar no leito de secagem, 
obtidos a partir dos dados de Berna! (1982) 
e de Ryu (1976) indicou valor significativo. 
A equação obtida foi: 

/ip 1, OC86+0, 7C232log1J60 f] 
~=10 1 • 

dg 
( 6) 

com coeficiente de correlação de p,965, onde 
Q é o fluxo de ar de secagem em m /s e A8 a 
área de secção do leito de secagem. 

Esta mesma regressão, incluindo os da­
dos referentes às velocidades do vento supe­
riores a 1 m/s, apresentou um coeficiente de 
correlação de 0,794, indicando assim que as 
medidas de velocidade do ar de secagem são 
afetadas pelo vento. 

Terceira etapa. As velocidades esti­
madas a partir do modelo descrito pela Eq. 
(6), aplicado a Eq. (3) apresentaram uma re­
lação linear com os valores medidos nos tes­
tes efetuados na UFMT. A Fig. 2 apresenta os 
valores medidos e os estimados, bem como a 
reta obtida pela regressão linear. O coefi-

• a ~ 
1 
d 
• 
• I 
• 

60 

I 
n o~~~~~~~~~~~~~~~~ 

o 40 60 80 100 Iii> 

Figura 2. Regressão entre as velocidades 
medidas e estimadas pela Eq. (8), 
para os testes realizados na UFMT. 

ciente de correlação encontrado foi de 0,821 
e a inclinação da reta obtida não se dife­
renciou significativamente de 1 indicando, 
assim, que os valores estimados descrevem 
satisfatoriamente os valores medidos. 

O procedimento acima foi também adotado 
para comparar as velocidades estimadas pela 
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equação empírica proposta por Ryu (1976) com 
as velocidades medidas nos testes realizados 
na UFMT. O coeficiente de correlação 
encontrado foi de 0,736, e os valores 
estimados subestimaram os valores medidos. 

CONCLUSÕES E RECOMENDACÕES 

1. O fluxo de ar através de secadores 
por convecção natural pode ser descrito pela 
Eq. (3) deste artigo. 

2. Para as condições de operação desse 
tipo de secador, a perda de carga através da 
camada de milho é superestimada pela Equação 
de Shedd (1953). 

3. A perda de carga através da massa 
de grãos de milho em secadores por convecção 
natural pode ser obtida pela Eq. (6) deste 
artigo. 
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ABSTRACT 

An airflow model by natural convection 
in grains dryers established from its 
constructive and operation parameters is 
presented. 

The model is established through 
natural convection, from the Bernoulli's 
equation and the Boussinesq's aproximation, 
applied at various parts of the dryer. 

An equation for the resistance of corn 
grains to air flow, in natural convection 
dryers, is obtained from the mathematical 
model presented in this paper. 

The resistance of corn grains to air 
flow, in natural convection dryers, is not 
repnresented satisfactorily by the classical 
Shedd's equation. 
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RESUMO 

E1.1.te. t:Mbo.J.ho apll.e.l.l e.n:ta. um e.~.~ .tudo do mê..todo de. ll.egulcvúzaç.ão 1.1 e.que.rtc.-<-a.l de. o li.­
de.m ze.ll.o aplic.ado ã e.~.~.timaç.ão do c.oe6.{.c.ie.nte. de. pruc.ula h, abtavêl.l da medida de .tem 
pell.a.tuM em ll.eg..úne. bw.rtúen.te. de. um bloco cA.1.1rtd!úco de. cobll.e. Cal.I0-6 el.lpec-ta.l.ó 6Maiii 
compu.tadO!.l paM dlL6.tli.M al.l úv...tab-tlidade.~.~ do mê..todo rtumé:Ji.-tco u.t-tlizado. V-<-n ell.e.nte.l.l 
coe6-tc-tente.~.~ de ll.egulM-tzaç.ão 6oll.am u.ti.tizadol.l paM d..ún-trtu-tli. -tl'll.l.tab-tlidade e o.t..ún-t­
zall. ll.e.l.lui.tadol.l. 

NOMENCLATURA 

A área lateral do cilindro de cobre 
a = razão entre coeficientes de pelicula iniciàl 

e final 
b parâmetro de controle da taxa de variação de h 
c calor especifico do cobre 
h coeficiente de pelicula adimensional 
h* coeficiente de pelicula 
h~ = coeficiente de pelicula inicial 
h! = coeficiente de pelicula em Regime Permanente 
m constante de tempo 
r = número de instantes futuros considerados na esti 

mação de h 
S desvio padrão dos valores experimentais Y 
T temperatura adimensional 
T* temperatura 
T* = temperatura inicial 
T* = temperatura do banho 
T

00= temperatura adimensional estimada 
t = tempo 
to = tempo inicial 
u conjunto de nÚmero RandÔmicos 
V volume do cilindro de cobre 
Y valores experimentais de temperatura 
Z coeficiente de sensitividade 
a = parâmetro de regularização 
v = número da iteração 
p densidade do cobre 

INTRODUÇÃO 

Há diversos problemas de transferência de calor, 
onde o coeficiente de convecção, h, apresenta um com­
portamento bastante irregular, sendo praticamente im­
possível prever-se teoricamente seu valor. Nestas si­
tuaçÕes é possível a partir de medidas da evolução tem 
poral da distribuição de temperatura de um corpo, esti 
mar os valores reais de h a que o mesmo está submetido. 

Aborda-se aqui o problema de um pequeno bloco ci 
lÍndrico de cobre a temperatura T~ que é subitamente 
inserido em um banho isotérmico a uma temperatura T! , 
onde é mantido por um intervalo de tempo ôt 1 , sendo em 
seguida transferido para um segundo banho também a tem 
peratura T! por um intervalo de tempo ôt , depois um 

. 2 
terce1ro, a mesma temperatura por um tempo õt 3, Em ca-
da um desses banhos admite-se que h varie exponencial­
mente com o tempo, porem de forma diferenciada em fun­
ção de suas propriedades térmicas. Devido a alta difu­
sividade térmica do cobre, o bloco ê tratado como um 
corpo isotérmico. 

A estimação dos valores de h ê feita pelo método 
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de regularização sequencial de ordem zero. Os valores 
experimentais de temperatura são substituÍdos pelos re 
sultados de uma solução analítica obtida assumindo-se­
uma variação exponencial para h, contaminados por er­
ros aleatórios de media zero e desvio padrão o. 

SOLUÇÃO ANALÍTICA 

A solução analitica do problema da evolução da 
temperatura no tempo de um cilindro inicialmente a tem 
peratura Tt e acoplado termicamente a um ambiente a 
~ através de um coeficiente de pelicula h*(t) e obti­
da pela solução da equação diferencial. 

dT pcV -­
dt 

h*(t).A.(T~- T*) (1) 

Para se obter a solução da Eq. (1), deve-se co­
nhecer a forma de h*(t). Adotou-se aqui uma expressão 
exponencial para este coeficiente, de forma a se poder 
simular desde situações onde h* e praticamente constan 
te, atê outras onde h* ê fortemente variável. Esta so= 
lução permite também a simulação de saltos bruscos de 
h*. 

h*(t) h! + (h~ - h!)exp(-bt) 

A condição inicial é dada genericamente por: 

T* o 

ADIMENSIONALIZAÇÃO 

( 2) 

(3) 

Para maior generalidade dos resultados, e facili 
dade na manipulação das equaçÕes adota-se os seguintes 
parâmetros adimensionais: 

T! - T* 
T (4) 

T* 
00 

T* 
o 

h 
h* 

1 + (a- l)exp(-bt) (5) 
h* 

00 



h* 
a = 

o 
- (6) 

h! 

Ah* 
m - "" - -· pcV 

(7) 

Substituindo-se estes parâmetros na Eq. (1) ob­
tem-se: 

dT + mh(t)T = O 
dt 

A condição inicial e a seguinte: 

T(t 0 ) = T 0 

SOLUÇÃO 

A solução da Eq. (8) e facilmente obtida por 
tegração direta (Kreider, 1972), resultando em: 

I m<a - 1) I I I T = C exp -mt + ,_ exp -bt 

onde: 

c I m <a - 1) I I I T0 exp mt 0 - ,_ exp -bt 0 

(8) 

(9) 

in-

(lO) 

(11) 

Es t es resultados são utilizados para gerar o con 
junto de medidas experimentais, Yi, utilizado no algo~ 
ritmo de estimação de h. Os Yi são obtidos através da 
relação 

yi = Ti + o Ui (12) 

Onde Ui e um conjunto de número aleatórios com media ze 
ro. 

ESTIMAÇÃO DE h-MÉTODO DA REGULARIZAÇÃO SEQUENCIAL DE 
ORDEM ZERO 

O método da regularização sequencial de ordem ze 
ro consiste na minimização da soma quadrática das dife 
renças entre os valores da temperatura medida e estima 
da, acrescida de um termo de regularização (Bec~ 1985). 
Na presente análise, no lugar do termo de regulariução 
de soma quadrática do fluxo ado 'tam a soma quadrática 
dos coeficientes de filme como segue 

r r 
- 2 L -z (13) s = .L (YM+i-1- TM+i-1) +a. hM+i-1 

1=1 1=1 

A temperatura estimada, T, e obtida para os "r" instan 
tes futuros admitindo-se que h permaneça constante e 
igual a hM*· Conforme a equação seguinte: 

TM+i-1 TM-lexpl-mhM(tm+i-1- tM-1)1 (14) 

A minimizaçao de S e obtida derivando-se a Eq. 
(13) em relação a hM e igualando-se o seu resultado a 
zero. o resultado e o seguinte: 
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r 

a hM - L (YH+i-1 - TM+i-1) ZM+i-1 
i=l 

o (15) 

onde Z ê o coeficiente de sensitividade da temperatu­
ra em relação a hM expresso por 

ZM+i-1 
3TM+i-1 

(16) 
ahM 

_ . Derivando-se e~ tão a Eq. (14) _em rela~ão a ~ 
2btem-se uma expressao de Z em funçao do proprio t 
hM como segue 

ZM+i-1 - 1M+i-lm(tM+i-l - tM-1) 

(17) I expl-m ~ (tM+i-1- tM-1)1 

Deve-se notar 9ue a Eq. (15) nao permite a expli 
citação do termo de hM. Para se obter este valor ê ne~ 
cessário então utilizar-se um algoritmo iterativo con­
forme Bec k (1985). Para tanto adota-se a seguinte apro 
ximação: -

-(v) 
TM+i-1 

T(v~l) + Z . (h (v) 
M+l-1 M+l-1 M 

h(v-1) 
M ) (18) 

Onde v indica o número da iteração em que a 
correspondente foi obtida, 

variável 

Substituindo-se a Eq. (18) na Eq. (15) 
jando seus termos obtêm-se: 

e rearran 

r 

-(v) 
\1 

L I (Y -T(v-1) 
i=l M+i-1 M+i-1 

Ct + 

- (v-1) (v-1) J 

+ hM 2M+i-l 
r L (Z(v-1) 2 

i=l M+i-1) 

z ('v-1) 
~i+i-1 

(19) 

Assim, utilizando-se as Eqs. (14), (17), (18) e 
(19) pode~se a partir de um valor inicial estimado de 
E~ determinar, de forma iterativa, o valor correto de 
hM' 

RESULTADOS OBTIDOS 

São apresentados neste trabalho os resultados ob 
tidos para dois casos selecionados entre os vários ana 
lisados: 

-4 -I -s -1 
Caso 1: m = 5.84xl0 S Caso 2: m = 5.84xl0 s 

r = 3 r = 3 
(J = 0.001 (J = 0.005 

ó.t = 50 s ó.t = 5 s 
n = 99 n = 119 

O primeiro caso (Figs. 1 a 5), ilustra uma situa 
~ão em que os coeficiente~ 3de sensitividade, Z, são re 
lativamente grandes (z 10 ), enquanto no segundo 
(Figs. 6 a 10) estes coeficientes são bem menores 
<= 10-6). 

Para efeito de comparação, ê calculado para cada 
uma das curvas apresentadas, o desvio media quadrático 
entre os valores exatos e os estimados de h, através 
da expressão: 

I 



DMQ 

n 
I<h. - h.) 2 

i=l 1 1 
(20) 

n 

A Tab. (1) apresenta a variação de R, definido 
corno o somatório das diferenças quadrâticas entre as 
temperaturas medidas (Y) e as estimadas (T), em função 
de a para os dois casos analisados. 

Tabel a 1. R x a 

n 

R=.I 1 (Y. 1= 1 
- 1. )2 

l 

a 

CASO 1 CASO 2 

o 0.000625 0.00279 

-7 
10 0.000630 0.00280 

- 6 
2xl0 0.000795 0.0100 

3xl0- 6 0.000906 0.0178 

- 5 
10 0.00187 0.110 

10 
- 3 o .258 0.905 

ANÁLISE DOS RESULTADOS 

A Eq. (19) mostra que h depende do valor de a a­
dotado. Para a = O esta equação é equivalente ã obtida 
pelo método da Função Especificada (Beck, 1985), que a 

, presenta grandes oscilaçÕes para tempos relativamente 
grandes (Figs. 1 e 6). A medida que se aumenta o valor 
de a , os valores estimad os de h tendem a se af as tar 
dos valores exatos enquanto as osc ilaçÕes tendem a di­
minuir. Este comportamento sugere a existência de um 
valor ótirno para a. 

No Caso 1 o DM2 atingiu seu mÍnimo valor (DMQ = 
0.06) para a = 2xlO- . No Caso 2 não foi possível atin 
gir-se um DMQ tão pequeno, O mínimo valor (DMQ = 0.22) 
foi obtido para a = 3xlo- 6 . Isso se deve aos pequenos 
valores de Z observados no Caso 2. 

Os dados da Tab. (1) mostram que apesar dos valo 
res de R aumentarem com o aumento de a , conforme previ 
são de Tikhonov (Beck, 1985), sua ordem de grandeza ; 
muito superior a n. o 2 para o a Ótimo, indicando que o 

.critério por ele sugerido não é vâlido para o método 
de regularização sequencial. 

CONCLUSÕES 

O método de Regu larização aqui proposto mostrou­
se em amb os os casos mais eficiente que o Metade da Fun 
ção Especificada, proposto por Beck (1985), sem que te 
nha havido aumento significativo do tempo computacio-­
nal. Fi cou evidente entretanto que esta vantagem se re 
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duz na medida em que o coeficiente de sensibilidade é 
reduzido. 

O critério de Tikhonov mostrou-se inadequado pa 
ra otimização do parâmetro a em algoritmos gerados pe 
lo método de regularização sequencial, Este assunto 
merece maior atenção e estes autores estão desenvol­
vendo alguns critérios que permitam esta otimização. 

15r------,------.-~~~--~--~ 
-- h EXATO -h ESTINAOO 

h 

-15~----~~----~~----~-------J 
o 1250 2500 3750 5000 

Tempo (s) 

Fi gur~ 1. Função Especificada; Caso 1: DMQ = .33. 

10r--------.--------,_-_~h~E~XA7-T~O----~h~E~S~T~IM~A~DO~ 
h 

-6L-------~------L-------~------~ 
o 1250 2500 3750 5000 

Tempo( s) 

Figura 2. Regularização ; Caso 1: Alfa=lE-7; DMQ=l4. 

10.-------.-------r---------------~ 
-- h EXATO -h ESTIMADO 

h 

5~---+--~--------~------~------~ 

1250 2500 3750 5000 
Tempo (s) 

Fi gura 3. Regularização ; Caso 1: ALFA=2E-6; DMQ=.06. 

10.-------.-------.---------------~ 
--h EXATO -h ESTIMADO 

h 

5000 
Tempo(s) 

Figura 4. Regularização; Caso 1: ALFA=lE-5; DMQ=07. 
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~, 
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h 

~\\, 

\\ ..... 

b 
, ... _ ----f----io....l 

7.5 

5 

2.5 

00 1250 2500 3750 500) 
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Figura 5. Regularização; Caso 1: ALFA=lE-3; DMQ=.l5. 
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Figura 6. Função Especificada; Caso 2: DMQ=.518. 

h 
30t I ~--hEXATO hESTIMAD0 1 
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450 600 o 150 300 

Tempo(s) 

Figura 7. Regularização; Caso 2: ALFA=lE-7; DMQ=.475. 

15 I I '--h EXATO h ESTIMADO 1 

h 
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51 I I AI I L.\1 ~Af\M I 
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Tempo (s) 

Figura 8. Regularização; Caso 2: ALFA=3E-6; DMQ=.222. 

151 I I --h EXATO h ESTIMAD01 
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-5~--~~----~----~----~ o 150 450 600 300 
Tempo(s) 

Figura 9. Regularização; Caso 2: ALFA=lE-5; DMQ=296. 
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Figura 10. Regularização; Caso 2: ALFA=lE-3; DMQ=.582. 
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ABSTRACT 

This work presents a study of the Zeroth Order 
Sequential Regularization method applied to the 
estimation of the film coeficient h, by the unsteady 
temperature measurements of a copper cylinder. 



ENCIT 92 - IV Encontro Nacional de Ciências T&micu, ABCM, Rio de Janeiro (Desembro, 1992) 
4th Bruilian Thermal Science Meeting 

CONVECÇÃO MISTA NO INTERIOR DE CILÍNDROS HORIZONTAIS 
CONCtNTRICOS OU EXC~NTRICOS 

GENÉSIO JOSÉ MENON e MARCIA MENDES RIBEIRO 

Escola Federal de Engenharia de Itajubá 
Av. BPS, 1303 - Bairro Pinheirinho - Cx.P. 50 

37500-000 Itajubá, MG - Brasil 

RESUMO 

Analisa-se numericamente a convecção mista no interior de dois 
tubos horizontais concêntricos ou excêntricos. Foi utilizado o método 
de el_ementos, ~initos para r~solver as equações de conservação. As 
soluçoes numer1cas foram obt1das para razão de raios: RR = 3 e 5 
exc7ntr~cid~des adi~ensi~nais ~ = -0,50; -0,~5; O; 0,25 e o,s, ângut~ 
de 1ncl1naçao a = O e 30 . O numero de Rayle1gh variou de 10~ a 10 
e o número de Prandlt foi fixado em 0,70. 

INTRODUÇÃO 

No escoamento de um fluido no interior 
de dutos horizontais, o aquecimento do fluido 
faz com que os efeitos de empuxo criem 
escoamentos secundários na seção transversal. 
Os escoamentos secundários se superpõem ao 
escoamento principal que ocorre na direção 
axial. Esse mecanismo de transferência de 
calor é denominado convecção mista. 

termos de empuxo. Estuda-se o escoamento de 
um fluido no interior de tubos anulares 
horizontais excêntricos, conforme mostra a 
figura 1. Para as condições de contorno 
térmicas, o cilindro externo é considerado 
adiabático, enquanto que o cilindro interno 
tem temperatura da superficie circunferen­
cialmente uniforme e uma taxa de trans­
ferência de calor axialmente uniforme. 

Vários estudos foram feitos para 
verificar o efeito do empuxo sobre a 
transferência de calor. A maioria dos 
trabalhos publicados sobre convecção mista 
trata de geometria de tubos, dutos 
retangulares e tubos anulares concêntricos. 

Não se conhece, até o momento, 
qualquer trabalho que estude a convecção 
mista laminar desenvolvida em tubos anulares 
excêntricos. A convecção mista laminar desen­
volvida em tubos anulares com uma parede 
aquecida e uma parede adiabática, ou duas 
paredes aquecidas foi analisada experimen­
talmente por Hattori e Kotake (1978) e 
numericamente por Hattori (1979). Nguyen et. 
al (1983) estudaram a convecção mista da água 
entre dois cilindros isotérmicas. Nieckele e 
Patankar (1985) e Kaviany (1986) apresentam 
resultados numérico~ da convecção mista em 
tubo anular concêntrico com aquecimento 
uniforme axialmente no tubo interno e isolado 
no tubo externo. Uma hipótese adicional de 
temperatura da parede uniforme circunferen­
cialmente no tubo interno foi feita no estudo 
de Nieckele e Patankar (1985). Chen e Hsieh 
(1992) estudaram a convecção mista em um tubo 
com aquecimento axial uniforme mantendo uma 
placa adiabática inserida no centro do tubo. 
Todos os estudos anteriores, indicam que o 
escoamento secundário induzido pelo empuxo 
intensifica a transferência de calor. 

A proposta deste trabalho é apresentar 
um estudo numérico da transferência de calor 
por convecção mista em tubos anulares hori­
zontais excêntricos e concêntricos. 

FORMULAÇÃO DO PROBLEMA 

Considera-se o escoamento laminar, 
incompressivel, desenvolvido térmica e hidra­
dinamicamente, e com as propriedades do 
fluido constantes, exceto a densidade nos 
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Figura 1. Geometria do Problema. 

Com o objetivo de generalizar a 
análise teórica, são definidos os seguintes 
parâmetros adimensionais: 

't: = at X = X y y_ 
d2 

I a: d 

u ud v vd w w 
a -a dp d2 I 

dz il 

p 
* 2 T-T 
~ w d = 2(R0 _Ri)' e = I pva qd/k 

I-L CP - 4 
Gr g~qd Ra=Gr.Pr ( 1) k 2 , 

11 k 
Pr 



As definições de função corrente ~ e 
vorticidade w são dadas pelas seguintes 
relações: 

u Bit 
ay , 

a v 
w = ax 

v 

au 
aY 

Bit 
ax e ( 2) 

(3) 

Através das definições dadas pelas 
equações ( 1), (2) e ( 3), o problema em 
questão é estabelecido pelas seguintes 
equações: 

2 2 
a it + a it + w =O (4) 
ax2 ay2 

[a
2

w a
2

w] +ait aw ait aw 
Pr -- + -- aY - ay ax 

+ 
ax2 aY 2 ax 

+ Pr = aw 
81: , 

(5) 

a2e a2e Bit ae Bit a e 
--+--+---- ax ax2 ay2 ax ay aY 

4 w a e (6) 
(RR+1)W 

- 81:' 

Pr [a2w + a2w] 
ax2 aY 2 

+ Bit aw _ Bit aw + 
ax ay ay ax 

[ ae ae] aw (7) + RaPr cos a ax - sen a aY = a-r 

As equações (4) a 
às seguintes condições 
contorno: 

(7) serão sujeitas 
iniciais e de 

Condições iniciais, 1: = 0: 

it = e = w = W = O (em O) . ( Sa) 

Condições de contorno, -r > O: 

a = o (em s 1 ), (Sb) 

a e (em s 2 ), (Se) ~=o an 

it = o (em s 1+s 2 ), ( Sd) 
w 

2it0 (em s 1+s 2 ). (Se) w = ---w (An)
2 

Onde it é o valor da função corrente 
o 

num ponto situado a pequena distância An do 
contorno. 

MÉTODO DE SOLUÇÃO 

O sistema de equações ( 4) a ( 7) , 
juntamente com as condições iniciais e de 
contorno (Sa) a (Se), foram resolvidos usando 
o método de elementos finitos. 

O sistema formado pelas equações (4) a 
(7) é resolvido na seguinte sequência. 
Primeiramente é resolvida a equação (4), 
sendo obtida a distribuição de função 
corrente. Em seguida é resolvida a equação 
(5) determinando-se a velocidade axial 
adimensional. Logo após é calculado a 
temperatura adimensional, resolvendo-se a 
equação (6) e por fim a vorticidade no 

interior do dominio através da equação (7). 
Com a equação (Se) calcula-se a 

vorticidade no contorno. 
O tempo l incrementado e o processo de 

cálculo repetido até que o número de Nusselt 
médio (Nu) e o fator de atrito (f) tenham 
convergência. 

O número de Nusselt médio (Nu) e o 
fator de atrito (f) podem ser calculados, 
respectivamente, por: 

1 
Nu=- e 

b 

fRe = 2 

w 

(9) 

(10) 

onde ab é a temperatura média adimensional, w ! 
a velocidade média axial adimensional e ! 
Re = p Wd/~ é o número de Reynolds. li 

I 

o número de Nusselt médio (Nu) e o 
fator de atrito (f) são dependentes dos 
seguintes parâmetros: Número de Rayleigh 
(Ra), Número de Prandtl (Pr), ângulo de -,1 

inclinação (a), razão de raios (RR = RI/Ro) el ~ 
Excentricidade adimensional (E= e/Ro). 

RESULTADOS E CONCLUSÕES M 

O objetivo deste trabalho é estudar o 
aumento do coeficiente de transferêncía de 
calor e do fator de atrito causado pelo 
empuxo. Os resultados são apresentados 
através da relação Nu/Nuo e fRe/(fRe)o, onde 
o indice o representa a condição de convecção 
forçada pura. 

A tabela 1 apresenta os resultados de 
Nuo e (fRe)o em função de E e RR. 

Os valores de Nuo e (fRe)o para o caso 
de tubos concêntricos (E = O) tem excelente 
concordância com o trabalho de Nieckele e 
Patankar (1985). 

As figuras 2 e 3 mostram a relação 
NufNuo versus o número de Rayleigh (Ra) para 
razão de raios 3 e 5, respectivamente. A 
excentricidade adimensional (E) varia de 
-0,25; -0,50; o; 0,25 e 0,5. o ângulo de 
inclinação (a) foi mantido em 0° e o número 
de Prandtl (Pr) foi fixado em 0,7. o empuxo 
causa um escoamento secundário na seção 
transversal dos tubos. O número de Nusselt 

Tabela 1 - Valores de Nuo e (fRe)o 

RR Nu o (fRe)o 

3,0 2,714 59,460 
E = -0,50 

5,0 4,356 69,364 

3,0 4,406 82,936 
E = 0,25 

5,0 6,515 S6,4SS 

3,0 7,056 96,S67 
E = O 

5,0 S,645 95,202 

3,0 4,357 S2,320 
E = 0,25 

5,0 6,445 S5,S39 

3,0 2,670 5S,417 
E = 0,50 

5,0 4,2S6 6S,099 
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3,0 

Pr== 0,7 

RR 3 

~ fP C1 

E=-0,25 

2,0 

1,0 
'104 10

5 R a 106 

Figura 2. Relação NufNuo versus número de 
Rayleigh. 

3P 

Nu 
Nu 0 

1,0 
4 

10 

Pr 

RR 

C1 

0,7 

5 

= o o 

5 
10 

R a 

E=-0,50 

6 
10 

Figura 3. Relação NufNuo versus número de 
Rayleigh. 

para os casos de convecção mixta é sempre 
maior que o caso de convecção forçada pura. 
As figuras 2 e 3 mostram que para Ra>2x10 4 

quando se aumenta a excentricidade, a relação 
Nu/Nuo diminui quando se mantem fixado o 
número de Rayleigh. 

Nas figuras 4 e 5 são apresentados 
fRe/(fRe)o versus o número de Rayleigh consi­
derando, respectivamente, os mesmos parâ­
metros das figuras 2 e 3. A figura 4 mostra 
que para RR = 3 quando se fixa o número de 
Rayleigh, a relação fRe/(fRe)o tem valor 
máximo para E= -0,5 e valor minimo para E=O. 
A figura 5 mostra que para RR = 5 em toda 
faixa de número de Rayleigh calculados, a 
relação fRe/(fRe)o é maior para E = -0,50 e 
menor para E = 0,25. 

As figuras 6 e 7 mostram as distri­
buições da função corrente ( t/J) e da tempe­
ratura adimensional (8). Nestas figuras são 
apresentados logo abaixo das distribuições os 
valores correspondentes de t/J e 8. A convenção 
usada é a seguinte: Logo após t/J apresenta-se 
entre parênteses o valor minimo de t/J, seguido 
do valor máximo de t/J e por último o 
incremento de t/J. Sequência semelhante é 
apresentada para 8. 

1,4 

fRe Pr 0,7 

(fRe)o RR 3 
1,3 ao C1 

1,2 

E=0,50 

1,1 
E=0,2 

1,0 

10
4 

10
5 R a 106 

Figura 4. Relação fRe/(fRe)o versus número de 
Rayleigh. 

1,4 

fRe 
TrReTü 

1,3 

1,2 

1,1 

Pr 

RR 

C1 

0,7 

5 

ao 

Figura 5. Relação fRe/(fRe)o versus número de 
Rayleigh. 

Na figura 6 se considera a = 0°, neste 
caso existe simetria com relação ao eixo 
vertical. Nas figuras 6 (a) e 6 (b) se mostram 
os efeitos da razão de raios (RR) e do número 
de Rayleigh (Ra). No caso de menor razão de 
raios existe maiores velocidades do fluido. 
As figuras 6 (c) e 6 (d) mostram o efeito da 
excentricidade adimensional (E). No caso da 
figura 6(c) se observa um escoamento com duas 
células de convecção. 

As figura 7(a) e 7(b) mostram o efeito 
do número de Rayleigh para um ângulo de 
inclinação a = 30°. Em ambos os casos se 
observa uma região de extratificação do campo 
de temperatura abaixo do tubo interno. No 
caso da figura 7(a) formam-se duas células de 
convecção e na 7(b) formam-se múltiplas 
células. 

A análise dos resultados obtidos das 
figuras 2 e 3 e da tabela 1 permitem concluir 
que de todos os casos analisados, os maiore~ 
valores de número de Nusselt (Nu) para a = O 
é obtido quando: 
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{a) RR=3 Ra=3xl0 4 {b) RR=5 

~(-2,592;0;0,259) 

e(-0,223;0;0,022) 

E 

~(-1,488;0;0,148) 

e(-0,168;0;0,016) 

{c) E= O, 25 Ra=3xlo 5 {d) E=- O, 25 

~ (-2,293;0,741;0,303) 

e (-0,220;0;0,022) 

___,_ 

~(-6,324;0;0,632) 

e (-0,097;0;0,009) 

Figura. 6. Distribuições de 1/J e B para a:=0° e 
Pr=0,7. 

RR = 3: Ra < 0,9x105 com E = o e 

Ra > 0,9x105 com E = -0,25; 

RR = 5: Ra<1,06x10 5 com E = O e 

Ra>1,06x10
5 com E = -0,25. 
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COMPARISON OF HEAT TRANSFER ON A FLAT PLATE 
BY IMPINGING AXIAL AND RADIAL JETS 

H. Laschefski, A. Holl, A. Grosse-Gorgemann, N .K. Mitra, R.H. Page 
Institut für Thermo- und Fluiddynamik, Ruhr-Universitãt Bochum 

D-4630 Bochum, Germany 

Flow structure and heat transfer of partially enclosed laminar axial and radial jets impinging on 
a flat plate have been studied from the numericál solution of complete Navier-Stokes and ener­
gy equations for Reynolds number 100, 250 and 500. Results show that the average heat 
transfer with radial jets is nearly the sarne as with axial jets. However, with radial jets nearly 
uniform moderatly high heat transfer can be obtained on a large area which can be controlled 
by slight changes of the parameters. 

Introduction 

lmpinging jets are often used in industry for heat or mass 
transfer on a surface [I]. These can be axial (fig. 1) or radial 
(fig. 2) jets. An axial jet impinging on a flat plate produces a 
very Iarge transfer coefficient at the reattachment point. Away 
from this reattachment point the transfer coefficient decreases 
rapidly. A radial jet impinging on a flat plate gives a reattach­
ment line in form of a circle. The transfer coefficient is mo­
derately high on the reattachmenf circle and away from it the 
transfer coefficient decreases. The main difference between 
these two configurations is that an axial jet produces a Iarge 
transfer coefficient in a small area. ln contrast a radial jet 
produces moderately large transfer coefficient on a large area. 
The flow structures of impinging jets, especially that of radial 
impinging jets are quite complex. ln practical application such 
jets are often turbulent. However, the gross structures of the 
flow for laminar or turbulent jets are similar. As the jet spre­
ads radially after impinging, the cross sectional area of the 
flow increases therby reducing the velocity. 
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Fig. 1: Schematic of semi-enclosed impinging axial jet 

Page et ai [2] made an analytical study of reattachment of 
submerged laminar and turbulent radial jets in an infinite me-
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di um assuming that the velocity profile of the jet can be des­
cribed by the boundary layer theory. Their results predict rea­
sonably well the reattachment radius of turbulent jet, they can 
not predict the near or far fields of the flow. Ostowari et ai 
[3] have presented experimental results of heat transfer on the 
inpinging plate for turbulent radial jets. 
The purpose of the present work is a simulation of the flow 
field and heat transfer on the impinging plate of axial and 
radial jets from the numerical solution of the complete Na­
vier-Stokes and energy equations for incompressible fluid. ln 
this work only laminar flow will be considered. ln many 
industrial applications the jets do not discharge in an infinite 
medium, rather they are partially enclosed. ln this work 
partially confined jets between the impinging plate and a top 
wall will be only considered. 
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Fig. 2: Schematic of semi-enclosed impinging radial jet 

Basic Eguations 

Figures 1 and 2 show also the computational domains of the 
impinging axial and radial jets respectively. ln the computa­
tion the wall is assumed to be infinitesimally thin. We assu­
med a fully developed flow at the exit of the feed tube for the 



axial jet. ln the radial case we defined a parabola like velocity 
profile at the feed tube exit with the sarne flow rate as the 
comparable axial jet. The domains are symmetric about the 
axis of the feed tube. The basic equations written in unsteady 
nondimensional form are: 

Continuity equation: 

o(ur) 
iiX 

Axial momentum equation: 

o(vr) = o + .. -
ar 

ou + .!. o(u2r) + .!. é)(uvr) = - é)p + _1 '\flu 
ot r ox r or ox Re 

Radial momentum equation: 

av + .!. o(uvr) + .!. o(v2r) = - é)p + _1 '\flv 
ot r ox r or or Re 

Energy equation (neglecting terms of dissipation): 

(l) 

(2) 

(3) 

oT + ..!_ o(u1) + ..!_ o(v1) = _1_'f12T (4) 
ot r ox r o r Re Pr 

Where u is the axial- and v the radial- velocity components 
nondimensionalized with the average feed tube velocity u.v for 
the sarne mass flow. The temperature T is nondimensionalized 
with the inlet (feed tube exit) temperature. 
The lengths have been nondimensionalized with R. The Rey­
nolds number Re is u.vR/v. Pr is the Prandtl number. Other 
symbols have usual meanings. 

Boundary Conditions 

Symmetry condition is used on the axis of symmetry. No-slip 
condition is used on solid walls. All walls are adiabatic, ex­
cept the impinging plate, where the nondimensional tempera­
ture is constant equal to 3. At the exit the first derivatives of 
the flow variables (ur) and (vr) normal to the boundary are 
set equal to zero. Sarne condition is used for the temperature 
T when the fluid flows in positiv r-direction across the outlet 
section, otherwise the temperature of the sucked in fluid is set 
equal to the inlet temperature. 

Method of solution 

The basic equations are solved on colocated grids by a finite 
volume technique. The solution proceeds in three steps. ln the 
firsl slep lhe momentum equations are solved. ln the second 
step a pressure-velocity correction equation is solved by a 
modified SIMPLE lechnique [4]. ln the last step we obtain the 
solution of lhe energy equation. All calculations are done with 
a time dependent algorilhm. lterative time-implicit solutions 
are obtained al each time step. Central difference has been 
used for diffusive terms and flux blending (upwind-central 
difference) has been used for convective lerms.Strongly im­
plicit procedure (SIP) [5] is used to solve the algebraic system 
of equations resulting from the discretization of the momen­
lum and the pressure-velocity correction and energy equa­
tions. The modification of the original SIMPLE is needed 

132 

because of the possible reverse flow at the boundary of the 
computational domain. This reverse flow appears because the 
ambient fluid is sucked in the computational domain. With : 
flow reversal at the boundary original SIMPLE fails to con­
verge. Since flow reversal is unavoidable for our geometry, a 
modification of SIMPLE is needed. The details of modifica­
tion will be presented elsewhere. 

Results and Discussion 

Computations have been performed forRe= 100, 250 and 500 
with air (Pr=0.71) as flow medium in a grid of 102*202 for 
H/L = 5/10 and 102*302 for H/L = 5/15 on an IBM 
6000/530 workstation. Steady solutions have been obtained 
for all Re-numbers. 

Figures 3a and 3b show the velocity vectors of axial and 
radial jets respectively for a nondimensional feed tube exit 
height of h = 1. After impinging the axial jet flow develops 
like a wall jet with growing cross sections. Ambient fluid is 
sucked in through upper half of the exit plane. The flow with 
radial jel shows a seperation bubble with a vortex ring in the 
middle around the axis of the feed tube. The reattachment 
circle radius rc = 3.3R clearly shown by the skin friction 
coefficient distribution on the impinging plate for the radial 
jel shown in figure 3c. For different exil heights h the flow­
field of the axial jet remains qualitatively unchanged. ln com­
parison to this the flowfield of lhe radial jet changes tremen• 
dously. With growing feed tube exit height h the reattachment 
circle becomes larger. For h = 2, rc = 5.3R and for 
h = 2.5, rc = 6.5. For h > 2.5 lhe flow does not impinge 
on the lower but on lhe upper wall (see fig. 4). 
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Fig. 3a: Velocity vector field of lhe axial jet for Re = 250, 
h = 1, H/L = 5/10 

For h = 3 it reattaches with the sarne radius rc on the upper 
wall as for h = 2 on the lower wall. The jet sucks in the 
surrounding fluid. lf the feed tube exit is closer to the lower 
wall an area of low pressure below the jet causes the fluid to 
reattach on the bottom wall. lf the feed tube exit is closer to 
the upper wall it is the other way around. This is due to lhe 
Coanda effect [6]. For h = 2.5 lhe reattachment of the jet is , 
probably due to the asymmetry caused by the dead water zone r 
below the feed tube end and the bottom plate. 

ln order to analyse the heat transfer, local and average Nus­
selt numbers are compared. 
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Fig. 3b: Velocity vector field of the radial jet forRe = 250, 
h = 1, H/L = 5110 
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Fig. 3c: Skin-friction distribution along lhe impinging plate 
for lhe radial jet, Re = 250; h = 1; H/L = 5110 
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Fig. 4: Velocity vector field of the radial jet forRe = 250, 
h = 3, H/L = 5110 

The Nusselt number is defined as: 

qR 
Nu(r) = -:--~~~ 

').. (Tw -T.) Tinkt 
(5) 

where q is the local heat flux density on the irnpinging Qlate,À 
is the thermal conductivity of the medium, Tw and T"" are 
dimensional temperatures at the wall and feed tube exit re­
spectively. Notice that Nu directly represents the heat transfer 
on the impinging plate. The average Nusselt number Nu •• is 
given by: 

r=L 

Nuav = ~ J Nu(r)rdr 
L2 r=O 

(6) 

Figure 5 compares the average Nu •• for axial and radial jet 
for Re = 250. The dotted line shows the local Nusselt num­
ber distribition for the radial jet. From the peak of 18.75 at 
the stagnation point the local Nussselt number decreases 
rapidly with increasing r. ln the radial case the local Nusselt 
number first increases, with increasing r up to its moderate 
maximum of 3.1 at the reattachment point, thereafter and 
decreases and tends to the value of the axial jet near the exit. 
The average value Nu •• for the radial jet is - 30% smaller 
than Nu •• for the axial jet. For the case h = 3 it is clear, that 
due to the reattachment on the upper adiabatic wall the heat 
transfer on the lower plate is nearly negligible. Nevertheless 
this case is of interest because the cold sucked in fluid across 
the exit boundary causes a very high heat transfer coefficient, 
higher than the axial one, in the region at 9 < r < 10. 

133 

20 

17.5 

... 15 
11) 

..0 
E 12.5 
:::) 

axial jet 
local Nusselt number 

c: 
_. 

lO 4) 
average Nusselt number 

<I) 

"' :::) 

7.5 z radial jet 
local Nusselt number 

5 average Nusselt number 

2.5 

o 2 4 6 8 10 r 

Fig. 5: Local and average Nusselt number distribution, 
Re = 250, h = 2, H/L = 5110 

ln order to study the effect of Re, a set of computations are 
performed for Re = 100 and an exit height h = 2. Once 
again the flowfield converges to a steady state. The main 
difference from the solutions for Re = 250 is that a recircula­
tion zone appears between the jet and the upper wall at a 
radial distance of r = 6.5 for both axial and radial jets, see 
fig. 7a and 8. This secondary vortex causes the jets to sepera­
te from the lower wall and the cold fluid to be sucked in 
across the exit even near the lower wall, see the skin friction 
distribution on the lower wall for the axial jet in fig. 7b. The 



reattachment circle is, as expected for a lower Re, has a 
smaller radius r. = 4.6R than for the comparable case with 
higher Re (for Re = 250, h = 2, rc = 5.3R). The ratio of 
the average Nusselt number is nearly one (see fig.9) . 
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Fig. 6: Local and average Nusselt number distribution, 
Re = 250, h = 3, H/L = 51 10 
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Fig. 7a: Velocity vector field of the axial jet forRe = 100, 
h = 2, H/L = 5/10 
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Fig. 7b: Skin friction distribution for the axial jet, 
Re = 100, h = 2, H/L = 5/10 
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h = 2, H/L = 5/10 
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Fig. 9: Average and local Nusselt number distribution for 
Re = 100, h = 2, H/L = 5/10 
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Fig. 10: Average and local Nusselt number distribution fo 
Re = 500, h = 2, H/L = 5/10 



For Re = 500, the secondary vortices as observed for 
Re = 100, vanishes for both radial and axial jets. The flow 
fields are qualitatively similar to that for Re = 250. The reat­
tachment circle for radial jet has a radius of rc = 5.9R where 
the maximum of Nusselt number is observed with a value of 
5.4 (see fig. 10). The ratio of the average Nusselt numbers is 
Nu .. (radial)/Nu.v(axial) = 0.65. 

The previous results suggest that secondary vortices will 
increase heat transfer on the impinging plate near the exit. ln 
order to investigate if secondary vortices appear for high Re 
flow (Re > 100) in a longer domain further computation are 
carried out in a geometry with H/L = 5/15 for Re = 250. 
Fig. 11 and 12 show the velocity vector fie1ds for the axial 
and radial jet respectively. 
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Fig. 11 : Velocity vector field for the axial jet at Re = 250, 
h = 2, H/L = 5115 

The secondary vortex above the jets can be clearly seen at a 
radial distance 10 < r < 12. ln both cases the backflow appe­
ars close to the lower wall across the exit and the total fluid 
leaves the computational domain through the upper part of the 
exit. The average Nusselt numbers for the axial and radial jets 
and the local Nusselt number distributions for both cases are 
shown in fig. 13. Compared to the short channel H/L = 5110 

Jr lhe global heat transfer for the axial and radial jets for 
H/L = 5/15 is nearly the sarne. The advantage of the radial jet 
is that for r > 4.5 the local Nusselt number is higher or, equal , 
as the Nusselt number of the axial jet. That means, that in 90% 
of the area of the impinging plate the heat transfer with the 
radial jet is higher than the heat transfer with the axial jet. ln 
fig. 4 the reattaching of the radial jet for Re = 250 with a feed 
wbe exit height of h = 3 at the upper adiabatic wall was shown. 
For this configuration no secondary recirculation zone has been 
observed. For this case with Re = 250 and h = 3 we have 
calculated the flow field in a longer channel H/L = 15. 
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or Fig. 12: Velocity vector field of the radial jet for Re = 250, 
h = 2, H/L = 5/15 
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Fig. 14: Velocity vector field of the radial jet for 
Re = 250, h = 3, H/L = 5115 

Surprisingly the flow reattaches on the lower impinging plate 
and not on the confining top wall as seen in fig. 4 . The radius 
of reattachmet rc - 8.1. The heat transfer of this radial jet 
compared to the axial is nearly the sarne as shown in fig . 13. 

Conclusion 

Numerical simulations of laminar flow and heat transfer of 
partially enclosed impinging axial and radial jets have been 
performed . As expected the average heat transfer for the axial 
configuration is slightly higher than for the radial jet. With the 
radial jet a moderately high heat transfer coefficient in a very 
large area, up to 90% of the impinging plate can be obtained. 
For higher feed tube exits distance h and/or higher Re numbers 
the reattachment radius r c of the radial jet becomes larger until 
the reattachment due to the Coanda-effect takes place on the 
confining upper wall. This study shows that the average heat (or 
mass) transfer coefficient of the axial and radial jet, are nearly 
the sarne. However with radial jets one can obtain nearly uni­
forro heat transfer on a large area which can be controlled by 
the proper variation of parameters. 

This work has been supported by the DFG. 
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ANALYTICAL MODEL FOR AERODYNAMIC HEATING OF SPACE 
VEHICLES IN HYPERSONIC FLOW: STAGNATION REGION 
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An analytical model is developed for the approximate prediction 
of convcctive aerodynamic heating rates in the stagnation point region 
of space vehicles in hypersonic flo~ at an angle of attack, including 
the effocts oF ablation and radiative exchange at the ogive wall 
Diff ~ rent gas model~ are employed through either perfect gas 
expres s1ons nr thermodynamic equilibrium air correlations . The coupled 
inteqral equation approach is utilized, which approximately accounts 
te r wall tamp~raturo sradiants, w1thin a fairly simpla fcrmtllaticn and 
improved accuracy over classical lumped system analysis 

INTRODUCTION 

Aerodynamic heating in hypersonic flow 
w~s ~ field of intense research activity 1n 
the ~o· s a nd 60 's , which has been revisited 
in recent year s , in connection with the 
developmenl of s pac e airplanes and inter­
planetary mi s s1on s [1,21 Even in the case 
of convent1onal spare vehicles, the ever 
increA.sing nc>r:>d frJr- opt i mi zed design anrj 
cnmptrt<ttionally e fficic•nt procedures , has 
stimulah?d t.hr" dGtailed a_nalysis of thermal 
protection sy ~. tem~. thrnugh both the reJectJon 
(moder at~ heating rates) and absorption 
(h{gh e r heat1nq ratps) mPthods For the rasP 
of ball1stic hypersonic reentry in the atmo­
spher e , the ahsorption method is in general 
preferred , by adopting an a blative heat 
shield on th !õ• c:;pacf' vPhicle ogive The proper 
estimation of the rnquired amount of thermal 
protec tinn material may result in conside­
r a ble c o s t reduc tion and payload ~avings 

lhe region of main interest in problems 
of hyp e rsun1c heating 1s that around the 
stagnat1on point, where the air goes through 
an ·llmost normi1l shor:k , caus1ng a mar- kerl 
incTr' ti !·P i n cJ<lS tPmp p rature anrl, eventuall y, 
promnt. inq the dissoc:iation, or even ioniza­
tion , within t his chemically reactive bounda­
ry layer Thc>rGfore, tha hypersonic heating 
con s i s t h o f rnnvection, radiation And chemi­
cal ra~r:tinn s, with a certain predominance of 
the con vccti v c phcnomena in balli s tic vehi ­
cles for~ mndcrata gas tamp!?ratures . The de -· 
t;lilcrl treatme nt nf ~:.uch a complex combina­
ti~n of physi~al and chemical phenomena is 
not yc t f casihle, in particular within prac.­
tical cumputational costs . EnginRering-type 
mPthod s were then developed within the 70's 
and 80's allowing for fast and rea~onably ac­
curat r> prr!clictions of the hypersonic aero­
dynamic heating in genPral three-dimensional 
configurations, including the effects of che­
mical rPa c: tions . Among these approximate me ­
thods, one hecame of current usage within the 
ar-}rospace inrjustry and rt?sr'!arch centers, ori­
ginally developed by DeJarnette and co­
-workers [41 This approach is based on a 
simplification to the complex viscous flow 
ficld through the use of the axisymmetric 
analog or small cross-flow approximation for 
three-rlimensional boundary layers Various 
~ots of experimental wind-tunnel simulations 

and flight data were employed in the valida­
tion of this well-established procedure [3-4] 

The evaluation of the aerodynamir: 
heatinq along the vehicle trajectory must be 
r.:oupled to the solution of the energy equa­
tinn at the ogive wall, represented by the 
heat conduction equation, gen~rally in cne­
-dimensional formulation, with conjugated con 
vection and radiation at the externa! wall 
For ablative thermal protection, the heat ba­
lancP at the moving boundary provides a rela­
tion for determining its position at a cer­
tain time . Heat conduction with ablation in 
planar cne-dimensional media has be~n pre­
viously studied, both through purely numeric 
schemes [5-6], and through extension of the 
ideas in the generalized integral transform 
t~c hnique [ 7 -BJ, which provides a hybrid nu­
merical-analytical solution with automatic 
ar:curacy control However, 
a pproaches may prove to be 

such accuratP 
too costly for 

con c eptual and preliminary design, when nu­
merous simulations are required, for various 
positions ulong the vehi c le ln such a situa­
tion, apprnximate solutions of the associaterl 
energy equation in the s olid might become 
mandatory For rejection-type thermal protec­
tions, Kubota et al [2J and DeJarnette et al 
[4] employed a simple lumped system analysis, 
nPglecting temperature gradients across lhe 
vehicle wall, and without any attempt to 
acces s lhE! f'rrr,rs involved is this approxima-· 
tion For ablative thermal protection, a 
lumped system analysis can result in signifi ­
cant errors, specially for increasing Stefan 
numbers <higher absorption rates> Recently 
an approximate procedure denominated as 
Coupled Integral Equation Approach was ad­
vanced to provide improved approximations for 
phase-change problems in a finite slab, but 
still retaining the simplicity of a lumped 
system analysis ln this procedure, the 
temperatura gradients across the wall are not 
neglected, but approximately taken into 
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were 
the 

account . Significant gains in precision 
observed for different values of 
governing parameters, with respect to the 
conventional lumped analysis 

This paper deals with the analytical 
solution of the aerodynamic heating/thermal 
protection conjugated problem, for hypersonic 
flow in the stagnation region of space 
vehicle with ablation controlled wall heat 



conduction. The method of DeJarnette [4] is 
utilized to determine the wall heat fluK at 
each point of the trajectory, in terms of the 
atmosphere and wall conditions . The heat con­
duction equation at the ogive wall is solved 
through the Coupled Integral Equation Ap­
proach within the ablation period, while an 
eKact solution is provided for the pre­
-ablation linear period 

ANALYSIS 

The space vehicle thermal protection at 
the stagnation point region, is approKimated 
as a finite slab with constant physical 
properties, subjected to a time varying heat 
fluK at the eKternal wall and kept insulated 
internally Initially at a uniform tempera­
ture, and subjected to the aerodynamic 
heating, the thermal protection eKperiences a 
pre-ablation period until the eKternal wall 
reaches the phase change temperature, when 
the ablation starts . The problem formulation 
in dimensionless form is given by [7) : 

- Pre-ablation per~od 

ae a2 e (X, T) (X, T) -- ; O< X< i 
' 

O(T(T < 1 . a> 
a x2 éJ T 

e<X,O> = o i O S X :S 1 

ae (Q,T) a e ( 1, T) = 0(T) i 
éJ X éJ X 

Ablation period 
2 

éJe (X,T) = éJe (X,T) ; s(T)(X(1 
éJ T lJ x2 

e(X,Tm) e < x > 
m 

O :S X :S 1 

= o 

e(s,T) = 1 ae <1,T> 

lJ X 
0 ; T ) 

éJe (1,T) + V d s(T) 0 (T) 

éJ X dT 

m 

T)T 
m 

T 
m 

( 1. b) 

( 1. c' d) 

<2 . a> 

<2 . b) 

<2 . c,d> 

(2 . e> 

where the various dimensionless groups are 

e(X,T) 
T(K,t) - T

0 

T - T m O 
X 

0(T) = L q..,<t> 
k (T -T ); 5(T) ~ ~t) 

m o L 

K 

L 

V= 

T 

H 

O( t 

L 2 

(3) 

c CT-T> 
p m o 

and e <X> is the temperature distribution 
m 

within the slab when ablation starts, at 
T=Tm' obtained from solving problem (f) for 

the pre-ablation period, which has an eKact 
solution obtained through the integral 
transform method, previously presented in 
[7] The evolution of the eKternal wall 
temperature during this pre-ablation period 
is then evaluated from the working formula 

co 

e(O,T)=e (T)+2 ~ 
a.v .l •=1 

T -J do 
dT o 

[ 

2 
1 -~J . T z 0(T)-0(0)e ' 

l-li. 

-~Ji. (T-T ) 2 • ] 
e d T • 

(4 . a> 
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l-li= in, i=1,2 . . co, 
T 

e ( T ) =J 0 ( T ' ) dT ' o. v 
o 

<4.b,c> 

The ablation period was also solved in 
[7], by making use of the so-called 
generalized integral transform technique, to 
yield a hybrid numerical-analytical solution 
for this nonlinear moving boundary problem 
Here we seek an approKimate solution for the 
ablation problem, instead of the computa­
tionally intensive solution proposed in [7) , 
for the purpose of constructing a fast 
general purpose cede for the thermal design 
of space vehicles . We then recall the ideas in 
the Coupled Integral Equation Approach, for 
the approKimate solution of phase change 
problems Following the formalism in this ap­
proach, the energy equation for the ablation 
period is integrated within the region 
S(T) S X S 1, to yield after application of 
Leibniz rule and utilization of eq <2 e> 

( 1-s) e + ( 1-e ) s = o - v s (5) 
a.v av 

Eq <5> above provides a coupling between 
the average wall temperature and the 
interface position An approKimate relation 
of e (T) in terms of S(T) is now obtained, 

o. v 

in arder to eliminate the average temperature 
from eq (5) For this purpose, the following 
two coupled integral equations are written 

e <T> 
o. v 

e( 1 ,T) 

1 
1 J

8

e<X,T> dX 
1- S(T) 

1 

e (5,T) = J
8 

{J e <X,T) dX 

iJX 

(6 . a) 

(6 . b) 

which are eKact relations for e (T) and t~ 
O. V 

integral of the dimensionless fluK. 
Hermite approKimations for the integrals 

in eqs (6) above can be readily provided, 
based solely on values of the integrands and 
their derivatives evaluated at the boundaries 
X= S(T) and 1 . Dne of the best known of such 
approKimations is the classical trapezoidal 
rule, also called the H

0
,
0 

Hermite rule, 

wich results in: 

eav(T}~ ~ (e(1,T) + ~(5,T)] = ~ (1 + e(f,T)) 

e(i,T)-1~(1~5) ["e<X,T) I + 
ax K= 1 

(i-S) 
2 

éJe(X,T) I ] 
iJX X=oo 

(-o+vs) 

Eliminating the temperature e(i,T) 
eKpressions above, one finds 

S(T) = _1 [-4 (e _ 1 ) + o <T >] 
V 1-S av 

e (T >= - 1- o-< o.v> ~(e -!)+o 
av 1-S V 1-S o.v 

(7 a,b) 

in the 

<8 . a> 

<8 . b> 
[ 

V+1-e [ ]) 

Eqs. (8) are two ordinary differentiali1 

equations to be solved simultaneously 
through well-known numerical subroutines _·. 
starting from the initial conditions 

;! 
e (T > av m e 

av,m ; s (T ) 
m 

o 
fi 

(8. c ,d) Ji 



Higher arder solutions are also obtaina­
ble considering higher arder rules for the 
integrais in eq (6), but a price must be paid 
in additional analytic/computational invol­
vement For instances, the integral in eq . 
(6 a> ma y be approximated by the corrected 
trapezoidal rule, also known as the Hf.,l 

Hermi te rule, and keep ing the H
0

•
0 

approx ima­

tion for the integral in eq . <6 . b) The rela­
tive merits of this apparently improved ap­
proximation will be discussed in what comes 

Following OeJarnette and co-workers 
[3,4] , the calculation of heating rates at 
the stagnation point region is performed 
through the formula of Cohen , due to the good 
agreement obtained with experimental results 
and more detailed methods The equation of 
Cohen is written as 

• -o 6 [ J [ q "' 767 Pr · h -h p 
v ~ s ~ J 

. 43 [ J . o7 [ou] . ~ 
1-' PI-' OS (9) 

e e 

whore Pr is thP Prandtl Number , 
v 

h is 
s 

enth ~ lpy at the stagnation temperature, 

the enthalpy at the wall temperature, 
the v i s cosJt Y, P is density and OU/OS is 
velocity gr ·adi ent 

the 

h is 
" is 

thE' 

ln previous studies, 
point volocity g radient was 
modified Newtonian pressures, 
modified [6] to include both 
speeds , in the form· 

the stagnation 
calculated from 

but was later 
low and high 

(~~] = 
e {

. [ - Poo 
1 85-­

ps 

1 5(1-0 252 

]1 /2 
( 10) 

The exprcssion above merges with the 
modified Newtonian law for higher speeds and 
for incompress ible flow it gives the velocit y 
gradient at the stagnation point on a sphere 

The conJugated convective/radiative heat 
flux is then evaluated from [2,4] 

4 
- & a T 

" 
( 11) 

Two different gas models were adopted, 
according to the suggestions in [4], a 
perfect ga s with Y=1 4 and the equilibrium 
air mo del of Zoby and Moss, which is both 
quick and reliable 

RESULTS ANO DISCUSSION 

~ computer program in FORTRAN was 
con s tructed for the solution of this 
conJug ated conduction-convection-radiation 
problem, a nd implemented on a 386/33MHz 
microc omputer An iterative procedure is 
required at each time step of the vehicle 
trajectory , since the determination of the 
externa! wall temperature and the wall heat 
flu x are coupled ·during the pre-ablation 
period , while the material thickness and the 
wall heat flux are coupled during ablation 
The sy stem of nonlinear ordinary differential 
equations for $av(T) and 5(T) within the 

ablative period is accurately handled through 
subroutine OIVPAG in the IMSL library A 
typical run for u complete reentry trajectory 
takes about one minute of CPU ti me, for a 

prescribed relative errar 
converged results . 

of 
-~ 

10 in the 

The first step taken was the validation 

of the approximate solution proposed for the 
ablation period . Therefore, the examples 
dealt with in references [6,7] were 
reconsidered, for known prescribed time-vary­
ing dimensionless heat flux . Figure 1 shows 
results for the case Q(T)=10T and V=1, which 
is a quite severe case of a rapidly moving 
boundary <large Stefan numberl The evolution 
of the interface position is shown as 
computed from the exact solution [7), the 
plain lumped system analysis, the H 

0,0 

approximation for both integral 
and the H1 • 1 /Ho.o combination as 

equations, 
an attempt 

to finda higher arder solution . Clearly, the 
lumped system analysis provides a 
conservative but quite poor approximation of 
the solution, and despite its popularity in 
engineering codes of current use [2,4) in 
rejection-type thermal protection, should be 
avoided for the present ablative protection 
The H

0
,

0
/H

0
•
0 

approximation provides quite 

re?as onable results, while the H
1

•
1

/H
0

•
0 

alternative does not seem to properly correct 
the final results, since the higher arder 
formula of integration was applied only to 
one of the integral equations, yielding a 
non - uniform correction . Therefare , a full 
higher arder correction should be employed , 
s uch as in the H 1 • 1 / H 1 ~ approximation, but a 

price has to be paid in analytic and 
computational involvement . For our present 
purposes, the accuracy provided by the 
H

0
•

0
/H

0
•
0 

approximation suffices, and 

represents one step ahead with respect to the 
lumped solution, for the construction of an 
engineering cnde . 

_ [._CJt. t Solu!;(ln (.,_':lrf l 
__ MJ.G/i !O,ü 

_ kl, 1/HO,O 
··- L•.OlP<:>J s)' ~ t<>rn AnolyiiS 
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l im•: 
Fig 1 - Comparison of analytical models for 

with cne-dimensional conduction 
ablation . 

The next step was the application of 
this computational tool in the simulation of 
the aerodynamic heating and thermal 
protection behavior for a typical reentry 
flight situation. Figure 2 shows the 
trajectory-velocity map for a sphere-cone­
cylinder configuration in ballistic flight 
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Fig . 2- Velocity-Altitude 
reentry flight 

map for typical 
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with 5" angle of attack 
The relevant data for the application 

here considered are as follows: 

L~ 0.0026m; k = 0.22W/mK; R = 1922Kg/m
3

; 

CP = 1256J/KgK; H = 2326KJ/Kg; Tm = 833K; 

e= O 5; T = 416K; r = 0.151m 
o n 

which 
the 

that 

providing a Stefan number around 0.225, 
favors the approximate solution for 
ablation period w~th respect to 
presented in figure 1 above for the more 
severe situation of v= 1. 

Figure 3 shows the convective heat flux 
at the stagnation point, due to aerodynamic 
heating, along the vehicle trajectory, for 
both the perfect gas and equilibrium air 
models. For the present application, except 
in the neighborhood of the maximum heat flux, 
the two gas models yield essentially the sarne 
results. It should be noted that the 
equilibrium air correlations were utilized 
outside the recommended ranges, in some 
extreme points, for the sake of simplicity, 
which did not significantly affect the final 
results. Clearly, the highest heating rates 
are achieved for a 'certain combination ,of 
high speeds and densities at those instants 
where the vehicle is most markedly slowed 
down, around t=40 sec. The influence of the 
geometry change due to the boundary recession 
was also analyzed, by modifying the radius of 
curvat~re at the stagnation point along the 
'trajectory, after ablation starts, which 
produced a negligible effect on the wall heat 
fluxes computed in the present case . 
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Fig.3- Effect of gas model on aerodynamic 
heating rates 

Figure 4 presents the externa! wall 
temperature evolution, for a perfect gas 
model, and with different values of the 
emissivity, c Ablation is observed to start 
around t=21 seconds, and radiative heat 
exchange does not play an important role in 
this process, due to the relatively low 
values of wall temperature allowed by the 
material chosen for thermal protection. 
Therefore, varying the surface emissivity 

Fig 4 -
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Influence of surface emissivity 
externa! wall temperature 

on 

from &=0 . 1 to 0.9 brings small deviations in 
the wall temperature curves. 

Figure 5 illustrates the effect ~ 

varying the initial ablator thickness on t~ 

therma 1 protect i on per formance, for the 
values L=O. 026 and O. 013 m. ln both cases, 
ablation starts around t=20s, but tht 
recession rates are only significant in t~ 

region of maximum heating rates, for t=40s. 
It can be seen that the situation with 
L=0.013 provides essentially the sarne thermal 
protection as the case with L=0.026, at a 
substantial savings on material thickness, 
which demonstrates the importance of ~ 

accurate simulation of the flight 
aerothermodynamics for a proper thermal 
design and payload optimization This 
research should now proceed towards the 
analysis of a complete configuration, 
starting from the stagnation point results 
here presented. 
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SUMMARY 

Recent studies in supersonic combustion have been motivated by projects such as NASP, in the US, or 
Saenger, in Europe. These have shown the need for sufficiently stable and accurate numerical methods 
that would be able to perform simulations of high energy fiows in which very large property gradients occur 
and are, consequently, accompanied by sharp changes in the thermodynamical and chemical properties 
of the working fiuid . An approach to the problem solution will be presented which has shown success in 
dealing with the pre-design and design calculations involved in the development of propulsive systems test 
insta/lations. Results wi/1 be presented which indicated that a family of TVD schemes can appropriately 
handle fio w simulations with strong coupling between convective and chemical non-equilibrium phenomena. 

INTRODUCTION 

ln aerospace appli cations , the treatm<>nt of a.erothermodynamic 
phenomena lcads to very high property gradient flows . On rhe other 
hand, high gradients are quite often pcrccived as disconti nuities by 
the numerical method that should solve th e problcm. ln order to 
be able to handle such problems, numerical mct hods with extremely 
well controlled accuracy and stability characteristics are necessa ry. 
For instance, Ortega et ai. (1991) compare the perform ance of sev­
era] numerical methods, and the total variati on dimini shing (TVD) 
schemes proposed by Il arten (1983) seem to have the desired prop· 
erties for the problems wc are concerned with here. 

The objetive of th e present work is to perform a thorough study 
of the characteristics of TVD schemes in order to develop a formul a­
tion capable of analyzing the supersonic combustion problem caused 
by an oblique shock induced detonation. The solution of this type 
of problern, and the validation of the code so developed using data 
available in the literature, will bring about th e capability of simulat­
ing reactive flowfields in conditions away fnm chemical equilibrium 
or a "frozen" state. Moreover, the present formulation can also be 
applied to high enthalpy flow problems in which the working fluid 
can exhibit severa! real gas effects such as vibrational relaxation and 
chernical dissociation. These phenomena are typical of reentry fl ow 
conditions and can even be observed in the flowfield about high al­
titude sounding rockets. 

THEORETICAL FORMULATION OF THE PROBLEM 

The appropriate formulation to describe the flow phenomena we 
are concerned with in the present case is formed by the inviscid 
equations of gasdynamics. The Euler equations can be written for 
two dimensional Cartesian coordinates in strong conservation ]aw 
formas 

(I) 

Uere, the fluid has been considered as a mixture composed of N 
species of perfect gases. The vector of conserved quantities , Q, the 
flux vectors, E and F, and the chemical species source term, W, are 
given by 

PI PiU PJV WJ 

P2 P2U P2V w2 

Q= PN , E= PNU ,F= PNV ,W= WN 
pu pu2 + P pu v o 
pv pu v pv2 + p o 
e (e + p) u (e+p)v o 

(2) 
We observe that Eq. (1) is somewhat different from what is usu­
ally seen in Computational Fluid Dynamics application s. It has one 
equation of mass conservation for each of the chemicaJ species which 
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com posc the working fluid, and it has a source term, W, which ac­
counts for the temporal va riation of the density of cach species due 
to chemical reactions. Moreover , the nomenclature used herc is the 
standard one, such that p is the density of th e mixture, p; is th e 
parti a] density of the i-th species, u and v are cartesian velocity 
componcnts, p is the prcssure, and e is the total energy per unit of 
volume of the mixture. 

It is clear that the system of equations represented by Eq. {1) is 
not closed. It needs constitutive relations in order to have as many 
equations as unknowns. Here, these constitutive relations come from 
thermodynamics in the form of definitions or relations applied to a 
mixture of perfect gases. Hence, the static pressure can be obtained 
from the equation of state, which in the present case may be written 
as 

(3) 
i =l 

Here, Tis the static temperature, C; is the concentration of the i-th 
species , given by 

c-!2 • - p 

and R; is the gas constant for the i-th species 

n 
R;=­

M; 

( 4) 

(5) 

n and M; are the universal gas constant and the molecular weight 
of th e i-th species, resp ectively. We can define the speed of sound, 
a, as in Eberhard~ and Brown (1987) by the following expression 

(6) 

Here, H is the total specific enthalpy of the mixture, given by 

(7) 

The total energy of the mixture per unit volume can be written as 

(8) 

where the specific internal energy is defined as 

eint = {TC v dT + eint lro 0 
(9) 

The computation of thermochemical properties, such as the specific 
internal energy eint• specific enthalpy of each species h; , and the 
specific heats at constant pressure Cp a.nd at constant volume Cv, 
uses polynomial regressions as described by Gordon and McBride 
( 1971 ). 



The source terms that appear in the continuity equations are 
obta.ined by the law of mass action which describes the rate of varia­
tion of the density of each chemical species as a function of the sarne 
flow parameters which define the conserved variables. Hence, we can 
write 

w· _ dp; _ MdA; 
I- dt - I dt (10) 

where A; represents the molar concentration of the i-th species. If we 
consider that our chemical model consists of M elementary chemical 
reaction equations involving the N distinct chemical species, there 
are M equations of the form 

N N 

L vijAi ;=L vijA; ( 11) 
i=I i=l 

Here, the Vij are the stoichiometric coefficients of the i- th species in 
the j-th equation. The prime and double-prime superscripts indicate 
reagents and products, respectively. The procedure used here to 
express the law ofmass action as a function ofthe conserved variab1es 
is very similar to the one presented by Zucrow (1987). We can write 
that 

N [ • (pC;) vij (pC;)vl1 ] 
w; = M; .r; 6.v;j k fi II Mi - Kbj II M; (12) 

where 6.11ij = vfj - 11;i . /(fi and Kbj are, respectively, the for­
ward and backward reaction rate constants. These can be written 
by Arhenius' law as 

K = BT"exp(-E./RT) (13) 

where Tis the static temp erature of the mixture. The parameters o, 
/3 and E.jn are constants given by Cohen (1983) for the following 
system of reaction equations 

O+OH ;= H +02 
H+OH ;=! H2+ O 

H2+0H ;=! H +H20 
20H ;=! H20+0 ( 14) 

2H+M ;=! H2+M 
H+O+M ;=! OH+M 

20+M ;=! 02+M 

H+OH+M ;=: H20+M 

The coefficients for the calculation of the chemical reaction rate 
constants were obta.ined from Mautone and Paglione (1990), with 
small changes in the values of o which, nevertheless, respect the 
uncertainty limits suggested by Cohen ( 1983). These modifications 
were used with the objective of making the global reaction faster. 
The values of [(b are obta.ined from the thermochemical properties 
of the flow, the values of [(! and values of the equilibrium constant 
of the particular reaction, as described by Zucrow (1987). 

NUMERICAL IMPLEMENTATIQN 

lt is instructive to observe that Eq. (I) can be seen as representing 
two coupled but distinct probléms, which are the convective problem 
described by the homogeneous system of partia! differential equations 

DQ DE DF 
-+-+-=0 
Dt Dx Dy 

(15) 

and the reaction problem given by the system of ordinary differential 
equations 

dp · 
-~ = w· (16) dt I 

The first problem is amenable to solution using TVD schemes. The 
second problem, which simply represents the variation of the density 
of the i-th species with time due to the chemical reactions alone, 
can be solved by methods available for the integration of ODE's. ln 
order to ma.inta.in the coupling between the two numerical problems, 
we propose a solution algorithm which can be written as 

Qn+2 = C.x J:.y[.~IÚm[.Y[.XQn (17) 

This representation emphasizes some important characteristics of the 
global integrator. One dimensional integrators are used in the x and 

y directions, and these are applied in an alternating direction fash­
ion. According to Yee and Warming (1985), this approach allows 
for greater simplicity in the implementation of the method. Since 
1-D TVD schemes are thoroughly studied and solutions to the Rie­
mann problem associated with each interface flux computation are 
well known, the method has all the necessary ingredients to be very 
robust, provided that an explicit scheme is used and the time step 
remains low enough. We further observe that each operator is ap­
plied twice and, hence, two time steps are advanced each time the 
complete operator is applied. Next, each of the integrators used in 
Eq. (17) is described in deta.il. 
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TVD Operator Applied to the Convective Problem. The TVD 
scheme used in ãll examples of this work is essentiãly the sarne de­
scribed in Harten (1983) and Cambier et al. (1989). The 1-D op­
erator in x direction can be obtained by the following procedure. 
Consider the 1-D Euler equations, which can be written in conser­
vation law form as 

DQ DE 
8t + Dx =o. 

If one defines the flux Jacobian matrix as 

DE 
A= DQ 

the equation can be rewritten as 

DQ + ADQ =o. 
Dt Dx 

(18) 

(19) 

(20) 

Here, although a frozen flux Jacobian linearization has been used, 
it can be shown that this linearization is actually not necessary, but 
the derivation process would be lengthier. Hence, we use the above 
form since the results will be the sarne for our purposes here. The 
equations can be rewritten in wave space, i.e., rewritten in terms 
of characteristics variables, if we pre-multiply Eq . (20) by the left 
eigenvector matrix of A, T- 1 , and introduce the appropriate identity 
matrix TT- 1, where T is the right eigenvector matrix of A. If we 
observe that 

r- 1 AT =A (2 1) 

where 
Akn = ÀkÓkn (22) 

Tnm T,~k = Ónk (23) 

it is clear that the equation can be decoupled in the characteristic 
variables r-1Q. Here, >..k is the k-th eigenvalue of A, and ó;i is the 
Kronecker delta. 

The numerical flux vector for each of the characteristic variables 
can be written as 

f (<t>~,</>7+ 1 ) = ~ [f (4>7) + f (4>7+
1
) -IL1/>('Pi+1/2) 6.i+1/2 <Pk] 

(24) 
where J.L ~ ~~ and <pf+t/2 = J.LÀ7+ 112 • One can see two different terms 
in the operator: the spatially averaged physical properties and the 
artificial viscosity term. The artificial viscosity terms are controlled 
by the 1/> ( f.) function which is defined as 

1/>(~) = { (ç2+<2) 
I (I' 

se~< ( 
se~~ ( 

(25) 

The é parameter is typically taken as a constant of value 0.1. Harten 
(1983) defines th e artificial compression or anti-diffu sion flux as 

k k [o . (I -k 1 k k ) ] 9i+1/2 = 5 i+1/2 max • mm Yi+t/2 ,gi-1/25 i+t/2 

97+1/2 = 1/2 [11> ( 'P7+1/2)- ('P7+1/2r] of+1/2 

of+1/2 = 6.i+1/2<Pk = <Pf+1 - <Pf 

(26) 

(27) 

(28) 

sf+ 1 = sign (gf+t) (29) 

The time march of the physical properties is made by an explicit 
first order integrator as 

n+1 n flt (- - ) 
Q; = Q; - tlx Ei+1/2- Ei-1/2 (30) 

where 
- 1 [ Ei+1/2 = 2 E; + Ei+1 + Ti+1/2 0 (g; + 9i+1 

1/> ( 'Pi+1/2 + /i+t/2) 0 i+1/2) l (31) 



se oi+1/2 :1 O 

se oi+t/2 =O 

The i:wtation ® means matricial multiplication. 

(32) 

ln Harten (1983), one can find a new form of the numerical flux 
limiter designed especially to deal with contact discontinuities, that 
is, with linearly degenerated fields. This can be written as 

with 

8· - I 0 i+t/2 - Qi-1/2 I 
' - I ai+1/2 + a•-112 I 

(33) 

(34) 

g:+t/2 = s~+1 ;2 max [o, min ( si+1/2ui-1/2oi-1/2• ui+1/2 I ai+t/2 1)] 
(35) 

where 
(36) 

The operator in y direction can be obtained in similar fashion, 
and it can be written as 

(37) 

Adams-Bashforth lntegrator Applied to the Chemical Problem. 
Severãl methods are available to solve the ordinary, possibly stiff 
differential equations of the chemical kinetics. ln order to achieve the 
best compromise betwen stability and accuracy, an explicit, multi­
value, multi-step, self adaptive step Adams-Bashforth method is used 
;w; described in Gear (1971 ). The basic equations of this scheme are 
now reproduced. 

with 

k 

Yn = Yn-1 +h 'Ef3kdn-i 
i=1 

k-1 

!3ki = <-1)
1
-

1 E 'Yi (L) 
j=i-1 

s (s- 1) ... (s- q + 1) 
q! 

(38) 

(39) 

(ô) = 1 (40) 

where f = f(y,t) = y'. The coefficients f3ki and 'Yj can be obtained 
by a FORTRAN subroutine as explained in Gear (1971), and h is 
the time step. 

Boundary Conditions. The subject of enforcing numerical 
boundary conditions has received special attention in the present 
work. lt was based mostly in the one-dimensional characteristic re­
lations of the inviscid gasdynamic equations. A detailed description 
of the cases in which the characteristic relations or first orther ex­
trapolation have to be used can be found in Carvalho (1992). 

RESULTS 

The numerical solutions to be presented here consider 1-D and 
2-D transonic and supersonic flows with or without chemical reac­
tions. Some numerical experimenta are carried out with the chem­
ical integrator applied to a very simple problem, i.e., to calculate 
the induction delay time for some reactive mixtures submitted to 
hyperdetonative conditions of pressure and temperature. 

1-D Results. ln the present case, a non-reactive shock tube is 
simulated. The Riemann problem is defined by a initial condition 
described as a pressure step function along the spatial coordinate. 
The transient flow development in the shock tube was integrated in 
time up to 1.0 s of real time after the burst of the diaphragm for 
severa! values of the ratio ptfp4 , where P1 and P4 are the two leveis 
of the pressure step profile along the spatial coordinate. The scheme 
implemented in the present work can withstand initial pressure ratios 
even up to Pt/P4 = 100. The CFL number for ali numerical experi­
menta performed here was 0.95, which can be considered a very good 
performance for an explicit scheme. Fig. 1 presents the comparison 
of the pressure distribution along the shock tube at time t = 1.0 s 
between the present computation and the analytical solution for a 
ptfp4 =50 case. The figure shows the good agreement between the 
analytical and numerical solutions even in cases in which numerical 
instabilities are observed in other methods. It is clear that sharp dis­
continuities can be very well captured by the present TVD scheme. 
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Figure 1: Pressure distribution along the shock tube for initial pres­
sure ratio ptfp4 = 50 (1.0 s after diaphragm burst ). 

2-D Results. ln order to verify the behavior of the TVD scheme 
to 2-D applications, the planar two-dimensional oblique shock flow 
was studied. The supersonic flow is deflected by a ramp at an angle 
6 = 10.94°. The freestream conditions are: Mach No. = 2.9, static 
pressure p = 0.714 atm, static temperature T = 400 K, and the gas 
was considered as an ideal gas, i.e., -y = 1.4. The numerical results 
of the present work are compared with their correspondent ones in 
Yee and Warming (1985). The pressure after the shock wave is ana­
lytically estimated as 1.52819 atm and the average of the numerical 
results near the shock wave is 1.51. The shock angle, i.e., the angle 
between the wall and the discontinuity surface, obtained with·the 
scheme of the present work is 29°. This result agrees exactly with 
the analytical solution. 

Adams-Bashforth Integrator Validation. The performance of 
the numericãl method employed to integrate the chemical kinetics 
problem was successfully tested on a induction delay time calcula­
tion. The physical problem studied in this case can be found in Oran 
et al. (1982). A reative mixture of H2 : 0 2 :Ar in molar proportions 
of 2 : 1 : 7 is considered and it is set in a superdetonative condition, 
i.e., static pressure p = 1.3 atm and static temperature T = 1036 K. 
The IDT obtained in the present calculations is 1lOJLs wich compared 
with the 109 JLS observed experimentaly. This led us to consider the 
present method as a good worktool for non-equilibrium chemical cal­
culations. 

2-D Reactive Flow Results. The results shown in Figs. 2, 3, 4 
and 5 consider the shock induced combustion of a 0.6 stoichiometric 
hydrogen-air mixture. The ramp angle was set to 31 deg. The molar 
concentrations were set as 0.201:0.168:0.631 for H2:02:N2, respec­
tively. The set of reaction equations was taken from Lee and Deiwert 
(1989). These consider 8 reactions involving the species H 2 , 0 2 , H, 
OH and H 20, whereas N2 was kept chemically inert. The conditions 
at the entrance are Moo = 3.8, T00 = 840 K and P00 = 0.06 atm. 
The grid used in this investigation has 11 x 11 points in the stream­
wise and wall normal directions, respectively. The simulation was 
performed until steady state was reached at approximately 500 JLS 
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Mco: 3.B 

Figure 2: Pressure contours for the detonation induced by oblique 
shock w.ave. 



(physical time) after an impulsive start. Pressure contours at steady 
state are shown in Fig. 2. The pressure1the temperature a n d concen­
tr<lotion distribution, along the cut indicated in Fig. 2, are shown in 
Fig. 3, Fig. 4 i!-nd Fig. 5 respectively, as a function of the streamwise 
coordinate. The present computational results are compareci with 
those presenteei by Cambier et ai. (1989), and it is clear from these 
figures that the agreement is quite good. 

CONCLUDING REMARKS 

The present numerical experiments have demonstrated that the 
Total Variation Diminishing (TVD) methods are a good choice of 
numerical scheme to study physical problems in which strong gradi­
ents in the flow properties can be found . Moreover, these schemes 
have very good numerical characteristicsfor both 1-D and 2-D prob­
lems. The reactive flow simulations here performed also show evi­
dence that the use of the TVD operators to integrate the convective 
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Figure 3: Pressure distribution along the st reamwise coordinate de­
fined by the cut in Fig. 2. 
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Figure 4: Temperature distribution along the streamwise coordinate 
defined by the cut in Fig. 2. 
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problem is compatible with other types of integrators used for the 
non-equilibrium chemical reaction equations. The process of sequen­
tially applying the various operators in a time split fashion has also 
been perceived as extremely versatile, although limited to explicit 
schemes. The computational cost of reactive ftow solutions by the 
present scheme is still somewhat expensive for the computational 
equipment available to the present authors. This justifies the rather 
coarse meshes used for the 2-D ftow simulations with chemical non­
equilibrium. The development of some form of implicit method, 
capable of handling chemical kinetics problems, would be extremely 
useful in order to achieve a faster algorithm to integrate the coupled 
problem. Furthermore, the extension of the present algorithm in or­
der to include the effect of viscous terms, and also in arder to be able 
to handle axisymmetric configurations, seems to be the next logical 
step to be taken in the continuation of the present effort. 
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RESUMO 

P~opÕe-~e um p~ocedime~o pana aplicaA condiçÕ~ de co~o~no na entAada de 
tub~ conv~gente-div~ge~e que con~id~a o c~ãt~ ellptico do ~coame~o ne~ta 
~egião. Com ~~o, o coeóicie~e de de~c~ga da tub~ é um ~~ultado do p~oblema. 
A metodologia num~ca emp~egada é ba~eada 110 mitodo do-6 volume~ 6inilo~. ReMlve­
~e o e~coamento pana tAê:~ con6iguJtaçÕe~ de tube~M cônicM, com e ~em ~aio~ de 
aMedondamento. R~uUado-6 num~co~ do coeMciente de de~c~ga, da d~~buição de 
p~e~~ão e do núme~o de Mach ~ão comp~ado~ com dado~ exp~ment~. 

INTRODUÇÃO 

Uma das etapas importantes no projeto de propul­
sores é a determinação das características do escoa­
mento no interior das tubeiras usadas nestes propulso­
res. Estes escoamentos são de grande complexidade 
devido a fatores como a forma geométrica da tubeira, 
tipo de combustão realizada, características físicas 
do escoamento, entre outros. 

Do ponto de vista fÍsico, o escoamento em uma 
tubeira apresenta comportamento bastante distinto, 
apresentando regiÕes subsÕnicas, com numero de Mach 
praticamente zero, na entràda da tubeira, regiÕes 
transônicas, perto da garganta, e regiÕes supersõnicas 
na saída da tubeira. Do ponto de vista numerico este 
comportamento traz dificuldades para a solução do pro­
blema, uma vez que as equaçÕes diferenciais possuem 
características matemáticas também distintas, com 
comportamento predominantemente elíptico na entrada e 
hiperbólico na saída. Tais escoamentos requerem méto­
dos mais robustos de ataque. 

Trabalhos recentes, desenvolvidos por Van 
Doormaal et al. (1986), Silva & Maliska (1988) e Karki 
& Patankar (1989), implementaram uma técnica numérica, 
denominada por Silva & Maliska de CSDV, baseada no 
método dos volumes finitos, que é capaz de resolver 
escoamentos em qualquer regime de velocidade, graças a 
uma linearização• especial na equação da conservaçao 
da massa. 

Avanços mais 
trabalhos de Peric et 
(1989), desenvolveram 
arranjo co-localizado 
volumes finitos. 

recentes, apresentados nos 
al. (1988) e Marchi et al. 

a técnica PVF que utiliza o 
de variáveis no âmbito dos 

As técnicas CSDV e PVF são usadas neste trabalho 
para resolver escoamentos, sem separação, em tubeiras 
convergente-divergente com velocidade supersônica na 
saída. f apresentado um procedimento para ~plicar as 
condiçÕes de contorno na entrada da tubeira que 
considera o caráter elíptico do escoamento nesta 
região. 

Três problemas são resolvidos com os resultados 
numéricos comparados com soluçÕes de análises mais 
simplificadas e informaçÕes experimentais. 

MODELO MATEMÁTICO E MfTODO NUMfRICO 

O problema fÍsico em consideração é modelado 
matematicamente pelas equaçÕes de Euler. Elas podem 
ser representadas genericamente, quando escritas num 
sistema de coordenadas naturais (Ç,n), por 
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(l) 

onde J, t, p, r, U e V, e p$ são o jacobiano da trans­
formação do sistema de coordenadas cilÍndrico (z,r) 
para o generalizado (Ç,n), o tempo, a massa específi­
ca, o raio, as componentes contravariantes do vetor 
velocidade, e um termo fonte apropriado. 

Quando $for igual a 1, u, v, ou T são recupera­
das as equaçÕes de conservação da massa, da quantidade 
de movimento nas direçÕes z e r, e da energia. 

Admite-se que o fluido se comporte como um gás 
perfeito. Desta forma, utiliza-se a equação de estado 

p = pRT (2) 

para o fechamento do sistema de equaçoes. 
A metodologia numérica empregada neste trabalho 

foi estabelecida por Maliska et al. (1990). Ela é 
baseada no método dos volumes finitos (Patankar, 
1980); utiliza um sistema de coordenadas que se ajusta 
aos contornos do domínio (Thompson et al., 1976) e um 
arranjo co-localizado de variáveis (Peric et al., 
1988; Marchi et al., 1989); permite resolver escoamen­
tos em qualquer regime de velocidade (van Doormaal et. 
al., 1986; Silva & Maliska, 1988); e as Eq. (1) e (2) 
são resolvidas segregadamente. As equaçoes da 
quantidade de movimento são usadas para obter as 
componentes cartesianas do vetor velocidade (u e v), a 
equação da energia para a temperatura (T), a equação 
de estado para p, e a equação de conservação da massa 
para a pressão (p). O método de acoplamento pressão­
velocidade adotado é o SIMPLEC (van Doormaal e 
Raithby, 1984). As equaçoes diferenciais apos 
discretizadas resultam em sistemas lineares de 
equaçÕes com cinco diagonais não-nulas que são re­
solvidas pelo método MSI (Schneider e Zedan, 1981). 
São usados volumes de controle fictícios (Maliska, 
1988) para aplicar as condiçÕes de contorno. 

CONDIÇÕES DE CONTORNO 

As condiçÕes de contorno empregadas estão 
representadas na Fig. 1. Na parede da tubeira (contor­
no N), considera-se a condição de escorregamento para 
a velocidade e a de isolamento térmico para a tempera­
tura. Como o escoamento em estudo é considerado axis~ 
simétrico, admite-se as condiçÕes de isolamento térmi­
co e fluxo de massa nulo na fronteira S (linha de 
simetria). Na saída da tubeira, contorno E, considera­
se o escoamento localmente parabÓlico. 

No contorno W, entrada da tubeira, a velocidade 
v é prescrita igual a zero. A temperatura e a massa 



específica são também uniformes e prescritas em função 
da pressão total (pt), da temperatura total (Tt), e da 
razão de áreas entre a entrada e a garganta da 
tubeira, admitindo-se escoamento isoentrópico 
unidimensional (1-D) até a garganta da tubeira onde 
prevalec~m as condiçÕes sônicas. A velocidade u é 
também prescrita uniforme na entrada com valor 
inicialmente calculado pela solução unidimensional 
(John, 1984). 

~-~-~-o az az az 
v-~-~-o ar ar 

Figura 1. CondiçÕes de contorno. 

Com este procedimento, o fluxo de mass a que 
entra na tubeira é prescrito. Mas, como se sabe (Back 
et al., 1965), o fluxo de massa é um resultado do pro­
blema e não um dado. Consequentemente, o procedimento 
que se adota tem os seguintes passos: pre screve-se P , 
u e T, da solução 1-D; obtém-se a solução do problema; 
com o campo de pressão obtido, verifica-se o valor da 
pressão no ponto I (centro da face do primeiro volume 
de controle no canto NW, ver Fig. 1), p , calculado 
através da extrapolação linear da pres s ão aos volumes 
A e B; compara-se_o valor de pi com aquele da solução 
1-D, p ; se~ razao_entre (pi- p 1) e Pt• chamada Ep' 
f o r in!erior a tolerancia admitida, Tpl• considera-se 
converg ido o problema; em caso contrár~o, prescreve-s e 
um novo valor para u no contorno W (mantendo-se p e T 
com os mesmos valores da solução 1-D), e repete-se o 
ciclo anterior. 

A solução numérica é considerada 
para um determinado conjunto 
em W, quando a razão entre 
pressão, no tempo, de um 

de condiçÕes 
a diferenç a 
volume de 

convergida, 
de contorno 

máxima da 
controle e a 

diferença máxima do campo de pressão for inferior à 
tolerância Tcp• ou 

T cp < 
(p- p.)max. 

(pmax - Pmin) 

PROCEDIMENTO DE SOLUÇÃO 

(J) 

Os principais passos pára se obter a solução 
numérica do problema são: 

l-discretização do domínio; 
2-aplicação . das condiç~es de contorno; 
3-estimativa dos campos de p, u, v, p, T em t e t+~t; 

4-cálculo dos coeficientes, dos termos fontes pu e 
pv, e solução dos sistemas lineares deu e v com o 
método MSI, obtendo-se u* e v*; 

5-cálculo das velocidades U* e V*; 
6-cálculo dos coeficientes e do termo fonte da 

equação da conservação da massa (p') e obtenção da 
sua solução; 

7-correção da massa especÍfica (P*) e velocidade (u*, 
v*, U* e V*) com p'; 

8-cálculo dos coeficientes para T, do termo fonte ~T, 
e solução do sistema linear de T; 

9-v~ltar ao item 3 até que Tcp seja satisfeito; 

E 

lO-calculo ~e pi e EP; e _ 
11-comparaçao de Ep com a tolerancia T 1; se Tpl fo: 

satisfeito, encerra-se o procedimen~o. Caso contra­
rio, prescreve-se novo valor para u no contorno W e 
retorna-se ao item 2. 
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RESULTADOS NllMtRICOS 
c 
v 

.e 
Nesta seçao sao descritos os resultados ~ t 

numéricos obtid~s para três configuraçÕes de tubeiras, C 
e suas comparaçoes com resultados experimentais. Na d 
discretização do domínio de cálculo usou-se volumes de 
controle com ~z constante, e ~r constante pa ra cada 
coordenada z da malha. p 

- n Problema 1. A geometria deste problema e e 
mostrada na Fig. 3 de Back et al. (1965). Esta c 
tubeira possui 185,0 mm de c~mprimento, rai~ da d 
gargan:a de_ 20,32 mm com razoes de c~ntraçao e k 
expansao de areas de 9,76 e 6,63. Os semi-angulos do 
convergente e do divergente são 450 e 15o, 
respectivamente. Esta tubeira possui raios de 
arredondamento nas regiÕes da entrada e da garganta. 

Os valores de Pt• Tt, constante do gás (R) e ra­
zão de calores especÍficos (y) usados foram Pt = 1, 725 
MPa, Tt = 833,3 K, R= 286,7 J /(kg-K) e y = 1, 35. 

Na Fig. 2 apresenta-se a distribuição da pressão 
na parede e no centro da tubeira, obtidas numeric amen­
te com uma malha de 1440(direção z ) x 20(direção r) 
volumes, a solução unidimensional (John, 1984), e 
resultados experimentais ( Back et al., 1965) da 
pressão na parede da tubeira. Enquanto que na ~ig. 3 
mostra-se a solução numérica para a distribuiç ão do 
número de Mach. Na Fig. 4 são mostradas linhas de 
Mach constante e na Fig. 5, isobáricas. 
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Figura 2. Distribui ç ão da pressão. Problema 1. 
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Pode-se notar nas Fig. 2 e 3, entre x/L = 0.74 e 
um ligeiro aumento da pressão e queda do número 

Mach no centro da tubeira. Isto deve-se à 

I 
I 
I 

l 



ocorrência de uma onda de choque oblíqua, também 
visível nas Fig. 4 e 5, conforme verificação 
experimental dé Back e Cuffel (1966). No centro da 
tubeira, o número de Mach (M) atinge 3 .05 em x/L = 
0.743 eM= 2.80 em x/L- 0.863, enquanto que na saída 
da tubeira (x/L = 1.0) tem-se M = 3.12. 

Problema 2. A geometria da tubeira para este 
problema é a mesma do problema anterior mas com 100,3 
mm de comprimento, resultando em 2,1 a razão de 
expansão de áreas. Ou seja, apenas eliminou-se 46% do 
comprimento da tubeira do problema 1. As propriedades 
da estagnação e do fluido usados foram: Pt = 482,6 
kPa, Tt = 300 K, R= 287,0 J/(kg-K), e y = 1.40. 

a • 0.1 d - 2.8 g - 3.1 
b - 0.2 e - 2.9 h = 3.2 
c - 0.3 f = 3.0 i - 3.3 

Figura 4. Linhas de Mach constante. Problema 1. 

a • 0.99 e ~ 0.95 h - l - 0.03 
b - 0.98 0.90 m • 0.02 

0 . 97 g 0.85 
0.96 

llp 0.05 

Figura 5. Isobáricas (p/pt). Problema 1. 

As Fig. 6 e 7 mostram a distribuição da pressão 
e do número de Mach na parede e no centro da tubeira, 
a solução 1-D, e os resultados experimentais de Cuffel 
et al. (1969). Os resultados numéricos deste problema 
foram obtidos com uma malha de 800x20 volumes. A dis­
tribuição do número de Mach experimental, apresentado 
na Fig. 7 como sendo na parede, foi medido a 1,8 mm da 
parede. 

Pode-se observar pelos resultados experimentais 
das Fig. 6 e 7, na região junto à parede, logo após a 
garganta da tubeira, entre x/L "o. 70 e O. 7 5, um 
choque bastante fraco, percebido pelo ligeiro aumento 
de pressão e queda do número ,de Mach. Este choque 
também é.captado pelos resultados numéricos mas de uma 
forma insignificante na escala dos gráficos. 

Problema 3. A tubeira deste caso possui as 
mesmas razoes de contração e expansao de areas da 
tubeira do problema 2, e os mesmos valores para Pt• 
Tt, R e y, A diferença reside no fato de não serem 
utilizados raios de arredondamento na entrada e na 
garganta da tubeira, ou seja! existem dois cantos 
vivos. Desta forma, os semi-angulos do convergente e 
do divergente resultam em 37,10 e 14,40, 

A distribuição da pressão na parede e no centro 
da tubeira, bem como a solução 1-D, são mostrados na 
Fig. 8. Os resultados deste problema também foram 
obtidos com uma malha de 800x20 volumes. 

Neste 
intensidade 
a garga~ta 

Mach atinge 

problema, como pode-se notar na Fig. 8, a 
do choque que ocorre junto à parede, apos 

da tubeira, é considerável. O número de 
1,73, cai a 1,53 e volta a subir, atingin-

do o valor de 1,91 na saída da tubeira. 

Parâmetros globais. Na Tabela 1 são listados o 
coeficiente de descarga experimental (Ccle) e numérico 
(cdn) e a razão entre o empuxo produzido pela tubeira 
conforme a solução numérica (Fn) e aquele da solução 
1-D (F1). 

O coeficiente de descarga é a razão entre o 
fluxo de massa experimental ou numérico que escoa pela 
tubeira e àquele previsto pela solução 1-D. 
Considerou-se o empuxo Fn como o resultado da 
integração do produto do fluxo de massa pela 
velocidade u na seção transversal de saída da tubeira. 
No cálculo do empuxo F1 incluiu-se o fator de correção 
0.5(l+cosa), onde a é o semi-ângulo do divergente da 
tubeira. 

Tabela 1. Parâmetros globais. 

Prob. c de cdn Fn /F1 
--------------- --------------- --------------

1 0.974 a 0.980 0.979 ± 0.001 0.980 ± 0.001 
2 0.985 (média) 0.980 ± 0.002 0.969 ± 0.002 
3 0.940 ± 0.003 0.924 ± 0.002 

Com base em diversas simulaçÕes sobre a tubeira 
do problema 2, visando a obtenção de resultados para o 
coeficiente de descarga e o empuxo, independentes da 
malha empregada para discretizar a tubeira, verificou­
se que: a)é muito pequena a dependência dos resultados 
com o número de volumes empregados na direção r 
(testes foram feitos com 20, 40 e 50 volumes); 
b)quando malhas não muito refinadas (como 50 ou 100 
volumes) são usadas para discretizar a direção z, 
direção principal do escoamento, a dependência do cq e 
F é cerca de 10 vezes maior que da outra direçao; 
c)determinou-se um fator de correção para eliminar a 
dependência do cd e F com a malha usada na direção z, 
ou seja, para uma malha com infinitos volumes na 
direção z 

c d = cd2 + K/ ( q - 1) ± O . 1/KI (4) 

onde K = cd2 - cd1• cd1 e cd2 são os cd obtidos com x 
e qx volumes na direção z, q é o fator de refino da 
malha (quando dobra-se a malha 9 = 2 e quadruplicando­
se, q = 4), e o termo ± 0.1JKI representa um valor 
bastante conservador para a incerteza deste fator de 
correção. A Eq. (4) também deve ser empregada para 
corrigir o empuxo. Neste caso a incerteza deve ser 
considerada igual a 0.2IKI. Por exemplo, para o 
problema 2, com 50 volumes na direção z obteve-se 
cd1 = 1.02062 e com 100 volumes, cd2 = 1.00044. A:ssim, 
q = 100/50 = 2, e K = 1.00044 - 1.02062 = - 0.02018. 
Portanto, a solução final para o coeficiente de 
descarga do problema 2 é cd = 1.00044 - 0.02018 = 
0.980 ± 0.002. 

A Eq. (4), apesar de ter sido deduzida com base 
em resultados do problema 2, é geral para simulaçÕes 
que usem o método numérico adotado neste trabalho. 

Verificou-se no problema 2 que o coeficiente de 
descarga não varia com a pressão total do 
reservatório, enquanto que o empuxo e uma função 
linear de Pt· Estes resultados já eram esperados pois 
não existem efeitos viscosos (camada-limite) nas 
equaçÕes de Euler. Deve ser mencionado que o valor 
médio de 0.985 para o coeficiente de descarga, 

. apresentado na Tabela 1, foi obtido de experimentos 
nos quais havia separação do escoamento. 
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Todas as simulaçÕes foram realizadas no 
computador Convex C-210 da UFSC. Os códigos 
computacionais foram implementados em linguagem 
Fortran e executados usando precisão dupla. O tempo 
de CPU necessário para obter os resultados dos três 
problemas aqui apresentados oscilou entre 1 e 2 horas. 
As tolerâncias usadas foram: TP 1 = 10-4 e Tcp = lo-s. 
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CONCLUSÕES E COMENTÁRIOS FINAIS 

A formulação numérica apresentada foi testada na 
solução de escoamentos em três geometrias de tubeiras 
cônicas. Os resultados numéricos da distribuição de 
pressão e do número de Mach na parede e no centro da 
tubeira, e do seu coeficiente de descarga compararam 
bem com informaçÕes experimentais disponíveis. 

A maneira de aplicar as condiçÕes de contorno, 
não resolvendo um problema de Riemann na saída, como 
feito em geral pelos analistas envolvidos com métodos 
simultâneos de solução, tem se mostrado simples e 
eficiente. 

Atualmente estão sendo investigados os efeitos 
da viscosidade em escoamentos no interior de tubeiras. 
Para tanto, as equaçÕes de Navier-Stokes são resol­
vidas, considerando-se os efeitos de aquecimento 
cinético. A mesma metodologia numérica descrita neste 
trabalho foi usada com sucesso numa tubeira com razÕes 
de ireas de 45 na entrada e 50 na saída. 
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ABSTRACT 

This paper presents a numerical procedure for 
applying the inlet boundary conditions in nozzles, 
which allows the discharge coefficient of the nozzle 
to· be a parameter resulting from the problem solution, 
The method differs significantly from the ones used in 
conventional methods for nozzle flow solutions. The 
procedure in embodied in an all speed flow methodology 
which uses co-located variables using finite volume 
methods. The procedure is applied for the solution of 
three different nozzle problems. The numerical results 
obtained are compared with experimental ones. 
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SELECTION OF HEATING MEDIA FOR STERILIZATION OF RETORT POUCHES 
CONTAINING FOODS: I. HEAT DISTRIBUTION TESTS 

CARDELLI, C.F.; AGUILERA, H.G.; MASSAGUER, P.R. 
Faculdade de Engenharia de Alimentos 

UNICAMP, Caixa Postal 6121 
CEP 13081-970, Campinas, SP - Brazil 

He.aM.ng me.cüa. 6o!t !te.to!d pouc.h p!tOc.eJ.>úrtg we.Jte. J.Jel.e.cte.d .th!tough he.a:t 
cü-td.Júbutiort .tv.,.t-6 a:t 105 and 121°C irt a -6-ÜU ve.!ttic.af !te.to!d. Ntj.i.Ort-6 bftic_fv., 
(75 x 110 x 750 mm) J.Jimu.i.a:te.d bag-6 c.ort.tairtirtg 6ood-6 irt ho!tizort.taf poJ.Ji.tiort. Fo!t a.e..e. 
media .the. 127°C .e.e.vel. .i.e.d .to be.t.te.Jt he.a:t fu.t.ltibutiort-6. A.t 127°C mix.tu!tv., o6 90% 
J.J.te.am/ 10% ai!t artd ho.t wa:te.Jt wilh ove.Jt p!tel>J.JU!te. a:t 126 k.Pa had he.a:t fu.t.ltibutiort-6 M 
good M pU!te. J.J.te.am. No homoge.rte.i.tlj WM ac.hie.ve.d wdh mix.tu!tv., o6 70% J.J.te.am/30% ai!t. 
MoJte. irtveJ.>tiga:tiort i-6 ne.e.de.d .to v.,.tabWh .the. J.Judabi.e.dtj o6 .the. UJ.Je. o6 wa:te.Jt a:t 
121°C artd ove.Jt p!tel>J.JU!te. o6 797 k.Pa. 

INTRODUCTION 

Steam/air mixtures, and hot water with over 
ridding air pressure have been used for retort pouch 
sterilization, but they are less efficient in the 
distribution and transfer of heat (Pflug, 1975). For 
commercial sterilization of foods the criteria for 
heat distribution in retorts requires that any heating 
media must promote homogenou s temperature, with less 
than 1°F (0.60C) of the difference between any too 
points, measured after programmed heating temperature 
is achieved. Food and Drug Administration recognized 
the difficulty in attaining homogenous temperature, 
and recommended as safe the industrial practice of 
w~rking up to 2oF (1.2°C) above programmed t~rature 
(FDA, 1981). Severa! researches studied this problem 
using different kind of retorts and heating media 
(Pflug & Borrero, 1967; Tung, 1990, Adams & Hardt, 
1990; Park et al, 1990). 

Therefore, the first step in validating a food 
sterilization retort is the development of heat 
distribution tests. They involve measuring temperatures 
in severa! points of the heating media inside the 
retort, among the packages, searching for cold spots. 

The objective of this work was to select 
heating media for retort pouch processed in horizontal 
position which offer the best heat distribution in a 
vertical still retort. Two programmed heating tempe­
ratures were tested: 105 and 121°C using steam/air 
mixtures with 70 and 90% steam, or hot water with 
the sarne over r idding air pressure, compared against 
pure steam used as pattern. 

MATERIALS AND METHODS 

A vertical still retort (Dixie Inc., USA), 
modified for retort pouch processing as described by 
Cardelli & Massaguer (1992) was used. Thirty nylon-6 
bricks (15 x 110 x 150 mm) were used to fill a 10 
levels holding rack, simulating conductive food 
packaged into retort pouches. 

Temperature Measurement. Ten needle type "T" 
thermocouples (CNL, Ecklund Custom TC, USA), were 
located between the levels of the rack, at positions 
shown in Figure 1, described a descending spiral 
inside the retort. ln this way each level of holding 
rack was evaluated in terms of heat distribution, 
starting from the opposite position to venting (at 
top) and descending down to a position close to the 
steam spreader (bottom). 

Temperature-time data were logged each 0.9 min 
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with a digital temperature indicator (Jonhis 
Ltd, Brazil). 

Inst. 

Processing Conditions. Pure steam, steam/air 
mixtures (70 and 90% steam) and water at the sarne 
over pressure as the mixtures were tested at 105 and 
121°C (Table 1). 

Table 1. Process Conditions During Heat Distribution 
Tests. 

STEAM (%) WATER 
TEMP 

o c 100 9o*l 70*1 L.O. H.O. 

GAUGE lOS 20 33 71 33 71 
(KPa) 

121 101 126 191 126 191 

*2 
o AIR FLOW 105 0.11 0.33 0.16 0.16 

121 o 0.11 0.33 0.16 0.16 

*1: Heat media flow rate=l.l3 m3 /min at 2QOc.101 kPa abs 
*2: At 20oc and 101 kPa. 
L.O.: Low over pressure, H.O.: High over pressure. 

Venting time was 7 min for pure steam (Lopez, 
1981). ln steam/air processes a preheating of 2 min 
with pure steam was applied up to 90-100°C in the 
vessel, then air injection was started in the steam 
pipe at a constant flow rate of 1.13 m3 /min of steam/ 
air mixture (20°C, 101 kPa abs.). 

ln water processing no venting time was used, 
the retort was filled with water up to 10 cm over the 
upper leve1 of the rack, and heating was accomplished 
by injecting steam with an agitating air flow of 
0.16 m3 /min (2ooc, 101 kPa abs.). Air over pressure 
was app1ied when the retort temperature achieved 9QOC. 

A process time of 15 min was used in all tests, 
after the water achieved the "Prograrnmed heating 
temperature" (Tr). 

RESULTS & DISCUSSION 

For each test two plots were constructed: 

1. Maximum and minimum temperature between the ten 
positions vs heating time using the extreme t~rature 
values among all studied points. Temperature of a11 
other positions fall inside the area described by the 
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Figure 1. Position of Thermocouples During Heat 
Distribution Tests. 

two curves. The plots also show the "Come up time" 
(CUT) measured from the moment the steam valve was 
opened until Tr was achieved in all ten positions 
(Fig . 2, 3). 

2. Differences between maximum and minimum t~ratures 
among the ten positions after CUT vs heating time: 
Numbers on "x" axis correspond to positions at max:inurn 
temperature and scattered numbers are positins at 
minimum temperature. The magnitude of differences was 
represented by scattered triangles. A horizontal 
straight line shows the maximum difference value of 
0.6°C admitted by Food and Drug Administration for 
food sterilization (Fig. 4). When all differences 
were below this limit the heating media temperature 
was considered as stabilized, and the time interva1 
between the end of CUT until stabilization was named: 
"Time for Temperature Stabilization" (TTS). The 
maximum difference of temperature during the "Time 
for Temperature Stabilization" was called "Maximum 
Temperature Difference" (MD'Ú. According to Food and 
Drug Administration the temperature stabilization 
should be reached immediately after CUT, it means 
TTS = O min. 

Heat distributions into the retort were 
studied by determinating: 

1. Come up Time (CUT). 

2. Time for Temperature Stabilization (TTS). 

3. Maximum Temperature Difference (MDT). 

4. Minimum Temperature Positions (MTP). 

Table 2 and 3 presents results of tests at 105 
and 121°C respectively. 

The recomendation of Food and Drug Administration 
to achieve the stabilization immediately after the 
"Come up time" was not ob tained in all heating media 
tested including pure steam, as commented in the 
introduction. For al1 tests a heating temperature of 
121°C had better distribution than 105°C with lower 
"Maximum Temperature Difference". This may be due to 
more efficient temperature control at 121°C. As 
expected "Come up time" and "Time for Temperature 
Stabilization" increased when Tr increased frClll 105 to 
121°C because more time was needed to achieve higher 
temperature. 

Pure steam at 121°C had the lowest "Maximum 
Temperature Difference" (0.7°C), and "Come up time" 
= 3.6 min . At 105°C a new venting procedure might be 
developed. 

For heating media different from pure steam, lower 
over pressure led to fast~r stabilization, lower 
differences of temperature, and 1ess dispersion of 
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positions at minimum temperature, meaning better heat 
distribution. 

Table 2. Come Up Time (CUT), Time for Temperature 
Stabilization (TTS), Maximum . Difference of 
Temperature (MDT) anrl Minimum Temperature 
Positions (MTP) for Heating at 105°C. 

STEAM (%) WATER"Z 

100 9o*l 7o*l L.O. H.O. 

CUT 
3.6 3.6 3.6 9.0 11.7 

(min) 

TTS 
> 15 9.9 > 15 1.8 11.7 (min) 

MDT 
1.2 1.3 1.9 0.8 1.0 (OC) 

MTP 1,4,9 7,9 3,5,6,7 10 4,10 8,9,10 

*1: Heat. media flow rate=l.13 m3 /min at 200C.l01 kPa 
abs. 

*2: Agit. air flow rate= 0.16 m3 /min at 200C.l01 kPa 
abs. 

1.0.: Low over pressure. H.O. = High over pressure. 

Table 3. Come Up Time (CUT), Time for Temperature 
Stabilization (TTS), Maximum Difference of 
Temperature (MDT) and Minimum Temperature 
Positions (MTP) for Heating at 121°C. 

STEAM (%) WATER*2 

100 9o*l 7o*l 1.0. H.O. 

CUT 
3.6 3.6 3.6 11.7 13 . 8 (min) 

TTS 9.0 11.7 > 15 2. 7 11.7 (min) 

MDT 0.7 0.8 1.5 0.7 1.0 (OC) 

MTP 1,7 2,4,7 5,6 8 8,9,10 
9,10 9,10 

*1: Heat. media flow rate = 1.13 m3 /min at 20°C.l01 
kPa abs. 

*2: Agit. air flow rate = 0.16 m3 /min at 200C .101 kPa 
abs. 

1.0.: 1ow over pressure. H.O.: High over pressure. 
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Figure 4. Differences Between Maximum and Minimum 
Temperatures Among 10 Positions After CUT 
vs He a ting Time (Horizontal line 
corresponds to limit 1°F (0.6°C). 

Steam/air mix ture with 90% steam at 121°C, had 
good behaviour, with a "Maximum Temperature Difference" 
only 0.1°C higher than pure s team, and achieving 
stabilization just as fast. 

Mixtures with 70% steam at 105 and 121°C did 
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not achieve temperature stabilization (TTS > 15 min) 
with differences of temperatures higher than 0.6°C 
up to the end of heating (see Fig. 4). These mixtures 
were discarded for processing retort pouches containing 
foods in the modified retort at the conditions 
tested. These results are consistent with the 
reduction in convective heat transfer coefficient and 
specific entha-lpy reported when steam percentage is 
reduced (Pflug, 1975, Tung et al, 1984). 

Although steam/air flow rates were the sarne at 
standard conditions (1.13 m3 /min), they differ inside 
the retort. For 121°C the flow rate of steam/air 
mixture was 23% lower for 70% steam (high pressure) 
than for 90% steam mixtures (low pressure), which 
also may have affected heat distribution. 

To improve the behaviour of steam/air mixtures 
in a vertical retort, Pflug & Borrero (1967) 
recirculated them through a pump. ln horizontal 
Lagarde retorts this problem was solved by using a 
rear fan into the vessel to force the circulation of 
steam/air mixtures (Tung, 1990). 

ln water processing the increase of over 
pressure led to higher "Come up time" that might be a 
consequence of a volume reduction of the agitating 
air. 

Water with low over pressure at 105 and 121°C 
had good heat distributions (MDT = 0.7-0.8°C and 
TTS = 1.8-2.7 min) if compared against pure steam. 
At high over pressure the stabilization lasted 11.7 
min a fter "Come up time", and the maximum difference 
of temperature was 1.0°C for 105 and 121°C. 

For all heating media the "Minimum Temperature 
Positions" analysis showed the existence of 
stagnation in the upper leveis of the rack. A higher 
dispersion of positions at minimum temperature was 
observed with steam/air mixtures than for water with 
over pressure. A similar situa tion was reported by 
Pflug & Borrero (1967) for a vertical retort with a 
cross steam spreader like the one used in this work. 
These researchers improved the heat dístribution by 
using a circular steam spreader with its holes facing 
the bottom of the vessel, creating an involving flux. 
Other possibility would be the installation of a 
water pump as used fo r processing glass conta iners in 
vertical retorts (Lope~, 1981). Tung (1991) suggested 
using a higher agitating air flow which was not 
possible to implement due to limitations of our air 
compressor. 

Therefore two heating media were selected for 
retort pouch processing at 121°C in the modified 
retort: 

1. Mixtures with 90% Steam and 10% Air, Total 
mixture flow = 1.13 m3 /min (20°C, 101 kPa). 

2. Water with Air Over pressure at 126 kPa, with an 
agitating air flow = 0.16 m3 /min (20°C, 101 kPa). 

These heating media produced a "Maximum 
Temperature Difference of 0.8 and 0.7°C 
respectively. 

More investigation is necessary to examine the 
suitability of water at 121°C and 191 kPa for all 
pos itions in the rack, but retort pouches could be 
sterilized on levels 1 to 6. Further heat penetration 
tests including the selected media, plus pure steam 
(as pattern), and water at 121°C with 191 kPa over 
pressure are recommended before using it with retort 
pouches. 
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ADAPTATION OF A VERTICAL RETORT FOR THERMAL PROCESSING OF RETORT 
POUCHES CONTAINING FOODS 

CARDELLI, C.F.; AGUILERA, H.G., MASSAGUER, P.R. 
Faculdade de Engenharia de Alimentos 

UNICAMP, Caixa Postal 6121 
CEP 13081-970, Campinas, SP - Brazil 

A vertical still retort was adapted for processing retort pouches fo~ foods. 
Retort pouches (125 x 175 mm) containing 132 g ben-~on-ite 10% in water and up to 
5 mL of residual air were confined (20 mm inax. thickness) and sterilizer:J, in water 
or 121°C with air over pressure at 126 Or 191 kPa gauge. No effects of over 
pressure were detected over heating rates, but lag heating factors were 
significantly affected by over pressure. At 191 kPa the best post-processing seal 
strength (8.600 kgf/25 mm), higher than the requirement of Food and Drug 
Administration was obtained. 

INTRODUCTION 

Retort pouches are flexible packages made with 
Polyester/Aluminum/Pulypropylene laminates. They are 
filled with foods, thermosealed and sterilized in 
suitable retorts confined in racks to control 
expansion and heat penetration (Beverly et all, 1980). 

Because of their thin thickness, pouches heat 
faster than cans, with better energy utilization and 
food quality retention. Sterilization in pure steam 
is not advisable, because residual air inside the 
bags expands and may burst them. Other heating media 
are useful as steam/air mixtures, and hot water with 
overriding air pressure (Tung et all, 1990). 

Pflug (1964), Yamano et al. (1969), Peterson & 
Adams (1983), and Tung et all (1990), adapted vertical 
and horizontal retorts for retort pouch processing, 
in steam/air mixtures or hot water with over pressure. 

The objectives of this work were: 
1. To describe the performance of a modified Dixie 
vertical still retort for retort pouch processing in 
horizontal position using steam/air mixtures or hot 
water with air over pressure. 
2. To determine the effect of over pressure and 
position in the rack over the empirical parameters: 
"heat penetration rate (fh)" and "heating lag factor 
(jh)", and some packaging properties: seal strength 
and delamination, of retort pouches sterilized in 
water at 121°C and 126 or 191 kPa, containing 
bentonite 10% in water. 

Because the kind of retort used in this work is 
frequently found in the industry, the modification 
presented seems as a convenient option for food 
preservation in flexible packages. 

MATERIALS AND METHODS 

Modified Retort. A vertical still retort 
modified for pouch processing was used, (Dixie Inc., 
USA), with one basket anda heating vessel of 300 L. 
A cross steam spreader and one water inlet were 
placed in its bottom (Fig. 1). A Mercury in glass 
thermometer (80-130°C), a gauge (0-420 kPa), and the 
sensor of pressure control system, were set at middle 
height of the vessel. The cooling water inlets and 
two vents were positioned on the top. A sight glass 
pipe was installed aside the vessel to measure water 
lev~>l. 

Steamflow to the system was maintained by a 
proportional temperature control system, with its 
sensor located at the bottom of the vessel. 

Two lines fed air into the vessel: I. From a 
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proportional pressure control system (Valve 5) and 
II. From a rotameter injecting a constant flow rate 
into the steam pipe. In hot water processes the 
pressure control system injected air over the water 
level ("over pressure"), and a measured air flow 
rate for agitation was injected with the st~am 
through the cross spreader. During steam/air 
processes the two air feedings lines were connected 
to the steam pipe for a quick compensation of 
eventual pressure drops. 
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Figure 1. Schematic Diagram of the Installation. 



Pouches were confined in a hold:ing rack. \olrl.ch was 
placed into a basket 75 mm above the steam spreader, 
and the top door was closed hermetically. 

All processing steps were programmed in a 
Taylor Digital Set Programmer (Taylor Instruments 
Inc., USA). It acted pneumatically over drain and 
water inlet valves, and transmitted signals for steam 
and air injection to a Taylor Full Scope Controller 
(Mod. 250 R) printing temperature and pressure values 
on a circular chart. 

Holding Rack. A 10 level holding rack was 
built using stainless steel disks, 1.2 mm width, SOO 
mm diameter with 18.5 mm circular holes and 75% of 
free area (Fig. 2). Each leve! ho1ding up to 3 
pouches, was mounted using 2 disks separa ted 20 mm, 
and sta cked the sarne distance apart. The packages 
were placed on 60 degrees angles, as presented in 
Fig. 3, with two alternated configurations on odd or 
even levels. 
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Figure 2. Ten Levels Holding Rack. 

a. Odd Levels. b. Even Levels. 

Figure 3. Package Positions on Rack Levels. 

Heating Media. The heating media used were: 
Pure steam, 90% steam/10% air mixture, or water with 
air over pressure at 126 or 191 kPa gauge, all of 
them at 121°C. The steam/air f1ow rate was 1.13 m3

/ 

min (20°C, 101 kPa abs.), and for water processing 
the agitating air flow rate was 0.16 m3 /min (20°C, 
101 kPa abs.). 

Thermal Processing of Retort Pouches. Heat 
penetration, and packaging performance of retort 
pouches were studied (E. Dim: 125 x 175 mm, structure 
76~ PP/12~ Al/12~ PET). Packages were hot filled 
with 132 g of bentonite suspension1 10% (w/w) in 
water; to simulate a conduction heating food, and 
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vacuum sealed. Residual air was as low as 5 ml 
(Selovac CV 60, Brazil). 

Pouches were heated in water at 121oc from 
ambient temperature and over pressure at 126 or 191 
kPa, as detailed above. During CUT, over pressure was 
app1ied after water achieved 90°C, and released in 
the cooling phase when pouches temperature was below 
95°C. Process time (tp) at 121°C was 15 min measured 
from the end of CUT. 

Pouches for heat penetration tests were p1aced 
on rack 1eve1s 1 and 4, and for packag ing tests on 
1eve1s 2 and 3 (Fig. 2). A11 other positions on rack 
were fil1ed with ny1on-6 bricks (15 x 110 x 150 mm). 

Heat Penetration Tests in Retort Pouches. 
The objective of these tests was to determine the 
effect of over pressure and position of pouches on 
the rack,on heat penetration parameters: "Hea ting -
rates" (fh), calcu1ated as the inverse negative of 
the s1ope index of the heating curve and ·~eating -
1ag indexes", (jh) c a 1culated as the ratio between 
the pseudo initial temperatur e difference (Tr-TA) at 
COTR and the initial temperature difference (Tr-To), 
at the geometrical center of packages as defined 
empirically by Eq.(l). 

l o g (Tr-T) = -t/fh + 1og [jh. (Tr-To)] (1) i 

Where: t: time. Tr: temperature of hea ting media, j· 
COTR: corrected zero time, To and T: temperature 1 
at center of pouch at time zero (initial) and J 

t respectively. · 

Heat transfer in pouches can be studied by 
using the first term approximation of exact solution 
for heat conduction in an infinite slab. The 
empirical parameters fh and jh c a n be calculated for 
pouches as functions of half thickness (a ), therma 1 
diffusity of product (a), and Biot (Bi) number 
(Eqns. 2-4, Kope1man, 1966). 

fh = 

81 

fh 

2 .303 . a 2 

:2 
81 . a 

first root of: 

2 • sin 81 

NBi 

81 + sin 81 • cos 81 

(2) 

81 . tan 81 (3) 

(4) 

Temperatures were measured with flexible "T" 
thermocouples (Ecklund Custem Thermocouples, USA), 
calibrated as described by Method E220-86 (ASTM, 
1987a) and attached to geometrical center of pouches 
by teflon supports. Temparature and time data 
were registered by a Doric 245-A Data Logger 
(Beckmann Industries, USA) each 0.5. These data were 
ana1yzed applying the proper correction of the 
heating time by considering 42% of the "Come up 
time" (CUT) as indicated by Ba11 method apud Pflug 
(1990), using a software deve1oped in our 1aborator~ 
running in PC and VAX computers, Fig. 4 presents 
"Temperature Histories" p1ots for pouch processes. 
Statistica1 ana1ysis of fh and jh va1ues were made 
through SAS software running in a IBM 3090 system. 

Packaging Tests. Sea1 and bond strength of 
pouch 1aminates were determined before and after 
processing as described respective1y in Methods F 
904-84 and F 88-85 (ASTM 1987). 



RESULTS & DISCUSSION 

Heat Penetration Tests in Retort Pouches. 
Heating of pouches at 191 kPa was faster than at 126 
kPa, and CUTs were 10.5 and 10.0 min. respectively. 
Cooling time up to 40°C, at the center of pouches was 
15 and 23 min for 126 and 191 kPa over pressure. 
Higher over pressure impeded cooling water from 
entering the vessel and a break point in cooling was 
observed (Fig. 4), after releasing over pressure. 

Heating Rate and Lag Indexes. Table 1 presents 
fh and jh values for the two processing conditions. 
These values were in agreement with the findings 
of SPINAK & WILEY (1982) for diced white potatoes 
packed in retort pouches with the sarne dimensions. 
These researchers also used the Ball method and CUT 
time correction for calculating the fh and jh 
parameters. 

The conflicting effect of incrementing over 
pressure would be to diminish volume of the agitating 
air inside the retort (with poor heat transfer on the 
external surface of packages), and also reducing 
entrapped residual air volume in the bags (improving 
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Figure 4. Temperature Histories of Pouches with 
Bentonite 10% in Water at 121°C 
positioned on rack level number 1. 

heat transfer inside the pouches). This last effect 
seems to reduce slightly fh value. 

Analysis of Variance did not show significant 
differences among fh values of retort pouches 
(a=0.05). No effects or interactions between process 
over pressure, and bag position on the rack were 
observed ( =0.05) (Table 2). The sarne behaviour of 
fh was observed for nylon-6 bricks processed in the 
sarne retort and process conditions (Cardelli & 
Massaguer, 1992). Because the vacuum seale~ allowed 
less than 5 ml of residual air inside the pouches, no 
important effects on fh generated by over pressure, 
were expected. Our results agree with the findings 
of Weintraub et al. (1989) for fh of retort pouches 
containing teflon bricks with less than 9 mL 
entrapped a ir. 
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Tab1e 1. Heating rate (fh min) and Lag factors (jh) 
of Retort Pouches with Bentonite 10%. 

RACK RACK 
LEVE L LEVE L 
POSI 126 kPa 191 kPa 

ftVERAGEjh fh jh fh jh TION 
(min) (min) (min) 

6.7 0.50 6.9 0.14 
1 6.8 0.97 6.7 0.60 6.6 0.64 

6.2 0.92 6.5 o. 72 

6.9 0.94 6.3 0.66 
4 9.2 0.80 7.5 0.59 7.2 0.82 

7.3 1. 25 6.0 0.70 

Over fh 7.2 6.7 6.9 
Pres. 'h 
Ave. J 0.90 0.57 0.73 

Heating lag indexes (jh) of pouches processed 
at 191 kPa were significant lower than in bags at 126 
kPa ( =0.05). This may be related to air 
contraction in the bags with increasing over pressure. 
Position on rack had not significant effect on fh. 

Table 2. F value from Analysis of Variance for 
fh (min) and jh of pouches with bentonite 
10% 

F 
PARAMETER 

OVERPRESS. RACK LEVEL OVERP • x LEVEL 

fh (min) 1.495ns 1.688ns 2.336ns 

* 1.829ns 0.019ns jh 5.975 

ns: not significant a=0.05, *: Significant a=0.05. 

No interaction between over pressure and 
on rack was detected (a=0.05). 

position 

I 

I 

A recommendation for shortening Come Up Time in 
hot water processing is to pre-heat water before 
introducing pouches into the retort leading to a 
lower packaging stress (Pflug, 1964). 

Packaging Tests. Seal and bond strength of 
pouch laminates before and after processing in water 
at 121°C are presented in Table 3. 

Visual examination of the pouches before 
processing did not show surface irregularities, 
wrinkles or occluded matter in the seals area. After 
processing, some deformation were observed on the 
surfaces of bags, produced by water agitation. No 
leaking or bursting was observed in any pouch. 

Seal strength after sterilization at 191 kPa 
was higher than 6.0 kgf/25 mm, the minimum value 
established by Food and Drug Administration (FDA, 
1981) for defining a high-performance seal retort 
pouches. Bottom seal strength of retort pouches 
sterilized at 126 kPa fell below this limit. 

Bond strength showed a reduction of 20% after 
sterilization, ranging between 1.450 and 2.300 kgf/ 
25 mm, in agreement with previous works with 
polyester/aluminum/polypropy1ene laminates (Lampi et 
al., 1976). 



Table 3. Seal Strength and 
Retort Pouches.* 

STRENGTH BEFORE 
kgf I 25 mm 

PROCESS 

LATERAL MIN 7. 400 ( 4) 
SEAL MAX 8.100 

BOTTOM MIN 6.800 (2) 
SEAL MAX 7.000 

BOND MIN 2.100 ( 4) 
PP I Al MAX 2.250 

Bond Strength of 

AFTER WATER 121oc 

126 kPa 191 kPa 

7.200 (6) 8.000 
8.700 8.600 

4.400 (3) 7.400 
7.400 8.600 

1.650 (4) 1.450 
1.800 2.300 

* ( ) = I''':::Jer of pouches tested. 

(4) 

(2) 

(4) 

For retort pouch processing, the modified retort 
allowed sterilization of packages containing bentonite 
suspension with less than 5 mL of residual air, using 
as heating media water at 121°C with over pressure 
at 126 kPa and 191 kPa gauge, without bursting or 
leaking of bags. When this level of residual air was 
maintained and heating was started from ambient 
temperature, heating rates of pouches containing 
bentonite suspension sterilized under water at 121°C 
were not affected by positioning the packages on 
different 1evels of the rack (1 or 4), neither by 
over pressure (126 or 191 kPa gauge). However 
heating lag factors were affected by changing over 
pressure from 126 to 191 kPa. 

He a tinf in water at 121°C and 191 kPa was 
pouches 

required 
faster than at 126 kPa and produced retort 
with sea1 strength better than the minimum 
by Food and Drug Administration. 

achieved To re1ease over pressure when pouches 
90°C at the geometrical center allowed to 
water inlet during cooling phase of water 
121°C and 191 kPa, without alterations of 

increas e 
process at 

package 
integrity. 

Finally, results of the present work apply only 
for the modifications and equipment tested. 
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RECICLO DO AR DE SECAGEH EM UH SECADOR 
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RESW·IO 

Um ~ecadon notatõnio com necheio de i~ente~ dotado de um d~po~itivo pana pno 
moven o necicfo de an e6fue~te 6oi e~~aiado com p~ta de milho vende. Foi e6etuadã 
uma companação do de.~empe.~ho do ~e.cadon opena~do com e ~em nec.ic.fo de an de ~ec.agem. 
O nec.úceo C,M iniciado apÕ6 S m,{mLto~ ele ope!tação aúi111 de evdan MvtWcaç ã(J ao a·n 
e c.cmden~açâo de vapO!L ~o~ cofetoni!Â de pÔ. A o penação com necicfo de 31% de efifue~ 
te, pnopic.iou uma ec.o~omia de ene.ngia têlrmic.a de 12 %. -

INTRODUÇÃO 

Existem diversas alternativas para promover o 
reciclo do ar de secagem: 1) forçar o escoamento do 
ar descarregado no ciclone até o flange de alimenta­
ção do soprador com os se3uintes inconvenientes: 
a) partículas do material em processamento presentes 
no ar, aderem-se à carcaça e pás do soprador podendo com 
prometer o balanceamento ào rotor ; b) no cas o de mate 
rial de origem biológica a degradação com o tempo co~ 
tamina o material em processamento, e a limpeza da 
carcaça do soprador é difí c il de ser r ealizada; c) o 
material depos ita-se na superfície de aq uecimento do 
ar de secagem diminuindo o coeficiente global de tro­
ca de calor, exigindo limpezas periódica s da superfí­
cie. 2) promover o reciclo utilizando um tubo de Ven­
turi na tubulação principal do ar de secagem a jusan­
te do sistema de aquec imen to. 3) utilizar um soprador 
localizado após o ciclone. Apesar dos inconvenientes 
supracitados, elimina-se nesta hipótese a deposição 
de material no trocado r de calor. Neste trabalho op­
tou-s e pela Última a lternativa, que conta com àois so 
pradores, sendo um deles para promover o recic l o do 
ar de secagem. 

SISTEMA DE RECICLO DO AR DE SECAGEH 

O secado r rotatório com recheio de inertes, SRRI, 
é um equipamento utilizado na secagem de dispersões. 
O princípio de funcionam~nto , e diversos resultados 
experimentais · já foram divulgados em out ras comunica­
çÕes: (Alvares, 1990); (Burjaili et al, 19()7), 
( Á 1 v a r e s e t a 1 , 1 9 9 O) ; ( Á 1 v a r e s e t a l, 1 9 9 1 ) e 
(Burjaili e Fin ze r, 1991). 

O reciclo do ar de secagem foi realizado por um 
sistema incorporado a urna instalação de secagem de um 
secador rotator1o com reche io de inertes (diâmetro de 
254 mm e comprimento 650 mm). A instalação de secagem 
é mostrada na Figura 1. A tubulação de reciclo (diâme­
tro 62,4 mm e comprimento de 2800 mm) foi isolada ter­
micamente. Os medidores de orifício utilizados no sis 
tema foram projetados segundo Ower e Pankhurst(1977)~ 

A quantificação da umidade dos sólidos foi efe­
tuada com utilização de urna balança analítica com pre 
cisão de 0,1 mg e as medidas de temperatura com termo 
metros calíbracos (divisões de 1°C) por comparação com 
termómetros de precisão e que possuem certificado de 
aferição. 

FLUIDODINÃHICA DO AR DE SECAGEM 

A promoção do reciclo do ar de secagem tem por 
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Figura 1. Instalação de secagem: a) soprador; b) tubu 
lação de reciclo; c) válvula de controle; d) medidor 
de orifício; e) manómetro; f) secador; &) ciclone 
h) sedirnentador; i) termómetro. 

objetivo o aproveitamento do calor sensível do efluen 
te gasoso: Na Figura 1, é esquematizado o dispositivo 
utilizado neste trabalho. A taxa de ar recirculada in 
fluencia o potencial de umidade do ar expresso pela 
dif erença entre a umidade absoluta do ar na superfí­
cie dos sólidos processados (Y ) e do ar de secagem 
(Y) . Estas umidades são variáv~is ao longo do secador. 
Haverá evaporação da água do sólido enquanto o conteú 
do de umidade Y for maior do que Y. 

O potenciãl de umidade do ar pode tornar-se de­
masiadamente pequeno se a quantidade de ar reciclada 
for excessiva, o que implica em menor capacidade de 
processamento do secador. Se o reciclo for muito pe­
queno a inclusão do conjunto soprador 2 e acessórios 
pode não ser econôrnica. 

O dispositivo de secagem foi planejado com duas 
opçÕes para promoção da purga do efluente do secador, 
denotadas por c

1 
e c

2 
na Figura 1. 

Se a taxa de ar descarregada em c
1 

for aurnentan 
da, a pressão (PA) vai se r eduzindo até obter-se 
(PA = PB). Quan~o isto acon tece c~ssa o escoamento de 
ar pela tubulaçao AB e todo ar al1rnerttado pelo sopra­
dor 1 é descarregado na válvula c

1
Cestando fechada a 

vá~vula c2). Urna abertura adici~nal d~ válvula ~l im­
plica em PA < PB e ocorre u~a 1nvers~o no sent1do do 
escoamento do ar na tubulaçao de rec1clo, com urna 
parte do ar escoando pelo secador e a outra parte sen 
do desviada diretarnente para a saída na válvula c 1 ~· Em termos de flexibilidade de variação da relação en­
tre a taxa de reciclo m e a taxa de escoamento do ar 
de secagem m ' ou s~ja m /mo, podem-se obter valo 
res mais amplos ~ara esta reÍação se a purga for efe~ 
tuada na válvula C2· Isto se deve à menor influência 



da pressão do ar em K devido à purga, sobre a pressão 
PA, sobretudo, por estar o soprador 2 l ocalizado à j~ 
sant e do ponto K. O sop rador 2 succiona o ar do ciclo 
ne , aumentando o seu potencial energético (pressão) 
e descarrega o mesmo na tubulação de reciclo. 

_?REPARAÇÃO DA PASTA DE MILHO VERDE 

O complexo enzimático existente no milho verde, 
responsável pela ocorrência de reaçÕes que comprome -
t em a qualidade do produto desidratado, deve ser desa 
tivado antes do início da operação de secagem . I s t o é 
realizado através do branqueamento, que consist e em 
subme t e r as espigas de milho verde à ação de vapo r de 
igua a 1U0ÇC e à press5o de 1 a t m, clurantc 3 a 1b mi ­
nutos (:·:e l son et al, 1953 , Van Arsdel e t al, 1973) . 
Neste trabalho o tratamen t o foi realizado em autocla­
ve à t emperatura de 1009C duran te 15 minutos. O milho 
branq ueado foi separado do Gab ugo por corte, extrusa­
do em um moinho (Britâni a) , homogeneizado em um liqui 
dificador (o que r eque reu adição de água) e pene irado 
em peneira de 18 malhas, sendo a abertura dos orifí­
cios 1 mm, o que possibilitou a separação da casca do 
milho. O conteÚdo de umidade da pasta obtida foi de 
82,7 a 83,9% (bu). 

Na preparação da matéria-prima, a não adição de 
água inviabili za a operação de peneiramento e propor­
ciona um material he t e rogêneo . Em e nsa i os de processa 
me nto deste hlaterial ocor r e u re t enção de part í culas 
nas t e las que mantém os inertes na câmara de secagem , 
a ope ração do equipamento foi insLÍvel e o produt o em pó 
mostrou - se visualmente po uco atraente, sobr etudo pela 
quantidade elevada de casca. 

SECAGEH DE PASTA DE HILHO VERDE SEM RECICLO DE AR 

Os ensaios de secagem foram conduzidos sob as 
seguintes condiçÕes de operação: a) ar de secagem: t em 
peratura de 709C; velocidade de 1 ,O m/s (3,53 kg/min) 
referida à seção transversa l do secador; conte údo de 
umidade do ar amb i en t e i s ual a 0,011 kg H O/kg a r ; 
b) pasta de milho verde: t empera tura ambient e (259C); 
conteúdo de umidade de 83,9% (bu); taxa de al i menta -
ção de 2320 g/h (car ga s de 580 g a cada 15 minu t os). 
l'.pÓs a alimentação, procedia- se à rotação do cil indro , 
durante 30 segundos , para que oco rresse a di s tr ibuição 
'lo rüJtcrial alim e 11t ado no. l e ito de iner l es , sc ­
ouinc:o-sc a admiss ão do ar Ele• seca8cm. A produ ção 
de material em forma de pÓ foi de 259,2 g/h de fração 
fina, co letada no ciclone, com conteúdo de umidade de 
9 ,1 % (bu) e de 93,6 g/ h de fração grossa, co l e t ada no 
sedimentador, com con t eúdo de umidade de 8 ,1 % (bu). A 
produção total foi de 352,8 g/h de pÓ de milho verde 
(relação de produção de material fino e 8rosso de 
2 ,7 6) . As perdas verificadas nas conexÕes e pe l o a r­
r aste do efluente do ciclone foram de 20%. 

SECAGEM DE PASTA DE !1ILHO VERDE COH RECICLO DO AR DE 
SECAGEN 

Percolação do Ar em um Me io Contendo Aoua em 
Fase LÍquida 
A variaçao das propriedades termodinâmi cas do 

ar de secagem no cilindro de secagem depend e da tempe 
ratura inicial da dispersão alimentada. O processo de 
secagem na câmara é adiabático. Na F.igura 2, de no­
tam-se as possibilidades de evolução do ar ao perco 
lar um meio formado por camadas, filmes ou go tas de 
água em função da temperatura da água (Carri er, 1987), 
e que são: a) a saturação adiabáticci do ar é represen­
t ada pela reta ab. Esta reta, na carta psicromét rica 
praticamente se confunde com a linha de bulbo úmido 
constante e a temperatura da água líquida deve ser a 
t emperatura de bulbo Úmido do ar em escoamento; b) se 
a água possui uma temp e r atura ligeiramente menor do 
que a do bulbo Úmido do ar, a linha de evolução do ar 
~ s itua-se abaixo da linha ao; c) quando a água esti 
ver na temperatura do ponto de orvalho do ar de pro= 
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cesso, a umidade absoluta do ar permanece constante 
e diminuem as temperaturas de bulbo seco e de bulbo 
Úmido, isto é repre s entado pela reta aa; d) se a tem 
peratura da água f or me;wr, diminui tanto a tempera= 
tura como a umidade de ar, reta ae; e) quando a á gua 
encontra-se aquecida a evolução correspond ente é a 
indicada por ar; f) a partir de um certo valor da 
temperatura da . água, o ar é aquecido e umidif icado , 
linha ag. 
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Temperatura do ar 
Figura 2. Evolução do ar ao percolar um meio formado 
por água em fase liquida. 

No SRRI, na secagem de disper sões com cont eúdo 
de umidade a lto é pequena a influênc i a dos só lidos 
dispersos sobre a pressao de va por de água e a evo lu 
ção do ar se aproxima das situaçÕes de notadas na Fi= 
gura 2. 

Secagem com Reci_c:}~_<:lo Ar:_ 

Na Figura 3 é indicado o percurso do a r em es­
coamento no SRRI. A variável "r" repres enta a massa 
de ar seco reciclada por umidade de massa de a l i men­
tação de ar no secador e "y" é a umidade absol u ta do 
ar. 

_l_ 

c 1-r l t c 1-r l 

yd yo Ya 

Fugura 3 . Secador ope r a ndo com recic l o de ar . 

·o ar r ec i c l ado deve estar numa t emperatura al 
t a , para se conseguir uma economia energética no pro 
cesso . o po t encial de umidade do ar 0 , modifica- se 
gradativamente durante a secagem, qu a8do a matéria -
prima é alimentada por cargas no SRRI. Na produção 
de pÓ de baixo conteúdo de umidade, o ar deve pos ­
suir umiàad e baix;l e , quando 0 é pequeno , reduz- se 
a capacidade do secador . Nos e~tágios finais de seca 
gem, onde predomina a umidade retida por adsorção no 
sólido, o ar efluente, ge ralmente, possui ainda um 
potencial de umidade aprec iável. Este po t encial pode 
ser aumentado por reaquecimento do ar ou por mistu­
ra com outra corrente, seguido do recic lo do mesmo. 

Há, port anto, um compromisso entre a economia 
de energia obtid a , por hipó tese, quando é efetuado o 
reciclo de uma fração de efluente e o efeito de dimi 
nuição da capacidade do secador. A condição ótima de 
operação s e bas e i a no custo mínimo da unidad e de mas 
sa de pÓ produzido . 

Na operação com reciclo as condiçÕes de opera­
çao para o ar de s ecagem foram: temperatura de 709C, 
taxas de escoamento (m = 2,96 kg/min) e (m = 1,38 
kg/min); Y = 0,011 kg

0
H O/kg ar seco e a rtaxa de 

alimentaçã~ da pasta de 2256 g/h (com cargas de 564g 
a cada 15 minutos). A metodologia ope rac iona l foi a 
mesma da operação sem r ec iclo. 

Nos minutos inic iais de secagem ao invés de co 
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letar pÓ no ciclone, a co l eta fo i de água cond en­
sada. Depois de 6 minutos de secagem teve in1c1o a 
captação de pó pelo ciclone. O pÓ se aderia à umidade 
contida no coletor. A temperatura de bulbo seco e de 
bulbo úmido de ar descarregado para o ambiente foi mo 
nitorada com o tempo. As umidades absolutas do ar fo~ 
ram quantificadas util izando a carta ps i crométrica da 
ASHRAE (Stewart et al, 1983), elaborada para a pr es ­
são barométrica de 92,634 kPA que é a pr ess ão do l ocal 
onde foi realizada es ta pesquisa. 

A umidade absoluta do ar na entrada do secador 
é obt i da da mistura do ar rec ic l ado com a corrente de 
ar externa admitida no secador , sendo quantificada p~ 
la Equação 1 (Ke ey , 197 8) . 

( 1) 

Os r es ultados experimen tai s são mostrados na Fi 
gura 4, onde a abs ci ss a representa o tempo de seca 
gem, e a ordenada a umidade absoluta do ar de seca ­
gem (Y") na entrada da scção de secagem. 
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Figura 4 . Umidade do ar na entrada C: a seção de secagem 

A umidade ab soluta do ar de secagem, no t empo 
zero é a do ar ambiente Y , ieual a 0,011 kg H

2
0'kg ar s. 

Após s er ini c iad o o procesaso de secagem , ve r1fica- se 
um aumento na umidade do ar. Após 1 minuto de seca­
gem, Y é i gual a 0,038 . Segue - se uma diminuição gra­
dativa0desta variável aproximando-se assi ntoticamen te 
da umidade abso l uta do ar externo admitido no secador . 
Isto acontece quando é pequena a quantidade de agua 
transferida do milho verde para o ar de secagem. 

O cont e úd o de umidade do ar após 1 minuto de se 
cagem é maior do que o de saturação ad iabát i ca do ar 
externo aq uecido a 7G 9C, Y : 0,02 8 kg H 2~/kg ar , 
o que aparcn ten~n t e parece nao s e r poss 1ve l. En­
tretant o, no inst an t e da alimentação da pasta 
no secador, cessa-s e o sup rimento do ar de secagem . O 
milho verde é admitido no s ecador à tempera t ura ambi ­
ente e imediatamente inicia- se o r ecobrimento, pela 
pasta, das es feras de aç o contidas no ci l indro de se­
cagem. A temperatura das esfe ras do l e ito é prox1ma 
da temperatura do ar admit ido ant e riormente no cilin­
dro de secagem, ou se ja, 709C. Durante os 30 segundos 
de mistura da pasta com as esferas , an tes de se promo 
ver novamen t e a a limentação do ar de secagem, aconte~ 
ce uma elevação da temperatura da pasta por troca de 
calor no leito formado por 50 kg de esferas com diâme 
tro médio de 19 mm. Portanto, quando se inicia a seca 
gem, o contato de ar é com uma pasta de con t eúdo de 
umidade grande, a uma temperatura supe rior a de satu­
ração adiabática do a r de secagem . A s ituação é aque ­
la indicada pela linha aT na Figur a 2 . Portanto isto 
explica o valor apa r en tement e exage rado do conteúdo 
de umidade no início da secagem, devido, sobretudo, à 
alta t emperatura ini cial da pasta. 

Com o objetivo de diminuir o tempo de residên­
cia do milho verde na câmara de secagem a vazão de ar 
foi aumentada para 3,63 kg/min (aumento de 22,6%) e 
diminuído o tempo de operação para 15 minutos (redu­
ção de 25 ,0%). Promoveu-se o r ec iclo de 1 ,13 kg/min 
de a r, sendo r igual a 0,3 1. O desemp enho do secador 
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f o i como o anterior e com 30 se gundos de operação já 
escoava um filme de água pe l o frasco de vidro fixado 
no fundo do cic l one. Depois de 6 minutos de operação 
iniciou a produção de pó, e as partículas se aderiam 
à á gua estancada no frasco coletor do ciclone. Isto 
confirmou ser inadequada a operação com reciclo do 
ar , sobretudo no in í cio da secagem. 

Um planejament o operacional misto consistiu em 
um intervalo de tempo inicial (selecionado em 5 minu 
tos) operar o SRRI sem recic l o do ar de secagem. A 
t axa de escoamento de a r era 3,50 kg/min. Numa etapa 
posterior, operar com recic lo de ar durant e 10 minu­
tos à t axa de admissão do ar, no c ilindro de seca­
gem, igual a 3 ,63 kg/min com r= 0,31. 

A taxa média de a limentação da pasta de mi l ho 
ve rd e foi de 2256 g/h, sendo o cont eúdo de umidad e 
in i cia l, 82 ,7 % (bu) , i gual a dos ensai os dos estudos 
an t erio r es . Não acont eceu captação de água em fas e 
lÍquida no coletor do c i clone . A co Íeta de pÓ de mi­
lho ve rd e iniciou-se an t es de transcorrer 2 minutos 
de operação e ao final de 15 minutos todo o material 
já havia sido processado. A massa média de pó de mi­
lho verde obtida foi de 11 4 ,0 g/h no cic l one (fração 
fina) e 274,8 g no sedimen tador (fração grossa), s en 
do os conteúdos de umidad e em base úmida, 10,4% e 
12,2%, respectivament e . A umidade maior do mat erial 
grosso se deve a maior resistência interna à transf e 
rência de mass a das partículas maiores, quando compa 
rado com o pó mai s fino coletado no ciclone. A ve lo~ 
cidad e do ar propiciou uma prod ução de f ração gross a 
de pÓ 2,4 vezes ma1or do que a fração fina. As per­
da s de material pe las conexoes e pelo ciclone foram 
de 10%. 

A operação mista possibilitou uma produç ão de 
duas fraçÕes homogêneas de pÓ de milho verde e foi 
e liminado o inconveniente de capta~ão de água líqui ­
da pelo cic 1 o~e . Além disso, a relação en tre a ener­
gia consuuicia na operação mist a pela consumida no pro 
cesso sei~ reciclo foi de 0 ,81::. Portanto o procedime~ 
to mi s to propiciou uma economia de energ ia t érmi ca 
de 12% . 

CüiiCLUSÕêS 

A 0peração mista, i st o é, início do reciclo 5 
~>I iuut os após o iní c i o de s ecagem, prop iciou um bom de 
semp enho do s ecador, po ss ib il itando uma economi a de 
energia térmica de 1 2~: . t.s perdas c:ie produt o f oram :Ln 
f eriores em 101; das verificada s na operação sem re ei 
elo C:e ar . i'.s U11iàac!e s dos produtos desidratados fo~ 
ram ligeirarnen te superiores às obtidas na operaçao 
sem reciclo . 
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SUMMARY 

A nota.Jty dJufC!L wdh Úle.!Lt pac.ll.~ng and wdh ~ 
nec.~c.tü.~on wcv.. tc.6ted. sweet c.o!LY1 paste. 
Cornpa!tt 6 u r1 u ~ tlce cuu;elr I-' e 'L ; OiWiCUIC.C c,;~th and cújlwu t 
aúr fu:c..<Ac.u.fctti.ml rL'C!LC caJr.«ed out cwd slwwcd ti1c 
ncc.e,s6.éty o (j cm i.ntctt.'Lupt.úm o~ tltc necilrc.u.eat..i.on {)O!l 
S múw.te.6, j uM anten ti! e. pcv..te 6 eed~ng. A 3 3% a~ 
nec.~c.ui.~on pnov~d.ed. a 12% heat economy. 

Este trabalho contou com o auxilio financeiro da 
FAPEMIG - Processo n? 1317/90. 

160 

~ 
I 
I 

I 
ti 

fi 



ENCIT 92 - IV Encontro Nacional de Ciências Térmicas, ABCM, Rio de Janeiro (Dezembro, 1992) 
· 4th Brazilian Thermal Science Meeting 

FRAÇÃO DE VAZIO E GRADIENTE DE PRESSÃO NOS 
ESCOAMENTOS ESTRATIFICADOS E ANULARES 
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RESUMO 

Desenvolvimento de modelo para predição da fração de vazio e do 
gradiente de pressão em escoamentos horizontais gás/liquido nos 
padr~es estratificado ondulado e anular. Para fase liquida é dada 
uma abordagem diferencial, calculando-se a distribuição de tens~es 

de cisalhamento. A fase gasosa e a interface são tratadas através de 
correlaç~es empiricas, de onde se obtém as tens~es de cisalhamento. 

Escoamentos gás-liquido, em 
estratificado ou anular, com 
volumétrica de liquido acima de 10~ 

regime 
retenção 

( fração 
de vazio de 90~ ), ocorrem com frequência em 
gasodutos. A condensação da fase liquida 
ocorre no escoamento, causando efeito 
significativo no gradient~ de pressão. Por 
exemplo, Hart et al (1988) mencionam que 
retenção de liquido da ordem de 0,5~ (fração 
de vazio de 99,5~ ) pode causar um aumento de 
até 30% no gradiente de pressão, quando se 
compara com um escoamento onde somente a fase 
gasosa está presente. 

Uma descrição quantitativa da 
distribuição das fases e do gradiente de 
pressão, através de estudos teóricos e 
experimentais, é fundamental para a 
compreensão destes escoamentos. Neste sentido 
vários modelos e correlaç~es foram 
desenvolvidos. Os modelos geralmente partem 
de um balanço entre as forças de pressão e 
cisalhamento que atuam em ambas as fases. Os 
termos de força são modelados através de 
abordagens integrais para ambas as fases, ou 
integral para a fase gasosa e diferencial 
para a fase liquida, e mesmo uma abordagem 
diferencial para as duas fases. Cheremisinoff 
& Davis (1979) desenvolveram um modelo para 
estes escoamento admitindo diferentes 
configuraç~es para a interface de separação 
das fases. Os padr~es estratificado ondulado 
e estratificado com ondas de perturbação 
foram considerados. As fases liquida e gasosa 
foram tratadas através de abordagens 
diferencial e integral, respectivamente. Na 
fase liquida o modelo adota um perfil de 
tensBes uniforme, com valor igual à tensão na 
parede. A premissa levou à 
descontinuidade da tensão na interface 
gás-liquido. Efeitos àa evolução do"filme de 
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liquido na periferia da tubulação não 
considerados, desde que admitiu-se 
interface era horizontal e plana. 

o tratamento diferencial para ambas as 
foi dado por Kadambi (1981). O 

foram 
que a 

fases 
modelo 

considerava as duas fases escoando 
separadamente, e a distribuição de tens~es 

foi imposta. Admitiu-se uma mesma variação 
linear para as fases, impondo-se a 
continuidade da tensão na interface. A forma 
da interface era plana, com o liquido 
acumulando-se na base da tubulação. 

Hart et al(1989) propuseram um modelo 
fenomenológico para escoamentos 
estratificados com fração de vazio superiores 
a 96~. A abordagem foi a integral para as 
duas fases, e a evolução circunferencial do 
filme de liquido era considerada. 

Correlaç~es como a de Spedding (1984) 
baseiam-se no ajuste de dados experimentais 
de fração de vazio e gradiente de pressão, 
através de parâmetros representativos do 
fenómeno. No caso, aplicava-se a escoamentos 
anulares. 

O presente modelo se prop~e a estimar a 
fração de vazio e o gradiente de pressão em 
escoamentos gás-liquido estratificado e 
anular, com fração de vazio superior a 90~. 

Considera-se diferentes padr~es de interface, 
desde a lisa, passando por interfaces 
onduladas, que se verificam em escoamento 
estratificados, até as que ocorrem em 
escoamentos anulares. Indiretamente, o fator 
de fricção na interface identifica-a. Nestes 
escoamentos com pequena fração de liquido, o 
efeito de curvatura da perede da tubulação é 
desprezado, considerando-se que o escoamento 
da fase liquida ocorre em um canal 
bidimensional formado por duas placas 



paralelas. A altura do canal é, então, a 
espessura média do filme de liquido. Sua 
largura, o perimetro molhado do tubo. Efeitos 
de borda não foram considerados. A abordagem 
difencial é aplicada ao liquido, sendo a 
distribuição de tens~es linear. A tensão na 
interface gás-liquido é obtida de correlaç~es 
aplicadas a diferentes padr~es, e imp~e-se 

sua continuidade na interface. A abordagem 
integral é aplicada ao escoamento de gás. 

MODELAGEM 

Um Escoamento cc-corrente de gás e 
liquido em um tubo cilíndrico horizontal. nos 
regimes estratificado ondulado e anular, com 

liquido 
é 

pequena fração de 
transversal do tubo, 
esquemáticamente na Fig. 1. 

na secção 
representado 

Ag 
-\ u "" i Q
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Fio. Representação esquemática da 
rl1stribuição das fases no escoamento 

Ao e AL são as áreas abertas aos fluxos 
de gás e liquido respectivamente; ó a 
espessura média do filme; TWO e TWL as 
tensBes de cisalhamento que o gás e o liquido 
exercem, respectivamente, junto a parede; TI 
a tensão de cisalhamento na interface 
gás/liquido; Uo e UL as velocidades médias 
do gás e do liquido; e So, SL e SI os 
perimetros molhados pelo gás, liquido e 
interface, respectivamente. 

Para prever a evolução 
do filme de liquido no tubo, 
correlação proposta por Hart 

SL 

rrD 

o 374 
0,52 (1-a)' + 0,26 

circunferencial 
é utilizada a 

et al [1989], 

2 0,!58 

[~~] g o !:.p 
( 1) 

onde pL é a densidade do liquido, !:.p a 
diferença de densidades entre o liquido e o 
gás, D o diâmetro da tubulação e a é a fração 
de vazio, a= Ao/A, (A= nD

2
/4 é a área 

transveral do tubo). 

Para pequenas fraçBes de liquido, 
pode-se considerar, em uma aproximação de 
primeira ordem, que SI = SL. Deste modo, a 
fração de vazio pode ser calculada a partir 
da espessura média do liquido, 6, e do 
perimetro molhado pelo liquido, SL, 

6 SL 
( 1 - a) 

A 
(2) 

As fases liquida e gasosa estão 
submetidas ao mesmo gradiente de pressão, 
(!:.P/L). Considerando um balanço de forças 
apenas para a fase gasosa, veja Fig. 1, o 
gradiente de pressão é dado por: 
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Ao [ ~ ] = TVO Sa + TI SI • 
( 3a) 

Alternativamente, o gradiente de 
pressBes também pode ser expresso através de 
um balanço de forças apenas para a fase 
liquida. Considerando que: AL = SL 6 e que 
SL :SI, 

6[~]- TVL-TI. 
( 3b) 

A determinação da fração de vazios e do 
gradiente de pressão requer a solução 
simultânea das equaçBes (2), (3a) e (3b). 
Entretanto, são desconhecidas nestas equaç~es 
as tens~es que atuam. assim como a 
do liquido. Estas variáveis serão 

espessura 
obtidas a 

partir da modelagem de cada uma das fases em 
separado, incluindo a interface gás/liquido. 

Fase ~iguida. A modelagem da fase 
liquida avança com a idéia de modelo proposto 
por Cheremissinoff [1979] no sentido de que 
considera-se uma variação linear das · tens~es 
médias no filme de liquido. Desta forma 
garante-se que, para y = ó, a tensão doi 
liquido é igual à tensão da interface. . 

y i 

T( y) = TWL - ( TWL - TI ) 
ó 

A distribuição das tens~es médias 
filme de liquido pode ser expressa por: 

(4) 

no 

I 
T( y) 

[ 
du 2 [ du ]

2

) 
pL VL dy + lm ~ • ( 5) ! 

! 
I 
I 

onde VL é a viscosidade cinemática do liquido ! 
e lm é o comprimento de mistura de Prandtl. Al 
expressão adotada para lm neste trabalho foi f 
a proposta por Nikuradse (Schlichting 1955), I 

H 2y 2y 

[ 

2 4 1
1 

lm = --; 0.14 - o.oa(v;) - 0.06(1- H)) (6) I 

onde H é a espessura de um canal'! 
bi-dimensional, tal que para y =O, 
T(O) = TWL, e para uma distAncia y = 6 da 
parede, T(Ó) = TI. Dado que a variação das 
tens~es, em um canal bi-dimensional é linear, 
a espessura H pode ser expressa em função da 

r 



b) RPI (França & Lahey. 1989) fluidos: 
água/ar. diâmetro da tubulaç~o: 19.5 mm. 
faixa de velocidades superficiais em 
(m/s): 1 ~ Ja ~ 15.5 e 0.006 ~ JL ~ 0.043. 
30 pontos de medidas de fraç~o de vazios. 

c) TULSA (Minami. 1983)- fluidos: água/ar. 
diâmetro da tubulaç~o: 77.9 mm. faixa de 
velocidades superficiais em (m/s): 
0.48 5 Ja ~ 15.0 e o.oo5 5 JL ~ 0.031. 27 
pontos de medidas de fraç~o de vazios. 

Resultados de Fraç~Q. de Vazio. A fraç~o 

de vazio calculada pelo modelo e pelo 
procedimento de Hart (1989) é comparada com 
dados experimentais. O erro médio relativo e 
seu desvio padr~o da estimativas de a para 
cada conjunto de dados experimentais é 
apresentado na tabela 1. 

LABORA ERRO ME:DIO DESVIO 
TóRIO RELATIVO PADRÃO 

Modelo -3.13 % 2.74 
CENPES 

-0.46 % 1.20 
Hart 

RPI 
Modelo +0.65 % 7.16 

Hart +4.13 % 8.07 

Modelo +2.20 % 4.56 
TULSA 

+6.03 5.93 
Hart 

Tabela 1 - Valores do erro médio relativo e 
do desvio padr~o da fraç~o de vazio. obtidos 
com o modelo proposto e com o procedimento de 
Hart et al (1989). contra dados 
experimentais. 

Figuras 2 a 4 mostram os resultados da fraç~o 
de vazios versus Ja/JL para certas faixas de 
medidas experimentais. 
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Fig. 2 - Distribuiç~o (a/1-a) x Ja/JL. onde 
JL = 0.0197 mls. contra dados exp. CENPES. 
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Fig. 4- Distribuiç~o a<modelo> x a<exp.> 
dados experimentais TULSA. 

A Figura 4 não apresenta o mesmo 
coordenadas das Fig.2 e 3 pois os 
experimentais foram coletados com 
simultânea de JL e Ja. 

sistema 
dados 
variação 

Resultados de Gradiente de Press~Q.- Os 
dados experimentais. com medidas de gradiente 
de press~o disponiveis. foram obtidos no 
CENPES-PETROBRÃS. O erro médio relativo e o 
desvio padr~o do gradiente de press~o dado 
pelo modelo proposto e o de Hart são 
apresentados na tabela 2 . 

ERRO MEDIO DESVIO 
RELATIVO PADRAO 

I Modelo + 14.69 % 26.00 

Hart + 5.31 % 33.70 

Tabela 2 Erro médio relativo 
padrão do gradiente de press~o. 

pelo modelo proposto e por Hart et 
contra dados experimentais obtidos 

e desvio 
fornecidos 
al (1989). 
no CENPES. 



espessura do liquido, ó, e das tensBes TWL e 
TI, 

H 

= 
Ó TWL 

(7) 

2 TWL - TI 

Substituindo-se as equaçBes (6) e (5) na 
equação (4), o gradiente de velocidades no 
liquido é obtido, 

2 1/2 

du -L>L + (L>L + 4lm(TWL-(TWL-TI )(y/Ó))) (
8 

dy 2 1m
2 

A vazão mássica de liquido, WL, é obtida 
integrando-se o gradiente de velocidades até 
uma altura ó, 

6 y 

WL pL SL I [ I [ :: Jdy ]dy (9) 

o o 

Fase Gasosa . A 
que o gás exerce na 
dada por: 

TWO = 
1 

2 

tensão de 
parede da 

2 

fa pa ua 

cisalhamento 
tubulação é 

( 10) 

onde pa é a densidade do gás, e fa é o fator 
de atrito, calculado pela expressão de 
Blasius para escoamentos turbulentos em tubos 
lisos, 

-0.2 

fa = 0.046 Re 
a 

( 11) 

Rea é o número de Reynolds baseado no 
diâmetro hidráulico que a fração gasosa ocupa 
na tubulação. 

}:nt.~fac~.- A tensão interfacial é obtida 
de correlaçBes empiricas da forma: 

1 2 

TI = -- fi pa Ua 
2 

( 12) 

onde fi é o fator de atrito interfacial. Os 
valores de fi variam conforme o padrão do 
escoamento . A fim de identificar os padrBes e 
delimitar os valores das velocidades 
superficiais do gás, Ja = Ua a, e do liquido, 
JL = UL (1-a), que causam a transição entre 
eles (estratificado liso, estratificado 
ondulado e anular), foi utilizado o mapa de 
transição proposto por Taitel e Duckler 
[1976] . 

Para o padrão estratificado liso, 

fi = fa ( 13a) 

Para o estratificado ondulado (Hanratty, 
1968), 

fi 0,01425 ( 13b) 
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e para o anular (Hart et al 1987), 

0,0625 
fi = 

[ 

15 k 
log -- + 

Re
0 

3,715 o l ( 13c) 

'J 

I 
~ 
! 

onde k é 2,3 vezes a espessura média do filme ·' 
liquido, ó. As equaçBes (13a-c) fornecem os 
valores de fi para cada padrão, entretendo 
apresentam descontinuidade de valores ao se 
transicionar de um padrão ao outro. A fim de 
caracterizar uma variação gradual dos valores 
de fi entre os padrBes de escoamento, foi 
feita uma ponderação linear nas imediaçBes 
dos valores de transição, de tal forma a 
estabelecer a continuidade de valores. Este 
procedimento mostrou significativos ganhos em 
acuidade nos resultados do modelo. Os fatores 
de ponderação foram ajustados de tal forma 
que minimizassem os erros do modelo 
(Rodrigues, 1991). 

Procedimento Iterativo. O procedimento 
iterativo para calcular a fração de vazio e o 
gradiente de pressão é similar ao utilizado 
por Cheremisinoff & Davis [1976]. A seguir 
sua descrição: 

a) Dados de entrada: velocidades superficiais 
do gás e do liquido, Ja e JL. Calcula 
vazão mássica de liquido WLE = pL A JL. 
Determinação do padrão de escoamento. 

b) Estima fração de vazios a, e calcula: ó 
[eq. ( 2)] ; TWO [eq. ( 10)] e TI [eq . ( 12) e 
( 13 )] . 

c) Estima TWL e calcula WL [eq.(9)] 
d) Compara WL com WLE, se os 

diferirem mais do que 1% retorne 
(c); caso contrário prossiga. 

valores 
ao item 

e) Calcula gradiente de pressBes na fase 
gasosa [eq.(3a)] e na fase liquida [eq. 
( 3b )J, se os valores diferi rem mais do que 
1% retorne ao item (b), do contrário 
procedimento iterativo chegou ao fim com 
valores convergidos de a e de (~P/L), 

satisfazendo o conjunto de equaçBes 
envolvidas. 

RESULTADOS 

Para validar este modelo, os resultados 
numéricos foram comparados com os resultados 
do modelo de Hart et al (1989) e com dados 
experimentais tomados em três laboratórios 
distintos, a saber: 

a) CENPES (Rodrigues, 1991) - fluidos: 
água/ar, diâmetro da tubulação: 37.4 mm, 
faixa de velocidades superficiais em 
(m/s): 7 ~ Ja ~ 30 e 0,010 ~ JL ~ 0,078, 
44 pontos de medidas de fração de vazios e 
gradiente de pressão. 

I 
t 

I 

' \ ~ 
l 



CONCLUSOES 

O presente modelo fornece valores de 
fraç~o de vazio e gradiente de pressão em 
escoamentos estratificado e anular com boa 
precisão. Os resultados foram comparados com 
experimentos realizados independentemente. Os 
êrros e desvios-padrão são de mesma ordem de 
gradeza dos obtidos, por exemplo, por Hart 
(1989), que realizou comparação com 1521 
pontos experimentais. Verificou-se que 
variaç~o linear da tensão no filme liquido e 
sua evolução circunferencial na parede da 
tubulação são de importância fundamental na 
representação matemática do fenómeno. 
inserç~o destas hipóteses avança com 
conceituação tisica destes escoamentos . 
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A model is proposed to predict void fraction 
~nd pressure drop in horizontal gas-liquid 
tl0ws in stratified and annular flow regimes. 
A two-dimensional differential approach 
model s the liquid phase rendering values of 
thP shear stress distribution. An integral 
s.~•1ation treats the gas phase by means of 
'' 'upi r 1cal correlations . The coupling for the 
two phases results from the imposed shear 
~tre~s continuity at the interface. 



ENCIT 92 - IV Encontro Nacional de Ciências Térmicas, ABCM, Rio de Janeiro {Dezembro, 1992) 
4th Bruilian Tbermal Science Meeting 

EXPERIMENTAL STUDY OF THERMALLY INDUCED FLOW 
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SUMMARY 

This work covers the experimental investigations o[ two-phase flow instabilities for forced convection in-tube boiling in a 
horizontal single channel system, with Freon-11 as the working fluid. Within the range o[ this work, steady state internal 
characteristics o[ the system were first studied for different system pressure, heat input, inlet temperature and exit restriction. 
Analysis on the effects of these parameters on steady-state characteristics, are presented. Dynamic instabilities and their 
dependence on various system parameters were a/so investigated. ln each case, mass flow rate was varied over a wide 
range covering the entire boiling regions. Results are discussed and presented graphically. 

INTRODUCfiON 

The phenomenon of thermally-induced two-phase flow oscillations is 
of importance for the design and operation of many industrial systems and 
equipment, such as steam generators, refrigeration plants, and various heat 
exchangers used in chemical processing units and refineries. 

lt is important that the problems associated with two-phase flow 
instabilities be understood, and every effort be made to avoid them. At 
present, the understanding of two-phase flow thermal oscillations is far from 
complete. The experimental study and analytical modelling of this 
phenomenon remain limited. 

Most of the works found in literature on thermal instabilities in two­
phase flow has been concentrated on upflow systems, either with a single 
channel, or with a parallel channel arrangement. The recent work by Liu 
and Kakaç (1991), Kakaç et ai. (1990) and Padki et al.(1991)on two-phasc 
flow instabilitics in a vertical boiling flow has becn cited in references. ln 
reality, however, horizontal flow systems are used more often, such as shell­
and-tube heat exchanger and evaporators in air-conditioning units, etc. 

Hashizume, et al.(1983), studied, in a series of experimental and 
analytical works, the flow pattern, void fraction and pressure drop of Freon-
12 and Freon-22 in a horizontal two-phase flow system. Ruder, et al.(l989), 
investigated the necessary conditions for the existence of stable slug and 
plug flows in horizontal pipes by relating the gas velocity to the thickness of 
the liquid carpet at the bottom of the pipe. Lin, et al.(1988), did 

, experimental and analytical studies of the pressure drop type instabilities in 
a horizontal hairpin tube. 

It is the purpose of this paper to present the results of the work done 
, on a newly-built, multi-functional experimental set-up designed to perform 

research on horizontal in-tube boiling flows at the University of Miami. 
This paper is the result of a series of experimental studies on a single 
horizontal channel·with Freon-11 as the working fluid. 

EXPERIMENTAL SYSTEM 

Fig. 1 is the schematic diagram of a multi-tube horizontal in-tube 
boiling channel system. The experimental set-up was specifically built to 
generate the pressure-drop, density-wave and thermal oscillations in a hori­
zontal tube, and to investiga te the effects of the inlet subcooling, heat flux, 
flow rate and the upstream compressible volume, on the systems stability. 
Freon (R-11) was used as the working-fluid dueto its relatively low boiling 
point and latent heat ofvaporization, in association with its excellent scaling 
similarity with water. 

Fluid supply. This component of the system consists of a main tank, 
a filter, a rotameter and a subcooling controller. A high pressure nitrogen 
supply container with a pressure regulating valve installed offered a constant 
tank pressure and therefore a continuous flow of fluid throughout an 
experimental run. A rotameter is used to provide control and flowrate mea­
surement. The inlet temperature is controlled by the subcooling controller. 

Test section. This is the part of the loop where the boiling and the 
related two-phase flow oscillations occur under controlled conditions. A 
surge tank, two plenums, a test chamber, consisting of three insulated 
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Fig. l schematic drawing of the experimental system 

horizontal heated tubes, and an exit restriction are part of this section. The 
main body of the instrumentation is also implemented in this section. 

The surge tank (2.11itre), which is an important dynamic component 
of the loop, provides the system with the necessary compressible volume for 
the pressure-drop oscillation to occur. An attached sightglass is used to 
check the pre-set liquid levei and to monitor its variation during the 
oscilla tions. 

Two cylindrical plenums (010ümm x 254mm) are mounted on the set­
up. The inlet plenum provide means to branch the flow of the working fluid 
from the surge tank imo the multi-channel test chamber. 

Between the inlet plenum and the test chamber, a section of triple 
stainless steel tubing is mounted to accommodate the pressure and flow 
oscillation measurements. The inlet 11uid temperature is measured right 
before the test chamber. 

The test chamber is a 122 x 30 x 11 cm J housing. A copper bracket 
for the electric heater is mounted on each end of the heater tubes and is 
connected to a 20 KW DC rectifier, which is equipped with continuous 
current settings. The heater tubes are insulated with fiberglass wool tapes. 

The test chamber is followed by sight glasses for each tube and the 
outlet plenum. Behind the outlet plenum the test section is terminated at a 
exit restriction, which is an sharp-edged orifice plate, that can be varied to 

different inner diameters and is used to adjust the system back pressure. 

Fluid recovery. Following the test section is the fluid recovery section 
consisting of a condenser and a recovery tank. The mixture of saturated 
liquid and vapor discharging from the exit restriction is first directed 
through the condenser coil, then the condensed liquid is collected in the 
recovery tank, which is maintained at a constam pressure to ensure a 
constam exit pressure for the test section. 



MEASUREMENTS ANO UNCERTAINTlES 

The temperaturc measurements are made by E-type thermocouples 
with 0.25 mm diameter. A comparison calibrating method was ado pted in 
this study. The bias uncenainty associatcd with temperature mcasuremcnt 
is calculated as ::tO.S oc. The tluid inlet tcmperaturc was controlled within 
::t0.5°C, over the experimental range. 

The inlct mass tlow rate was mcasurcd by a rotameter and convened 
to grams per sccond by proper calibration. The calibration curve fiuing 
polynomial was given by the manufacturer. The total unccrtain ty for mass 
tlow rate is about ::t2%. 

The heat input was calculated as the product of thc current supplied 
by thc rectifier and the voltagc drop across the heater tube. The overall 
unccrtain ty for heat input is about ::t2%. 

Pressure measurcments are made by both pressure ga uges and 
transducers. The gauges have a range from O to lO bar with subdivisions of 
0.01 bar. The responsc time constants of the pressure transducers and the 
differential pressure transducers are both in the arder of 0.1 second. The 
shortest period of the oscilla tion studied is in thc order of I second. 
Thercforc, lhe instrument uscd are capable of the dynamic measuremcnt. 

THE EXPERIMENTAL PROCEDURE 

!. Thc working-tluid is transfcrred from the recovcry tank to lhe main 
supply tank. 

2. Ali mechanical cornponents and instrumentations are chcck.:d. 
3. Thc main tank is prcssurized 10 a pre-sct levei. 
4. The main control valvc is opcncd, allowing thc tluid to cntcr thc tcst 

scction. 
4a. For tes ts with inlêt liquid tempcrature lowcr than the room 

temperature. the inlet sub-cooler is turncd on and set to the dcsircd 
tempera ture. 

S. Thc condenser is turned on (2 min adjusting). 
6. The power supplies for differential pressurc transducers and 

elcctronic ice junctions are turncd on . 
7. Thc surge tank is fillcd with nitrogcn gas to a predctermined volume 

and prcssurc. 
8. Thc hcat input is increascd graduany to a prc-sct va luc. The system is 

allowed to hecome 'steady', as indicated hy the recording of the 
systcm prcssurc. tcmpcraturcs and tlow rate. 

'1. With unintcrrupted constant heat input, the nowrate is reduccd 
carefully in smal intervals. 

lO. Measurements of temperatures, pressures, tlnw rate and heat input 
are takcn and critkal ohservations are noted at each interval. 

EXPER IMENTAL RESULTS 

Steady-state characterist ics 

The inllucnces of system pressure, heat input, exit restriction and inlet 
temperat ure on thc steady-state characteristics of the horizontal systcm are 
studied and presented below. The mass llnw rate is defined as tha t frorn the 
main tank to surge tank, and the pressurc drnp from surge tank to exit. 
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Effect of system pressure on steady-state characteristics 

Effcct of system pressure. The major effect of the system pressure is 
on the two-phase region, Fig. 2. With incrcasing system pressure the slope 
of the curve will increase. It can also be illustrated in such way. that, when 
the system pressurc is increased, the vapor line and the liquid line will be 
clnser, and the two-phase region becomes narrower. Eventually, when a 
criticai pressure is reached, there will be no two-phase region, and no 
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oscillation will be observed. Xiao (1991), succeeded in reaching the criticai 
pressure on a full-size steam-water loop, and found no oscillation around 
that point. 

Effect of heat input. The heat input intluences mostly the internal 
encrgy of the working tluid per unit time. With more heat input, the fluid 
will start boiling earlier. The two-phase region is therefore stretched to take 
more space in the tcst section (heater tube), and consequently, a higher 
pressure drop will bc creatcd across the test scction , Fig. 3. 
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Fig. 3 Effcct of heat input on steady-state charactcristics 

EIT..:ct of exit restrktion. The exit restriction changcs the overall 
pressurc drop for the systcm. A larger diarnetcr of thc orifice plate will 
decrease the prc.:ssure drop and thcrcforc tlallcn the charactcristic curve and 
the system tends to hc more stahle, Fig. 4. 
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EITect of cxit restriction on steady-statc characteristics 

Ellcct of inlct temperaturc. The lnlet tcmpcraturc of the tluid 
cntering the system changes th c boiling point un the stcady statc 
characteristic curves, Fig. 5. With lower inlct temperature, thc lluid will 
start at a lower llow rate. Thercfor,; the negative slupc will become steeper 
in the two-phase region and conscquently the system hccomcs less stabk. ln 
addition, suhcooled boiling uccurring in the single phase rcgion will create 
more disturhances in the system. 

Fig. 5 
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Investigation of dynamic instabilities 

Sustained dynamic instabilities were studied on this set-up, they 
include: 

l. Dcnsity wave oscillation, 
2. Pressure drop oscillation, 
3. Thcrmal oscillation. 

Three other types of oscillations wcre also observed, i.e.: 

Low quality density wave oscillation near the liquid line, 
Medium quality density wave oscillation in thc negative slope region 
near the top of the two-phase Jine, 
Transient pressure drop oscillation that occurs during the sustained 
pressure drop oscillation. 

Traditiona lly, sustained density wavc oscillation occurs along the 
vapor line where the slope is positive, and it is immediately concluded that 
the variations betwcen the pressure and thc flow rate are in phase. Thc total 
flow rate is Jow, and thc quality is high. Typical pcriod of this type of 
oscillatio n is about I sccond in this study (Fig. 6). 

Fig. 6 Density wavc typc Oscillation, mass tlow 
Tinkt = 9°C , heat input = 2 KW 

0.02 Kg/s 

Sustaincd prcssure drup oscillation nu:urs along the two-phasc curve 
where the slopc is negative. Therefore, thc variations bctween the pressurc 
and thc flow rat<.: are out of phasc as can bc sccn in Fig. 7. Typically this 
typc of oscillation involvcs thc macroscopic fluctuation of cvery system 
paramctcr, and rcpcats itsclf betwecn thc vapor Jinc and thc Iiquid line. 
Pure prcss urc drop oscillation does not happcn alone, but always 
supcrimposed with othcr highcr ordcr osdllations, since the tlow rate 
changes betwccn thc Jow and high values during each cyde. The period of 
this typc of oscillation is quite Jong, ranging frnm 15 to 30 scconds 
depcnding upon diffcrcnt working conditions. 

Fig. 7 Pressure drop type oscillation, massllow 
Tinlet = 9"C , heat input = 2 KW 

Thermal oscillation is always accompanied with oscillation of tlow rate 
with Jow frequency and Iarge amplitude, i.e. pressure drop oscillation, and 
represented by fluctuation in wall temperature (Fig. 8). The llow rate 
changes periodically from 1ow to high, when pressure drop oscillation 
occurs. Whcn flow rate is high, it can absorb more heat from the wall, 
which is heated constantly; when the llow rate is Jow, heat transfer 
deteriorates, then the wall temperature increases. When llowrate changes 
rapidly, the wall temperature won't be able to follow, and because of the 
thermal inertia of the tubc wall, the thermal oscillation disappears. 
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Fig. 8 Thermal oscillation, massllow = 0.054 Kg/s 
Tinlet = 9"C , heat input = 2 KW 

Density wave typc oscillations do not occur only along the vapor linc, 
it can also happen along thc Iiquid line as Jong as there is two phasc now 
prcsent in the system. When this type of oscillation occurs, the vapor quality 
is very Jow inside thc system. Since the hcater tube is placed horizontally. 
the vapor gencrated around the inner perimeter of the tube will separate 
itsclf from the Iiquid, and rise up to gather along the top of the tube undcr 
the action of buoyancy; the Iiquid will stay along the bottom under thc 
action of the gravity. At the sarne time, both Iiquid and vapor are travclling 
downstrea m at differcnt speeds. while bcing constantly heatcd. Sim:c the 
vapor posscsscs a higher velocity, it will transfer certain momentum at the 
interface to the liquid that is travelling at a Jower velocity. Under certain 
conditions, the Iiquid will gain cnough momentum and jump to thc top 
wall, and a liquid slug is thus formed followcd by a vapor pocket, etc .. What 
can be obscrvcd through thc sight glass in this situation is, that a constant 
Jiquid carpet covers the bottom of the tube, thc top is occupied by Iiquid at 
onc instant, and vapor at next. Since this oscillation is observed along thc 
Jiquid Jinc wherc the slope of thc curve is positive, thc variations bctwccn 
thc pressurc and thc tlow rate are also in phase, as indicatcd in Fig. 9. 

Fig. 9 Low quality dcnsity wavc typc oscillation, T; 11 ~c 1 = 9"C, 
masstlow = 0.099 Kg/s, hcat input = 2 KW 

It should be noticcd, that this type of density wave typc oscillation 
occurs at the beginning of each test, with Jargc amount of comprcssible 
volume still prcscnt in the surge tank. Howevcr, thc system is considered to 
be stiff enough, sincc the vapor gcncration does not cause a significant 
amount of prcssurc variation. ln nthcr words, as Jong as thc upstream 
comprcssiblc volume does not changc a great dcal, its existcnce can bc 
ignorcd. 

This typc of density wave oscillation was studied by Fukuda ( 1978) in 
a parallel double channel system. Xiao ( 1991) also reported its existcnce.rl 
this experimental study, anothcr type of oscillation was also observcd. Thc 
variations in pressure and tlow rate are quite similar to dcnsity wave typc, 
i.e. with high oscillating frequen< .. y. The phasc bctween the pressure and the 
llow rate, however, has a difference of 180,~Fig. 10). This oscillation 
happcns immediately following a transient region after the pressure drop 
type oscillation. The surge tank at this point of time is quite full , while 
operating condition is still at the negative s1ope area. This can be the reason 
why the oscillation frequency is very high and the phasc is 180° out. The 
quality at this time has a medium value. The oscillation in the transition 
region is quite complex (Fig. 11). 

Examining the recording of pressure drop type oscillation (Fig. 7) 
carefully, one can find that on the rising portion of the curve, a plateau or 
vortex, with a 1ower value is superimposed. Following this portion, it is the 
superimposed density wave type oscillation around the pcak of the curve, 
and then along the falling portion and around thc valley of the curve. the 
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Medium quality density wave type oscillation, 
Tmlet = 24oC , mass llow = 0.021 Kg/s, heat input = 2.5 

Transition hctwccn Prcssure drop type oscillatiun and 
Medium quality Licnsity wavc oscillation, T, 11 ~c 1 = 24°C, 
massllow = 0.028 Kg/s, hcat input = 2.5 KW 

low 4uality dcnsity wavc typc uscillation can b.: found. Thus, a t least in this 
s tudy. thc prcssurc drop type oscillatión does no t happcn by it self. but 
supcrimposcd with thrcc typcs of highcr ordcr oscillations. 

A typical prcssurc drop type oscillation rcpeats itself along a limit 
cycle. and each cyclc undcrgoes from low llow rat..: to high . and low again. 
Since the externa! and internal characteristics of the systcm do not change 
during thc process, anything that could happen whcn thc sys tem is working 
at a particular llow rate, should also happcn whcn the llow rate changcs to 
that sarne value, in a continuous fashion. The fo llowing discussion will re fcr 
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When pressure drop oscillation occurs, the llow rate, upstream com­
prcssiblc volume, and wall tcmperature a li oscillate themselves with the 
sarne frcquencies. When thc pressure is at its low value, the surge tank 
liquid levei is also at its low point, while llow rate through thc heater tube 
has its maximum value. Then thc llow rate starts to drop, it moves itself to 
the neighborhood of the valley on the steady state characteristic curves and 
the low qua lity density wave type oscillation would occur. 

170 

Sincc this is a continuous proccss, the llow rate kecps dropptng uow11 
as a result of more vapor generation inside thc heate r tubc, which causes 
the prcssure to increase. When the llow rate decreases to the region for the 
pressure drop oscillation to occur, a transicnt pressure drop oscillation 
starts to prevail as Lhe llow rate changes continuously from the right hand 
side of this region Lo the left hand side. This proccss brings the pressure to 
a higher value, and the llow rate even lower. 

Now the system is rcady to work in the vapor region. ln this region, 
the llow rate is thc lowes t, vapor gcneration rate is the highest, and the 
quality reaches to its maximum of the cycle. The density wave type 
oscillation bcmmes the main behavior. 

AI this time, the pressure also reaches to its maximum value. The 
continuous pressurc increase is the result of thc vapor accumulation insidc 
the system. The lluid is accumulatcd in the surge tank and causes the surge 
tank pressure to incrcase. Whcn the pressure accumulaLion in the sur~e 
tank cxcceds that in thc heater tube, thc lluid accumulated in the surge tank 
will bc pushcd ali way through the systcm, causing pressure and wall Lempc­
raturc to decrease, whilc thc llow rate incrcases. 1t seems that this process 
takcs a long Lime, which is evident from Lhe rccording, that shows thc lower 
portion of the graph quite long and llat. This process pushes the sys tem to 
thc liquid line, and the low qualiLy density wave typc oscillation occurs 
again . 

lt seems tha t sustaincd prcssurc drop oscillation is a comprehensive 
phenomc,non re prescnting severa! stages of instabiliti<.:s in a rcp<.:titive 
manncr. 

CONCLUSlONS 

Prcssurc drop oscillaLion works as a common carricr. lt brings up 
ditTcrenL modcs of oscillations along the limit ~.:yclc. 

Thcrmal oscillations accompany the prcssure-drop type oscillations. 
Oscillations of pressurc and temperaturc are in phase; prcssurc lcads 
temperaLurc because of thc slow responsc of thc heat transfer to thc 
changes in 11ow rate and thc Lhcrmal inertia of the tube material. 
Pressurc oscillation and llow rate oscillation are out of phasc with 
prcssure signal leading 11ow rate signal becausc of the tluid incrtia. 
ln thc negative slopc region of the stcady-sLatc characteristics, thc 
periods and the amplitudes of both thcrmal and pressure oscillations 
incrcasc first with dccrcasing mass llow rate, then dccrcase as the 
opcrating point moves close to thc left. 
Both thc prcssure-drop type and thc Lhcrmal oscillations <>ccur in a 
widc range of llow rate at ali heat inputs with la rge amount of initial 
compressihlc volume (V' of thc surge tank was filled with gas). lf thc 
surge Lank is only half filkd in the bcginning. Lhe range of tlow ra te 
for thcsc oscillations to occur hccomes vcry narrow. 
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RESUMO 
Simulação numérica, pelo Método de Volumes Finitos, do desenvolvimento 
hidrodinâmico de dois liquidas imisciveis em tubos curvos. Os efeitos 
da aceleração centrifuga deformam o perfil de velocidades axiais 
J?rovocando o apa.recimento de um ponto de máximo. A posição d~ 
~nterface dos flu~dos desloca-se no sentido de garantir a conservação 
de ma~sa.de cada fluido. Na faixa estudada, o número de Dean- que 
subst~ tu~ o número de Reynolds em tubos curvos afeta 
substancialmente a perda de carga do escoamento. 

INTRODUÇÃO 

O conhecimento das condições dinâmicas, tais 
como velocidades dos _fluidos e posição da interface, em 
escoamentos anulares de dois líquidos rmrscíveis, é de 
fundamental importância em uma série de aplicações. 
Trocadores de Calor por contato direto e oleodutos, são 
apenas alguns sistemas de engenharia onde esse trabalho 
poderia ser aplicado. A configuração anular de escoamento 
de líquidos imisciveis é um dos possíveis arranjos de 
fases. De acordo com Joseph, et al. (1984), este arranjo é 
estável, quando o fluido mais viscoso escoa internamente 
ou quando as viscosidades são aproximadamente da mesma 
ordem da grandeza. 

Há, na literatura, diversos trabalhos que 
estudam o escoamento laminar de um único fluido ao longo 
de segmentos curvos de um duto de seção circular. No 
entanto, em relação ao escoamento de dois fluidos 
rmrscíveis, em tubos curvos, a literatura trata, somente 
da região, onde o escoamento é plenamente desenvolvido. 
(Anderson, 1974, Maddock, 1974, e Xuejun, 1988l.Os 
resultados obtidos não são válidos para muitas aplicações, 
onde os comprimentos dos segmentos curvos não são 
suficientemente longos para o pleno desenvolvimento do 
escoamento. 

Uma outr·a característica dos trabalhos 
encontrados na literatura, é uma maior concentração de 
trabalhos sobre escoamento gás-líquido do que o escoamento 
líquido-líquido. Esta última situação, segundo Hasson, 
1974 ,não pode ser tratada como um caso particular da 
primeira, pois a interface apresenta comportamento bem 
distinto quando a massa específica do núcleo é desprezível 
comparada àquela do fluido do filme. 

Anderson et al , 1974, e Maddock et al, 1974, 
apresentaram dois importantes trabalhos exper imentais 
sobre o escoamento bifásico (água-ar) num tubo em forma de 
U invertido. Usando técnicas experimentais como injeção de 
sódio fluorescente, sondas e paredes porosas, mediram 
espessura do filme, pressões, penetração ("entrainment") 
de líquido no gás e perfis de velocidade do gás. 

Gould et al, 1974,salientam a sua relevância 
·para o projeto e operação de instalações produtoras e 
armazenadoras de óleo. Nos processos em que ocorre 
transferência de calor, o colapso da película ou a redução 
acentuada de sua espessura podem ocasionar 
superaquecimento da parede ou outros efeitos indesejáveis. 
Oams, 1984, enfatiza a importância do escoamento 
pelicular de um fluido pouco viscoso no bombeamento de 
óleos muito viscosos, evitando-se o aquecimento deste. 
Nogueira, 1988, e Leib et al, 1977, referem-se à 
utilização de um filme de querosene no bombeamento de 
água, com a finalidade de se evitarem problemas de 
incrustrações e de corrosão na parede do tubo. 
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o objetivo deste trabalho consiste em obter 
hidrodinâmico do 

imiscíveis ao longo de 

numericamente o desenvolvimento 
escoamento laminar, de dois fluidos 
uma tubulação curva horizontal. 
MODELO 

Na situação de escoamento laminar anular, em 
tubos retas, o escoamento ocorre praticamente de uma forma 
paralela, apresentando simetria angular e velocidade axial 
máxima no centro. Por outro lado, em tubos curvos 
observa-se o aparecimento de movimentos secundários 
causados por forças centrifugas, cuja conseqUência é a 
perda da simetria angular. Do ponto de vista analítico, o 
escoamento em segmentos retas da tubulação é 
bidimensional, enquanto, nos tubos curvos, o escoamento 
passa a ser tridimensional. 

Neste trabalho, estuda-se o desenvolvimento do 
escoamento laminar anular de dois líquidos imiscíveis, no 
interior de segmentos curvos com grandes raios de 
curvatura. As propriedades termodinâmicas e de transporte 
de ambos os líquidos são supostas constantes. A 
vista da complexidade da situação real do escoamento e 
analisando-se detalhadamente os resultados obtidos por 
Anderson e Hills (1974), propõe-se a construção de um 
modelo baseado nas idealizações de uma interface regular, 
lisa, sem perturbações, concêntrica ao eixo da tubulação. 

O desenvolvimento de um escoamento pode ser 
descrito por equações do tipo "camada limite", isto é, os 
efeitos difusivos ao longo da tubulação são desprezíveis e 
a variação da pressão no plano transversal pode ser 
desacoplada da variação da pressão na direção principal. 
Os escoamentos descritos por equações desse tipo são 
chamados parabólicos e a sua direção principal conhecida 
como direção parabólica. A solução do sistema de equações 
representativo desse tipo de escoamento pode ser obtida 
numericamente, marchando-se ao longo da direção 
parabólica, uma vez que as propriedades de uma determinada 
seção do tubo independem das propriedades das seções à 
jusante. Isto significa que um problema tridimensional 
(3-D) pode ser transformado em uma seqUência de problemas 
bidimensionais (2-D), reduzindo-se drasticamente a memória 
computacional necessária para a solução do problema. Na 
figura I apresenta-se o sistema de coordenadas utilizado. 
É importante observar que a coordenada a. foi substituída 
por Z fazendo-se dZ = r da.. 

c 

Baseado nas hipóteses de escoamento parabólico, 
incompressível, imiscividade dos liquidas envolvidos e 
supondo-se ainda o raio de curvatura muito maior que o 
raio do tubo, as equações adimensionais que governam o 
escoamento são: 
- . ... . . .. . equação da continuidade 

1 a • 1 a • a • 
R aR (p RV) + R ae (p U) + 8Z (p Wl o ,(01) 



- .. equações de conservação da quantidade de movimento 

direção axial 

1 a • 1 a • a • R aR (p RVWl + R 8e (p UW) + az (p WW) 
dP ---az 

I 

I 
I 

e 
I 

I 

'c 

-~ 
Figura 1. Sistema de coordenadas do problema. 

[R~"~~ l [_i~] R aa 
1 a 

+ ----
R aR 

1 a 
+ ----R ae (02) 

direção radial 

1 a • 1 a • 
R aR (p RVVl + R ae (p UVl + 

a • az (p WV) 
ap 

8R 

[ " l [ . l 1 a R~ av 1 a ~ av 
+ --;- --;;: --;;: + --;- ae --;- ae 

• 
- 1.1 v 

R2 

" 3.__ 1.1 ~ 

R
2 ae 

• 2 
2 • p v 

+ K W p c os e + --R-- (03) 

direção angular 

1 a • 1 • R 8R (p RVU)+ R (p UU) + 
a • az (p RWU) 

1 ap 
Rae 

_1_ ~.....!!...... au [ " l + -- ~[R"'~] • 
- 1.1 u --- + 2 

Rz 

" 1.1 av 
R 8e R 8e R 8R 8R Rz 8e 

2 • 
KW p sen e -

• 
p uv 
-R- (04) 

Os adimensionais utilizados nessas equações são: 

R = r I d, Z = z I d Re, o =r I R 
I 

R= r I d, 
c c 

w - - 2 
w, V= p

1
v d /J.l

1
, U = p

1
u d IJ.l

1
, P =p/ p

1
w

1
n. w/ 

p P dzp I llz. 
I I 

K = Re R-
0

'
5

, 
I n c 

Re = p w d I ll, 
I n I I n I . •· 

p = .P lp
1
,1l =Jl/Jl

1
, (05) 

sendo d = 2a o diâmetro do tubo, r
1 

o raio da interface, r 

raio da curva, w, v, e u os componentes da velocidade 
nas direções axial, radial e angular, respectivamente, w 

ln 
a velocidade média no início da curva, p a massa 
especifica, ll a viscosidade absoluta, Re número de 

ln 
Reynolds e K o número de Dean. Os índices 1 e 
correspondem aos fluidos do núcleo e do filme, 
respectivamente. • 

• Os valores dos parâmetros adimensionais p e 
ll ·, representativos respectivamente da massa especifica e 
da viscosidade dinâmica, são funções da região ocupada por 
cada fluido, ou seja, dependem da posição da interface o, 

• • para O :s R ::5 o ; p = I, ll = I; 

• A p f • 
e para o :s R :s 0,5 ; p = p = -p-· ll = ll = 

I 

Condição Inicial. A entrada do tubo 

ll f 
(06) 

lll 

( Z =O; 

O < R ::5 O, 5 ) , adotou- se a situação de escoamentos 
plenamente desenvolvidos em tubos retos, Desta forma, 
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tem-se V = O, U = O, W = W . • onde W é determinado 
des des 

pelas equações do perfil desenvolvido. 

w 
f ,des [ 

dP J I 
-~ 4~ 

des 
[~- /) (07) 

wl,des=[- ::] des 4~ [[~- R
2
] + (Jf-~es) (1-~j-(08) 

É importante observar que a posição da interface o . 
des 

pode ser determinada, em função da razão de 
massa de cada fluido dada pela seguinte equação: 

vazões em 

.. 
m 

.. 
m 

f 

~ 
m 

I 

I
o .5 

W R dR 
0 

f ,des 

I
o 

W R dR 
0 

l,des 

- I { [1 + ~ ~ ~~·[-··~ ·::) 

o -- p p p 1 
des 2 , • m , 

-,- (2-ll) + 1 
p 

(09) 

y/2 
J . (lO) 

Vale notar que as condições iniciais desse problema nada 
mais são que a situação de um escoamento anular, 
desenvolvido, de dois líquidos imisclveis em um tubo reto . 
Caso se deseje iniciar-se a curva a partir de um ponto 
qualquer da seção reta, basta tomar como condições 
iniciais o perfil de velocidades e a posição da interface 
neste ponto. 

Condição de Contorno. Nas paredes do tubo Z 2:: O; 

R = 0,5 ), impõe-se a condição de não-deslizamento 
entre o líquido do filme e o contorno sólido, desta forma, 
V = O, U = O e W = O. 

O plano de simetria ( Z 2:: O; O < R :s 0,5; e = O 
e e = n: ), é considerado impermeável para ambos os fluidos 

av aw 
Jogo -- = O, U = O e -- = O. ae ae 

No eixo do tubo ( Z 2:: O; R = O ), a afirmação 
com relação à não-passagem de fluidos pelo plano de 

simetria çontinua válida, portanto, V = O e ~~ = O. Além 

disso, nesse mesmo eixo, a área transversal à tensão na 

direção r torna-se nula. Então, R ~~ = O. Mas ~~ I R;o O. 

Condição de Interface. Finalmente, na interface 

entre os dois líquidos ( Z 2:: O; R = o; O :s e :s IT ), 
considera-se continuidade de velocidades e de tensões, 
desta forma, V

1
= Vf, U

1
= Uf, W

1
= Wf, além do que, 

av I - av I au I ' au I aw I - aw I 8R =J.l'BR 'BR =1.1---aR 'aR =J.l8R · 
I f I f I f 

O conjunto de equações de conservação, 
juntamente com as condições de contorno acima, deve ser 
resolvido satisfazendo-se duas equações adicionais para 

determinação da pressão axial P e posicionamento da 
interface o. Estas equações são: conservação global de 
massa e conservação de massa de um dos líquidos. 

Os parâmetros necessários à resolução são a 
. . . 

razão de vazões m , a razão de viscosidades dinâmicas ll , 
• 

a razão de massas especificas p e o adimensional de Dean 
K, caracterizando a curvatura do tubo. 

MÉTODO NUMÉRICO 

Os campos de velocidades e pressões foram 
determinados através da discretização das equações de 
conservação. Utilizou-se o método de volumes finitos e o 
esquema "Power Law" para aproximação do perfil de 
velocidades, conforme descrito por Patankar, 1980. Na 
direção principal do escoamento, (direção parabólica) 

~ 

l 



utilizou-se uma integração totalmente implícita, de acordo 
com a recomendação de Almeida, 1989. O sistema de equações 
algébricas resultante foi resolvido iterativamente pelo 
algoritmo TOMA linha por linha. Para cada ciclo de 
c~culos, estima-se inicialmente o gradiente de pressão, 
dP/dz e a posição da interface õ. Em seguida, obtem-se o 
componente da velocidade W resolvendo-se a equação (2) e 
ajusta-se o gradiente de pressão para satisfazer a equação 
de conservação global de massa. Os componentes das 
velocidades radial e angular são então, determinadas, 
juntamente com a pressão no plano transversal p', através 
das equações (01), (03) e (04). A posição da interface õ é 
então corrigida de forma a fornecer a divisão correta de 
vazão em massa para as duas fases. Com a nova interface, 
as propriedades são redefinidas no domínio computacional. 
O ciclo é então repetido até a obtenção da convergência, 
que é atingid! quando o máximo resíduo local de massa for 
menor que 10 . 

O deslocamento axial da posição da interface 
durante o desenvolvimento do escoamento ocorre de forma 
discreta, uma vez que a interfac·e deve coincidir sempre 
com a face de um volume de controle, de acordo com a 
recomendação de Patankar, 1980. 

Nas direções radial e angular, o acoplamento 
velocidade-pressão é resolvido com o algoritmo SIMPLE, 
proposto por Patankar, 1980. Na direção principal do· 
escoamento, o acoplamento é feito entre o gradiente de. 
pressão axial e a velocidade axial pela equação de 
conservação global de massa com um algoritmo análogo ao 
SIMPLE, propo_sto por Patankar e Spalding,1972. 

RESULTADOS E DISCUSSÃO 

A influência do adimensional de Dean e dos 

do modelo analítico foi verificada mediante a parâmetros 
adoção de valores correspondentes às misturas água 

(núcleo) 

1,04 e f.l 

1,11 e f.l 

I querosene (filme), cujos parâmetros são p 

2,42S, 

0,020. 

e óle"o (núcleo) I água (filme) com p 

Com base nos testes de malha realizados 
(Ziviani 1991 ), adotou-se uma malha não uniforme com 690 
pontos, concentrados na entrada do duto, espaçando os 
mesmos ao longo da tubulação. Na direção angular, 
definiu-se IS pontos nodais uniformemente distribuídos. 
Finalmente, na direção radial, foi usado um total de 22 
pontos nas duas regiões do domínio. O número de pontos 
nodais na direçao radial foi estabelecido em função das 

. . 
razões de vazões estudadas: para m = 0,1, usou-se 16 e 06 
pontos nas regiões do núcleo e do filme, respectivamente; 

. . ... .. 
para m = O,S, onze pontos em cada regiao e, para m =10, 
foram utilizou-se 8 pontos na região interna e 14 na 

externa. 
Perfil de Velocidades Axiais. A figura 2 mostra o 

desenvolvimento do perfil de velocidade axial ao longo de 
uma curva, no plano de simetria da curva A-A, e no plano 
normal ao anterior 8-8. É importante ressaltar que a 
figura 2 apresenta os perfis em diferentes posições 
axiais, caracterizadas pelas letras A,B,C ... etc .. 
Finalmente, nos perfis do plano A-A, os valores negativos 
da ordenada representam posições radiais situadas na 
semi-circunferência do lado de dentro da curva, de uma 
seção transversal do tubo. 

Analisando-se o escoamento, observa-se a 
existênÕia de quatro regiões distintas. Na primeira, ( O ::s 
IX < 20 ), o escoamento se comporta como se a curva não 
existisse, ou seja, processa-se como na região 
desenvolvida de um tubo reto. Neste trecho, o movimento 
secundário é muito pequeno e insuficiente para afetar o 
escoamento na direção principal. 

Na segunda ( 20° < IX 

centrífuga, o fluido da região 
maiores é deslocado para perto 
inferior do tubo (plano 8-8 ) e 
externo da curva (plano A-A). 

Na terceira região (S0° < IX < l3SJ, há uma 
diminuição do valor máximo da velocidade axial, em função 
do aumento desta velocidade em outros pontos do domínio. 

< S0°), devido a aceleração 
central, com velocidades 
das paredes superior e 
para a parede do lado 

Nesse trecho há predominância do atrito viscoso entre a 
parede e o fluido, provocando uma distribuição mais 
homogénea da velocidade axial ao longo da seção 
transversal. 

Finalmente, a quarta regtao é constituída pelo 
escoamento plenamente desenvolvido e se estende até ao 

-1.0 

-0.5 
o:! 

'-.. 0.0 .. 
0.5 

1.0 
w 

A - a= O,oo• B - a= 9,78" C 
E - a= 39,2" F - a= 58,8" G 
K=280 m•=0,5 p=1,04 

- a= 22,6" 
- a= 120,1" 

J.L=2,2459 

D - a= 30,5" 
H - a= 134,2" 

Figura 2. Evolução do perfil de 
longo do escoamento. Em 
baixo plano A-A. Mistura 

velocidade axial ao 
cima, plano 8-B, em 
água I querosene. 

a = 58,8° 

.,__ 
'-"?_.._,.,,... ...::;~_ .::: .... 

(:~,Jiii:~- I 
a = 22,6" a = 93,2" 

t?:2}>./ •..•.... · .. ·.~·, 
a = 39,2" a = 120" 

Figura 3. Movimento secundário da mistura água/querosene. 

final da curva ( 13S
0 :s IX :s 180° ) . 

A figura 3 apresenta o movimento secundário do 
escoamento na seção transversal, para diversas posições ao 
longo da direção axial. O escoamento se processa, sempre, 
do lado de dentro para o de fora da curva na: região 
central, o oposto ocorrendo próximo à parede . Na região de 
entrada, o movimento no núcleo é muito mais intenso que no 
filme e, à medida que se avança na direção principal, 
observa-se uma inversão dessa característica. Vale notar 
que o movimento na direção do filme só aumenta até um 
determinado ponto (60°). Depois disso, há uma diminuição 
da intensidade, até se tornar plenamente desenvolvido. 
Essa descrição está de acordo com o que se observou nos 
perfis de velocidades axiais da figura 2. 

Posição da Interface. A variação da posição da interface 

ao longo da curva, para a mistura água/querosene, .. 
mantendo-se constantes a variável m e variando-se o 
número de Dean, é apresentada na figura 4. Na região de 
entrada, a posição da interface permanece praticamente 
inalterada. Quando os efeitos da aceleração centrifuga 
começam a se fazer presentes, a velocidade do fluido no 
filme aumenta, e por isso, a região ocupada pelo fluido 
externo diminui, satisfazendo-se, com isso à conservação 
da massa. Por essa razão, a interface, nesse trecho da 
curva, desloca-se em direção à parede do tubo. Após uma 
breve estabilidade, o escoamento atinge uma região de 
predominância dos efeitos viscosos entre a parede e o 
fluido. Haverá, então, uma desaceleração do fluido 
externo, compensada com o aumento da região por ele 
ocupada. A posição da interface se deslocará em direção ao 
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centro do tubo, estabilizando-se na região do escoamento 
plenamente desenvolvido. Na região de entrada, a posição 
da interface permanece inalterada em um trecho da curva, 
tão maior, quanto maior for o número de Dean. Para a 
região de escoamento plenamente desenvolvido, a espessura 
do filme ( R - õ ) torna-se menor para números de Dean 
maiores, indicando velocidade média do fluido do filme tão 
menor, quanto maior este parâmetro. 

0.85 

0.80 

Có0.75 

"---~ 
0.70 

0.65 

0.60 o 

OLEO/AGUA 
K=30 
K=75 

' 

'- -,, _____ ___ __ __ ~~-l!~/_q~~-~OSENE 
~--· · ·· · ·· ·· - ·· ·· · -- ·- -- K=: ~80 

~------------------~K-=198 
K=130 

50 100 
ALFA 

150 200 

Figura 4. Posição da interface ao longo da direção 
principal para diversos valores de Dean. 

O comportamento da interface õ, para uma mistura 
óleo/água, com razão de vazões O,S e números de Dean 30 e 
7S, também é mostrado na figura 4. Nessa situação, a 
posição da interface só se desloca na direção da parede do 
tubo, uma vez que o fluido externo absorve quase todos os 
efeitos da aceleração centrífuga e da desaceleração 
provocada pelo atrito. 

Perda de Carga. A figura S apresenta a variação do fator 

de atrito, fRe = [(-dP/ dZ)2/W )1[(2óJ (l~j.t)~j.t], em função 
do número de Dean. O escoamento se desenvolve mais 
afastado da entrada, à medida que o número de Dean cresce . 
As inflexões observadas ocorrem, porque a aceleração 
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Figura S. Fator de atrito ao longo da direção axial 
para diversos números de Dean. 

centrifuga e a desaceleração provocada pelo atrito viscoso 
agem diferentemente, nas diferentes regiões ao longo da 
direção principal. Esses resultados confirmam as 
observações anteriores. Na região desenvolvida, a perda de 
carga será tão maior, quanto maior for o número de Dean, 
em função do movimento secundário causado pela aceleração 
centrifuga. 

Apresenta-se também,a variação da perda de carga 
ao longo da direção axial, para a mistura óleo/água para 
uma razão de vazões constante e números de Dean iguais a 
30 e 7S. Nesse caso, o comportamento é semelhante ao da 
mistura água/querosene , ou seja, quanto maior o número de 
Dean maior a perda de carga. Note-se que há uma suavização 
nas inflexões, devido à alta viscosidade do óleo em 
relação à água. 

CONCLUSÕES 

Neste trabalho estudou-se numericamente o 
desenvolvimento laminar hidrodinâmico de um escoamento 
anular de dois liquidas imisclveis em tubos curvos. Foram 
estudadas duas combinações de liquidas, óleo/água e 
água/querosene. Os efeitos da aceleração centrífuga 
deformam o perfil de velocidades ax1a1s provocando o 
aparecimento de um ponto de máximo. A posição da interface 
dos fluidos desloca-se no sentido de garantir a 
conservação de massa de cada fluido. Na faixa estudada, 
variação do número de Dean afeta substancialmente a perda 
de carga do escoamento, introduzindo diferenças da ordem 
de 407.. 
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SUMMARY 

Numerical simulation of the laminar hidrodynamic 
development of two imiscible fluids, by finite volume 
method in curved pipes. The velocity-field in the axial 
direction is changed by centrifugai effects, and a maximum 
va1ue point appears in its distribution. The interface 
contour configuration modifies in arder to assure the 
principie of continuity. The simulation indicates 
significant dependence of pressure lasses of flow on 
Dean's number. 
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SUMMARY 

This paper deals with the development of a wall friction model for numerical 
simulation of the two-phase gas-liquid flows. The viscous and the turbulent 
stresses are replaced by a wall friction term. This term is given by the single-
phase friction pressure drop and by a two-phase multiplier. ln this work, we 
propose a correlation for the two-phase multiplier as a function of the void 
fraction and the Reynolds number. This correlation was obtained from an experimental 
data set including upward, horizontal and microgravity flows. The pressure drop 
predicted by the numerical simulation are in good agreement with the experimental 
data, except for the very low values of the pressure drop. 

INTRODUCTION 

The numerical simulation of the two-phase gas­
liquid flows may be very helpful in many industrial 
applications. ln the last years, the two-fluid model 
has been used for the numerical simulation of the 
two-phase flow distribution in different geometries 
[ 2-4]. 

ln several pratical applications of the two­
fluid model, the viscous and the turbulent stresses 
can be replaced by a wall friction term. This 
simplification gives the friction pressure drop as 
a function of the single-phase friction pressure 
drop and the two-phase multiplier. 

The objective of this work is to develop a 
correlation for the two-phase multiplier in arder to 
improve the ability of the two-fl:Iid numerical code 
to predict the total pressure drop in straighttubes. 

THE WALL FRICTION MODEL 

The local instantaneous formulation of the two­
fluid model may be represented [la] by the following 
equations: 

Where 

The continuity equation: 

The equation of motion: 
+ 

n vk 

Dt 

K gas, liquid 
a = volumetric fraction 
p density 
p pressure 
+ 
v velocity 
r interfacial mass transfer 
T viscous stress 
Tt= turbulent stress 
g = gravity 

+ 
Md= interfacial friction 

Vi= interfacial velocity 

k L, G (1) 
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ln this work the mass transfer between the gas 
and the liquid is neglected and the interfacial 
friction term is obtained from the interfacial drag 
coefficient [lb] for dispersed flows. 

For some practical applications of the two-
fluid model Cone-dimensional flow, for example), the 
local description of the viscous stress 'k and the 
turbulent stress 'kt is not necessary. These terms 
can be replaced by a wall friction term: 

(3) 

The two-phase friction pressure drop is 
supposed to be a function of the single-phase 
friction pressure drop and the two-phase multiplier 
<!J: 

(4) 

where 

single-phase friction factor 

and 

vk ~ 
Rek 

\)k 
(5) 

Where 

Dh= hidraulic diameter 

\) = kinematic viscosity 

The two-phase multiplier is supposed to be a 
function of the void fraction and the mixture 
Reynolds number: 

The proposed form of this function is: 

<!J = 1 + c aa Reb m 

where a, b, c are constants to be found from 
experimental data 

(7) 

the 



RESULTS 

Some avaiable pressure drop experimental data 
for air-water flow in a 9.525 mm IDstraight tube [5] 
were used in arder to evaluate the coefficients that 
appears in equation (7). 

Different flow orientations were studied such 
as upward, horizontal and microgravity flow. The 
two-phase flow data under microgravity conditions 

were obtained in an aircraft flying over 
a parabola trajectory. The flow patterns observed in 
this data set were bubbly, slug, churn and annular 
flow. 

The numerical simulations were performed with 
the TOFLU-2D (Two-Fluid Two- Dimensional) code. The 
numerical solution of the two-fluid equations is 
based in the finite vo lume techique with staggered 
grids. A detailed description of the numerical 
algorithm is given elsewhere [5]. 

The total pressure drop predicted by the 
numerical simulation was compared to the available 
experimental data. 

The single-phase fr iction factor for turbulent 
flow was obtained from the Blasius equation: 

f (Rek) = O· 3_164 
Rek0 . 25 

Using a data set composed of 70 

(8) 

experimental 
points, the proposed correlation for the two-phase 
multiplier is given by : 

8.5 X 104 
a l. 5 (9) 

<jJ = 1 + 
Rem 

Vm Dh (lO) Rem = ---
VL 

Where Vm is the mixture velocity 

Using the above correlation, the total 
pressure drop can be predicted with a mean deviation 
of about 147., and 907. of the experimental data are 
predicted with a deviation less than 387.. The 

table 1 summarizes the behaviour of the proposed 
correlation for upward, horizontal and microgravity 
flow. It can be seen that this correlation shows a 
quite good agreement for upward flow, but for 
microgravit~ flow the results are unsatisfactory. 

Table 1. Comparison between calculated and 
experimental pressure drop. 

Flow Number of Mean Accuracy* 
Orientation Data Points Deviation 90% Data 

Upward 31 4,5 10 

Horizontal 18 16,9 28 

Microgravity 21 26,7 52 

Total 70 14,3 38 

The figures 1 to 3 show the comparison between 
predicted and measured total pressure drop for 
upward, horizontal and microgravity flow, respec-
tively. The figure 4 shows the predicted pressure 
drop for all flow orientations. 
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Figure 1. Pressure drop (kPa) for upward flow. 
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Figure 2. Pressure drop (kPa) for horizontal flow. 

CONCLUSIONS 

A wall friction model was developed for 
numerical simulation of two-phase flows. The wall 
friction term replaces the stress term in the 
formulation of the two-fluid model equations . It 
was considered that the two-phase friction pressure 
drop is a function of the single-phase pressure drop 
and the two-phase multiplier. A correlation for the 
two-phase multiplier was proposed based on an 
experimental data set including upward, horizontal 
and microgravity flow. 

The pressure drop predicted by the numerical 
simulations (using the proposed wall friction model) 
are in good agreement with the experimental data. 
Nevertheless, the numerical results for the 
microgravity flow are more scattered. The mean 
deviation for all flow orientations is about 14%. 
For 90% of the experimental data points, the 
pressure drop can be predicted with a deviation less 
than 38% of the experimental value. 
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Figure 4. Pressure drop (kPa) for all flow 
orientations. 
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A KINETIC APPROACH 
TO MULTIPHASE MODELLING 
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8400 Bariloche, ARGENTINA 

SUMMARY 

A multipha1e flow i8 de1cribed by means of a distribution function of the velocity and volume of 
the. clu1ter• oj the dúper1ed ph.a~e. The. tran.~port equatícm of the dí•tributíon ftmction i8 obtained. 
talcing uplicitlv into account thl! souree terms dtJI! to the breaktJp and coall!scencl! of the clt1ster1. 
The consistency and u•efulness of thú approoch i• shoum by applying the model to the analy•ú of 
bubble colunms, ín tvh.i.ch. good agreement i8 jouJld when CDmpared to publilh.ed cla.ta. 

INTRODUCTION 

The spatial and temporal evolution of gas-liquid two­
pbase flows are subject of intensive research. This kind of flows 
are encountE>red in nuw.y practical applications, sucb as chem­
ical reactors. oil by-produds systeJlUI, nuclear readors, etc . A 
complete description of multiphase flows can be ín principie 
attained by local-insta.ntaneous modele (Ishii, 19i5). However, 
since the use of these "núcr08copic" descriptions is impractí­
cable, avera.ging operators are usually introduced (Ishii, 19i5; 
Bouré, 1980). whir.h ín hun requíre a ~~et. of closure la.ws to 
'relltor~ th~ iníonnation lost in the anrage. 

· Between this two points of 'iew (i. e., micrORCopic and 
averages) lies the kinetic description which will be analyzed 
berein. The kinetic formulation is ba.sed on tbe generalized 
Boltzmann traMport equation of a bubble distribution func­
tion, which has bet-.n oft.en used to analyze ot.her releva.nt. phys­
ical problems (Ernst, 1981). An interesting re,;ew on the ap­
plícatione to partículate systems can be found in Ramkríshna 
( 1985) a.nd some work haa also been performed on gas-liquid 
flows (Achard, 1978). 

THE TRANSPOIU EQUATION 

~t 'WI characterize a gaa-liquid flow field by a distri­
butíon functJon /(v, r, V.t), such t.hat f(v.r, V,t) dvdV rep­
resenta the nuinber of bubbles per unit volume at time t, at 
position r . with volumes between V and V+ dV, and velocities 
between v and v + dv. 

The volume momenta of the diatributíou function wbich 
have physical significance are: 

- Number Density (number ofbubblea per UDit volume): 

N(r, t)= jj J'(.v,r,V,t)dvdV (l) 

- lnterfacial Area Denaity (interfacial area per unit vol­
ume): 

. .t(r,t)= 1/a(V)/(v,r, V,t)dvdV (2) 

where lhe function a(V) gh•es the area of a bubble of volume 
V. If the bubbles are apherical tbis function i.: 

(3) 
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- Void Fraction (volume o( gas per unit 'l•olumE>): 

o:(r,t) =I I V /(v, r, V.t) dvdV (4) 

The integrais in Eqs. 1, 2 and 4 should be evalua.ied 
o\"er all possible \"olumes a.nd velocities. 

ln general, the evoluiion of the 6eld i. given b)· its ini­
t.íal state, the impoeed boundary conditione, the ínteract.ion 
between the bubbles wíth the surrounding liquid and between 
each others. Source terms should be prm.-ided to a.ccount for 
eva.poration, coudensa.tion, bubbl.es multiplication by brealrup 
and bubbles population redudion by coalescence. 

Considering only binary intE>ra.ctions between bubbles 
{i.e., a bubble can split up in two smaller ones or two bubbles 
can coalesce creatiug a bigger one) ít is poesible to write the 
evolution equation: 

D 
Dt/(v,r, V,t) = B(v,r, V,t)+C(v,r, V,t) +S(v,r, V,t) (5) 

where 8 is the nei bubble source due to breakup, C is ihe net 
bubble source due to coalescence and Si. the source productioo 
term. The deri\o-ative of the left-hand side can be written as: 

D ô F dVô 
Dt = 8t + VVr +;;'V.,+ dt ôV (6) 

where F is the sum of the externa! forces acting on a bubble 
a.nd m it.s maas. 

Tbe rate of breakup of bubbles with a gi.ven volume, 
V, can be writt.en as the probabilHy of bubble brealrup per 
unit time multiplied by the nomber of bubbles with volume V. 
Consequently, the net breakup balance, 8, ia gh.-en by: 

B(v, r, V.f) = j I I j [ b(vV. v"V'Iv'V')f(v', r, V'.t) 

- b(v'V', v"V"IvV) /(v, r, V,t)J dv' dV' dv" dV' (7) 

The fust tenn o{ Eq. 7 rept8enta ihe creation of bubbles 
with in\e.rnlll coordinates (v, V) due \o the breakup of bigger 
bubbles, whereas the second term reyresents the loes of bubbles 
due to their breakup. The kernel 6(vV. v"V''Iv'V') representa 
the probability that a bubble of volume V' and velocity v' splits 



up crea.ting two bubblea of volumes V a.nd V" a.nd vt>locities v 
and v", rt>spectivdy. 

The rate of coalescence can be thought a.s the probability 
of cra.shing o{ a pai.r o{ bubbles per unit time multiplied by the 
product of the dist.ribution funct.ions of both bubbles (Ernst., 
1981). Tbe net coalescence balance, C, is given b~· the integral 
of all possible combinations, and can be expressed as: 

C(v, V)= j j j j [ c(vVIv'V1
, v"V11

) f(v 1
, V1

) f(v 11
, V") 

- c(v"V11 jvV, v'V') f(v1
, V') f(v, V)] dv' dV' dv" d).W (8) 

where the dependence on (r. t} has been omitted for clarity and 
the intrepreta.t.ion of ea.ch term is a.nalogous to t.he brea.kup c88e. 

ln t.his model the liquid affec.t.s t.he bubble distribut.ion 
func.tion by three mecha.ni8llls: det.ernúnes the huhble- velocí­
ties t.hrough interfacial stresses, modifi.es the breakup and co­
alescence kernels due to turbulence or liquid impurities, and 
changes t.he hubble síze through eva.porat.ion, condensa.tion or 
gaseous solutes precipitation at the gas-liquid interface. 

DISCRETE MODEL 

Due to t.he complexity of t.he bala.nc.e equa.t.ion. it is not. 
possible to find a.n analytical solution in almost ali pra.dical 
cases. Numerical solutions for particular ca.ses were recenUy 
found (Na varro-V alentí et ai., 1991; Guida Lavalle and Clausse, 
1991). 

Let us consider here a. discrete a.pproximation and let us 
restrict the analysill to one-dimensiona.l problems for simplicity. 
The di.screte a.pproximatíon allows the volume of the bubbles 
to take a discrete and finiie set of values, V;. Moreover, it is 
considered t.ha.t. t.o ea.ch huhhle volume, V;, is MSOCia.ted a. fixed 
bubbl.e velocity, v; . The bubble distribution {unction becomes: 

N 

f(v, .r. V, t) =L /;(.:r, t) 8(t:- v;) E( V- V;) (9) 
i:l 

Combining Eqs. 5 to 9 yields: 

[! +v;~] J~ = É [ c(ilj, k) Jj j~- c(kli,j) J~ /i+ 
;,.Ir=! 

b(i,jlk)/1.-b(j,kli)f;+S;] i= l, ... ,}V (10) 

where t.he kernels notation has been simpl.ifie<l. ln Eqs. 10 we 
have assumed that no external forces act on tbe bubbles and 
that the only mechanisms responsible for cha.nges of bubbles 
volume a.re t.he brea.kup or coalescence procel'lSes. 

These equa.tions represent the convective t.ransport of 
the distribution function for ea.ch bubble group wit.h t.he ve­
locity of the group and with source tenn.s due to coalescence, 
brea.kup a.nd bubble inject.íon. They form a. quasilinear set. of 
coupled partial differential equa.tíons and, an important fea­
ture, they form a hyperholic system, thus leading to a well­
posed problem (Whitham, 1974). 

The volumetric flux, defined as the volumetric flow rate 
of ga.'l dhided by tlte cross-sectíonal ftow area, can be written 
as: 

N 

j(:r,t) =L V;t.•;/;(.:r:,t) (11) 
i=l 
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MODEL OF A B!JBBLE COL UMN 

Let us consider a. particular case o{ Eqs. 10 in which 
only t.wo \·olumes of buhhles are a.llowed to exist. in a one­
dímensional flow. The second group volume should be twice 
the volume of the first group. Defining the pariial void frac­
tion oc.cupied by the group-i o{ bubbles as: 

Ct; = j, V, (12) 

The díscrete tra.nsport. equa.t.ions, wit.hout. source t.enn, 
become: 

[ () ô] &t + V1 &.:r: a·1 = -2c'ai + bt)z (13) 

! 
:~ 

ll 

[ {) Ô] I ";i l - + VoJ- a:J = 2c a 1 - ~Ja:z 
lJt Ô.r 

cy\ 

04) I 

I where tlte coalt'SCence rate c1 = cfV1 lut.s been defi.ned. 
Combining Eqs. J3 and 14 gives: ~ ) 

I 
li 

lJa lJj 
iJt + lJ:r =o (15) 

which is easily recognized as the mass conservation equation. 
i 

Steady-State Solutions !i 

of the present model to study entrancei! 
effeds in bubble columns. Bubble col.umn reactors are used . 
in ma.ny applica.tions in t.he chemica.l indushy a.nd has there- ,. 
fore been the subject of intensive resel'llch (Walter and Blanch, 
1983; Rice a.nd Littlefield. 1987). To tltis purpose the solutions 
a;( z ) '"'""pondenl to tire o~y-otale bounda•y-val"' pmb- i 
lem a.re investigated. By equating t.a zero the time deriva.tivesl···. 
in Eqs. 13 and 14 we obtain the fixed points ( cr100 , cr200 ): .. 

a1oo = --8s + -8s + -8.L 1 [(1 ):J 1 ']l/:l 
4· 4' 2· v2 

(16) 

. 1 [ 1 2 1 . ] 1/2 
a2.,., = .L + -f3~2 - s (-,a~) + -f3L 

t'2 4 4 2 t'2 
(17) 

where the hreakup-to-coalesc.ence proba.bi.lity ratio, j.1 = ~, and 
the velocity ra.tio, s = vt/v2 were defined. 

Figure 1 shows the ,,.ariation of t~1 ,., and a 2.,., for s = 
:j,r . which corresponds to sma.IJ spherica.l bubbles rising in a 
stagnant liquid and a breakup-to-coa.lescenc.e probability ratio 
of i3 = O..'i (suggest.ed by Bonet.to et al., 1992). 

The system can now be integra.ted along the x­

coordina.t.e yieldíng: 

where 

cr
1
(:r.) = -~J,q + D./2 [1 + .40 exp ( -~x )J 

[1- A0 exp ( _2~'1A:r )] 

~ = 2al0 + !,às - !l 
:la10 + ~,as + Ll 

[ 
1 2 ')~2 

D. = (211s) + 2í3 ::J 

(18) 

(19) 
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Figure 1: Fixed curve aud trajectorÍE'tl to equilibrium {dashed 
linea) in t.he pbaae-apa.ce for f3 = 0.5. 

The steady-st.ate spatjaJ dependence of t.he voíd :frac­
tions an sbown in Fig. 2 in a typical caae wbere ali the bub­
bles are initially of the small group. It can be obsen·ed that. the 
bubble size distribution tende asymptotically towards an equi­
librium state, which corresponda to the fixed points. Figure 1 
shows the conespondent tra.jectories in the phase spa.ce. lnde­
pendently o:f the starting \-alue at z = O. all the tra.jectories are 
a.ttracted to the fixed points (a1"", <l'>J""). 
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Figure 2: Variaiion of the part.ial a.nd t.otal voíd fractions with 
the dimensionless axial distance obta.ined with p = 0.5, vl = 
0.047 '='m3

, j = 5.2 '='m/ sec a.nd a. tube diameter of D = 5 cm. 

Tht> argument of the t>xponential function of Eq. ·18 
gives a meat~ure of tbe development lenght. LD. requíred by 
the coalescence-bre.akup mechanistiUI to reach the equilibrium, 
that is: 

(21) 

Tbus, thís simple modeJ may be used to reJa.t.e the lenght. 
of the entrance rt>gion to t.he breakup and coalescence proba­
bilities. Fig. 3 shows the dimensionless development lenght, 
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LD/ D, as a functíon of the coalescence rate, ,_J, for t~·pícal val­
ues of bubble column systema (Pnnce and Bla.nch, 1990). 
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Figure 3: Developmeni lenght V$. coalescence rate ob1ained 
with V1 = 0.047cm3

, j = 5.2cm/sec, D = 5cm and values of 
f3 between 0.3 and 0.7. 

[t is observed tha.t for a coalescence rate of c' = 0.8 sec-1
, 

which corresponds lo the \-alue mea.sured by Prince and Blanch 
(1990), a development lenght of about 10 diameters is obtained. 
Tbís result is in excellent. agreement. with t.he one provided 
by Walter and Blancb (1983) and is hígher than the values 
reported by Rice d al. (1990) o{ a.round 2 diameters. 

CONCLUSIONS 

A bubbly iwo-phase flow has been described by a ldnetic 
tnwsport. e.quation of the bubble 1.\ize a.nd veloc.ity dif!tribut.ion 
{unction. The a.pplicat.ion af this approa.ch wa.s illustra.ted by 
analyt.ically 110lving t.he deYelopment problem of a bubble col­
umn with .the two-size two-velocity discret.e modeJ. 
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A REVIEvV ON TWO-PHASE FLOW INSTABILITIES 
lN BOILING CHANNELS 

A. CLAUSSE, G. GUIDO LAVALLE and D. DELMASTRO 
Centro At6mico Barilocbe, 

8400 Ba.riloche, ARGENTINA 

SUMMARY 
The phenomena of den3ity-wave in3tability ha3 been inten&ively 3tudied during the pa&t 30 year&. 
These o&cillations may bt encountered for certain optrating conditio1u oj hoiling system&. in tchich 
th~y be.come unstable d·ul! to lags in the phasing of the. prl!ssure. drop /l!l!áback mechanisnu. ln this 
study thr. current under&tanding oj density -wave oscillations is reviewed. Particular emphasis i& 
ma.de Oll natural ci,·culation a.nd nmltí-chmwel sustem.$. and modern nonlínear analítycal techn.iques. 

INTRODUCTION 

A number o{ t.hermal-hydraulic inst.abilitie~~ have been 
obeerved in t.wo-phMe flow. Normally inst.abilities are undesir­
able since they m.ay degrade system control and perfomance, 
erode thermal margins and lead to mechanical damage. As a 
consequence, t.he detlign phil08ophy in heat hansfer applir.ar­
tions has been to de~~ign systems for sta.ble opera.tion. N at­
urally. this requires one to have a knowledge o{ t.he stability 
limit.s a.nd margim for t.he t~yeéerrur of int.eresé. 

The purpose o{ this paper is to present the current un­
derst.anding of the physical mechanisms involved in boiling flow 
instabilities and the appropiate analytical approaches to be 
taken to understand tlt<>fte instabiliiy modes ol moet practical 
concern. Those readers who are interested in detailed literature 
reviews axe referred to the prior work of: Bouré et al (1973), 
Ya.digaroglu (1981), La.hey and Drew (1980), Berg)es (1981), 
Ishii (1982) and Lahey and Podowski (1989) . 

UNEAR STABILITY ANALYSIS 

Let us conaider the boiling channel ahown in Fig. 1. For 
lhe purpoae of the stabili&y analyais. &he followíng simplifying 
aasumptiona are adopted: 

• homogeneous two-pbaae fiow, 

• constant eyatem pressure. 

• no subcooled boili.ng, 

• conatant inlet subcooling and 

• úiction disaipation and fiow work are negleded in the e.n­
ergy equation. 

The one-dimenaional conaenation equationa are: 

• IDU8 conservation: 

• energy consen-ation: 

IJp + ôpu = 0 
éH. IJ: ' 

(1) 

(2) 
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Figure 1: Schematic díagram of boiling channel 

• momentum conaervation: 

ôpu éJpu'J ., éJp -+ -+fpu·+pg=--
/Jt fJz ô: 

(3) 

wherep, h, and u axe tbe mixture deMity, entbalpy and velocíty, 
respedively. 

For conatant syldem preaaure, the entbalpy and the den­
aity are related. by the following ~uation ol state: 

for h> h1 (4) 

p=pJ for h< h1 (5) 

The linear stability analysis consísla basically in follow­
ing th~ etepe: 

1. Solve the steady-state ol Eqs. (1)-{,3), which giws Po(_z), 
ho(:) and Uo(z). 

:!. Perturbe eac:h l-'Uiable around the ateady-st&te and lin­
ea.riae beping only :fil'tlt orde.r terma. 

3. Laplace transfonn in time the 18uhing pnturbed equa­
tions aud find the pressure-drop / inlet-fiow tranúer íunc:­
tiona (i.e., charactetietic equation) H(•). 

4. Analyze t~ roo&a of the charaderiatic equation by meau 
of elementa of c:ontrol theory (N}oquiat, Bode, etc.). 



ln gt'lneraJ, th.e characteristic t>quation includt>ti exponen­
tia.l functions due to the transpoxt. la.gs a.long t.he channel, tha.t 
iA: 

H(s) = f(exp( -s), s .• N;), (6) 

where the pa.rameters N; are characteristic coustants which de­
pend on the system operating condition (i.e .. operating flow, 
power, inlet temperature, etc.). 

The margino{ stabilit.y represents a hypeTBurface in the 
parameter spa.ce defined by: 

f(exp ( -i.v), iw, N;l =O. (71 

Usually the parameters N; are combined in appropiate 
dimensionless groups, and the hypersurlace is plotted iu plane 
projections. The ID08t important dimerurionless numbers a.re: 

(h,- h;) t'FG subcooling number, N,,., = hFa vF 

QfWvra 
Npcn = -

1
---- phase cha.nge uumber, 
lFG VF 

Fr = u'f,;/gL Froude number. 

(8) 

(9) 

(10) 

The subcooling number represents the inlet subcooling 
of t.he liquid, the ph88e change numbeJ' is the dimensionless 
power-t.o-flow ra.tio, and the Froude number represente the ra.tio 
of iuertial to gra.vitatioua.l forces. 

Fig. 2 shows a typica.l stabílity margin in the Npçn­
N • .JJ pa.ramet.er plane for diferent. values of t.he Froude number. 
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Figure 2: Typicallinear stability boundaries 

NATURAL QIRCULATION SYSTEMS 

Two-phase natural circula.tion conditions are often 
adopied in deeigns af theiiil08hypon reboileTB, solar colectoTB 
and va.rioua cool.ing systema. Boiling natural circulation Í& al80 
expeded in aenral accident hypoihetical &C4!narios in nuclear 
reactors. ln such operation mode flow instabilities can occur 
depending on the syste.m geometry, fluid propertie.s and opeJ'­
a.ting conditiona. 

The main chara.cteriatic which ditfemtiate natural circu­
laiion úom forced circulaiion is that ihe flow rate iB determined 
by the heat input to the loop. Several researchen have inve.s­
tigated both theoretically and experimentally the dynamics of 
boiling natural circulating clul.nnels. Pa.rticularly interesting 
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are Chexal and &rgles (1973), Fukuda aud Kobori (1979) and 
Delmastro et al (1991) . Recently a. comprehensive para.metric 
study of natural circula.tioustability margins was presente<! by 
Lee and Lee (1991) . 

The mcst int.erestíng feat.ure of boilíng natural circu­
la.tion insta.bility is the appea.rance of an unstable region at 
low power input. Figure 3 shows a. t.ypicalstabilit.y ma.p of a. 
boiling natural éirculatiou chanuel. wbere it cau be seen that . 
for a given ínlet subcooling, the syst.em become subsequent.ly 
unstable, stable a.nd unstable agaiu as power increa~>ell . The 
gra.vitationa.l presBure drop plays a dominant role in the low­
power instability region , wbereas t he frictional pressure drop is 
dominant in the high-power region. 
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Figure 3: Different st.a.bility regions observed in natural circu­
la.t.ion syst.ems 

MULTICHANNEL SYSTEMS 

Para.llel-hea.ted-cha.nnels syst.ems are widely used in ali 
kind of equipment. and thWI t.he int.erest in anala.yzing t.he oc­
currence o{ Density-Wave oscillatioW> in tltem. The~· p08e some 
specifu: problE'IDB apart from th08e due to the increase in num­
ber of the involved \'8.1'Íablet~. 

The ma.in düference with single-channel syst.ems is the 
possibility of O&CiUation in severa.l modes. Each of them stauds 
for the channels oscillating with a certain amplit.ude, phase 
and frecquency. To ea.ch of these 08cillation modes can be as­
sociated a atability mlllgin. Under experimental or operating 
conditions the first mode that iB made unstable is the one that 
wiU ~ observed. This has been a ra.ther controversia.l issue. 
Diiferent . researchers obtained diiferent oeciUa.tion modes un­
der apparently equa.l conditions (MMini et ai, 1968, Aritomi -:t 
al, 1977, Guido a.nd Converti, 1991). 

From the theoretica.l point of view, Gerliga and 
DuJevskyi (1970) were the fiTBt to obtain a. comprehensive con­
diiion for stability prediction. They stated tha.t a mult.ichannel 
syslem is stable if ea.ch of the individual channels and an t>qUÍv­
alent channel considering the whole system are stable. 

Much work has been devoted to th~> prediction o{ 08-
cilla.tion modes (Hayama., 1967, Aritomi et al, 1977, Fukuda 
and Hasega.wa, 1979, Aritomi et a~ 1979, Fukuda et al, 1982, 
Clausse et ai, 1989, Guido et ai, 1991 ). A useful technicque 
t.ha.t has permitt.ed to gain intÜght. into the physical phenom­
ena is to first a.nalyse a system o{ identical dtannels and then 
use a para.meter perturbation method to descri~ the actual 
case. It ha.s to be noted tha.t waa recently shown tha.t some­
t.imes t.he identical-channel system is more st.able t.han t.he non­
equal-channel s:rstem, but sometimes the reverse occurs (Guido 
-:t ai, 1991}. 
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lt bas also gained some a.ttention tbe problem of Cro88-

connec.t.ed d1a.nnels. The ca.se of dit~crt~te ventila.t.íon has been 
studied both thoretically anel experimentally (Veziroglu anel 
Lee, 1971, Taleya.rkhan et al. 1985). However, the knowledge 
on continuously-ventila.t.ed channel.s is poor and requires more 
investigation, specially ~}'~tematic e.xperímentaJ progralll8. 

Finally, it. hae to be mentioneel that almost ali the anal­
ysis performed on multichannel syst.ems used the linear approx­
imation. Non-linea.r analysis of multichannel systerns is clearly 
an a.rea where much research is needed. 

t-iONLINEAR ANALYSIS 

The study of t.he nonlinear behavior o{ density-wave in­
st.a.bilitit-8 ha.1:1 a.t.tra.ct.ed con1:1idera.ble ínt.erest re<:ent.)y. 

Hopf biíurca.t.ion techniques have been used to study 
the amplitude and fre<:uency of the oscillations (Ar.hard et ai .. 
1985). 

A numerica.l time-domain analysis wa.s performed by 
Rizwan-Fddin and Dorning (1988). Density-wave 011cillations 
were a.nalyzed by numerically solving the nonlinear, va.riabl.e 
delay, fundíonal , ordinary integrodifferential f'<(Uations for the 
single- and two-phase heated channel regions along character­
istics and along cha.nnellength for axially uniform hea.t. fluxes . 
For periodically forced flows when t.he syst.em is in t.he linearly 
unt1tahle region, it usually evolves a.sympt.otically t.o one of the 
different attracting 8ets: stable period-N limit c~·des, stable 
invaria.nt t.ori and a chaotic (or st.range) aUractor. 

Clausse a.nd La.hey ( 1991) performed a.n ana.lysis of au­
tonomous density-wave oscillations by solving t.he conservation 
equations using a Galerkin nodal a.pproxima.tion. For natural 
circnlation boiling channel.s, perioâ.i.c limit cyde8 and aperiodic 
cbaot.ic responses, that appear to be similar to thoae observed 
expt'tÍmentally (Cla.usse, 1987, Delmastro, 1988 and Clausse et 
aL 1990), were found . 
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Desenvolve-se neste trabalho um estudo dos fenômenos de escoamento 
envolvidos nas operações de "jet-lift". Foi construída uma coluna de testes 
para o estudo experimental do fenômeno, usando misturas ar-água. Através de um 
modelo numérico simplificado, comparou-se os valores de vazões de liquido com 
os experimentais, obtendo-se boa concordância. São apresentadas sugestões 
para otimizar a recuperação de liquido, diminuindo o consumo de nitrogénio e o 
tempo de operação. 

INTRODUÇÃO 

As operações de indução de surgência e de 
limpeza de poços, da forma como são realizadas 
atualmente, foram inicialmente experimentadas em poços 
de petróleo há cerca de três décadas, tendo sido 
utilizada comercialmente e com sucesso pela primeira 
vez, em meados de 1963 pela "The California Company", 
no Campo de Barataria, Louisiana - EUA (Weeks, 1970) . 
O "flexitubo" empregado era de O, 0334 m OD ( 1. 315 pol) 
com espessura minima de parede de O, 003175 m (0. 125 
pol), formado por 300 tubos de 15,24 m (50 pés) 
soldados de topo, pelo processo TIG e MIG. As vazões 
de ni trogênio injetadas variavam de 5, 66 Nm3 /min 
(200 scf /min) para circulação, a 25,4 Nm3 /min (900 
scf/min) para tratamento, com as pressões chegando a 
62 MPa (9000 psi). 

Conforme citado por diversos autores, tais como 
Slator & Hanson (1965), Cashion (1973), Lane (1984) e 
Ackert et al. ( 1989), a uti 1 i zação do sistema sempre 
foi emp1r1ca e baseada na esperiência pessoal dos 
operadores. Do ponto de vista técnico, muito pouco foi 
acrescentado de 1963 até hoje, sendo que o 
dimensionamento dessas operações é feito de maneira 
rudimentar, não se considerando as características 
particulares do escoamento fluido/nitrogénio na 
geometria anular. Desta forma, os resultados previstos 
dificilmente se aproximam dos obtidos nas operações 
realizadas em Campo. t comum a utilização de tabelas 
das Companhias de Serviço, geradas a partir de 
correlações empíricas ou semi-empiricas, com simples 
adaptações aos modelos de escoamento em geometria 
tubular. Assim, comete-se erros grosseiros no cálculo 
dos gradientes de pressão, contribuindo para que se 
mantenha o empirismo na execução dessas operações. 

Este trabalho se propõe a estudar os fenômenos 
fisicos que envolvem a operação de "jet-lifting", 
investigando experimentalmente o escoamento bifásico 
ascendente gás-liquido na geometria anular, com 
características geométricas e operacionais similares 
àquelas encontradas nas 6perações realizadas em campo. 
Desenvolve-se um modelo numer1co simplificado, que 
simula o "jet-lift", e sugere-se alguns procedimentos 
para otimizar a recuperação de fluidos, diminuindo o 
volume total de nitrogénio utilizado e 
consequentemente o tempo de operação. 

INSTALAÇÃO EXPERIMENTAL UTILIZADA 

Um esquema da operação estudada é mostrado na 
figura 1, que também indica as variáveis adotadas. 

A instalação experimental utilizada, foi 
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Figura 1 - Esquema da Operação 

concebida e construída, no Laboratório de Movimentação 
de Fluidos do CENPES Centro de Pesquisas e 
Desenvolvimento Leopoldo A. Miguez de Mello, da 
PETROBRAS de forma a simular as características 
operacionais de uma indução de surgência: para uma 
dada vazão de gás que se estabelece na superfície, uma 
certa vazão de liquido deve ser recuperada, função do 
indice de produtividade do sistema de alimentação e 
das perdas do sistema. 

Consta de três sistemas básicos: sistema de 
alimentação de fluidos, sistema de retorno e coluna de 
testes. O sistema de alimentação de fluidos é parte 
permanente do Laboratório, e consta de tanques de 
armazenamento, sistema de recalque, válvulas e 
medidor tipo turbina (água); sistema de compressão, 
válvulas e placas de orifício (ar). O sistema de 
retorno consta de linhas de retorno e vaso separador. 
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Figura 2 - Esquema da Seção de Teste e Instrumentação 

A coluna de testes está apresentada na figura 2 
e é composta por um tubo de produção tipo N-80 , com 
diâmetro externo de O, 073 m (2, 875 pol), duas seções 
transparentes e m "plexiglass" e no seu interior, um 
"flexitubo" com diâmetro e x terno de 0,0254 m (1,0 pol) 
e ogiva do tipo convencional. O "flexitubo" foi 
instalado d e forma a ficar fi xo apenas na extremidade 
super ior, ficando totalmente liv re no interior da 
coluna. O conjunto da coluna de testes foi afixado a 
uma est rutura tipo treliça, concebida para permitir a 
movimentação angular da coluna, podendo ser 
posicionada em qualquer ângulo entre -15°e 90° . 

A coluna pode s er operada, enchendo-se a mesma 
com liquido e injetando gás na sua base, por 
intermédio do "flexi tubo" . A mistura bifásica assim 
formada, ascende a coluna até a saída lateral, onde 
passa ao sistema de retorno. A alimentação de líquido 
ao sistema é garantida pela ação da válvula reguladora 
de vazão, que é cali brada d e maneira a permitir o 
fluxo de líquido, apenas quando a pressão a jusante da 
válvula controladora for menor do que aquela 
equivalente à coluna totalmente cheia com líquido . 

A instrumentação utilizada é mostrada na mesma 
figura. O ponto Pl é a tomada de pressão da válvula 
reguladora da vazão de Üquido. Os pontos P2 e P4 
foram utilizados para as medições dos fatores de 
fricção no escoamento monofásico e, acrescidos de 
pequenos vasos separadores gás/líquido, para a medição 
do gradiente de pressão no escoamento bifásico. O 
ponto PS é utilizado para o controle de pressão na 
saída da coluna, evitando que ocorra o sifonamento. 
Nos pontos Tl e T2 estão instalados termopares. 
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PROCEDIMENTOS EXPERIMENTAIS 

Os procedimentos experimentais adotados, tiveram 
como base: calibração da instrumentação; fixação de 
uma vazão d e gás conhecida; estabilização das vazões 
de gás · e de líquido; caracterização do padrão de 
escoamento; registro dos valores de tempera tura, 
diferenciais de pressão, pressões manométricas e a 
vazão de líquido recuperado. 

Os Padrões de Fluxo Bifásico 
anular foram detectados visualmente, 
transparente superior da coluna, 
configurações clássicas dos padrões 
agitante e anular. 

para a geometria 
a través da seçã o 
adotando-se as 

bolhas, golfadas, 

As propriedades físicas do ar e da água, foram 
determinadas pelos procedimentos descritos por Miller 
(1983). 

RESULTADOS EXPERIMENTAIS OBTIDOS 

A figura 3 mostra os pontos experimentais 
indicados sobre o mapa de fluxo de Taitel. 

A figura 4 apresenta a relação existente entre 
vazão de gás imposta e a vazão de líquido recuperado 
para o escoamento vertical . Verificou-se que, ao valor 
máximo da vazão de líquido corresponde um valor mínino 
da pressão Pl, para a mesma vazão de gás . Em termos de 
massa, a vazão de gás que maximiza a recuperação de 
liquido do sistema é da ordem de 0,024 Kg/s que 
corresponde a uma razão gás-liquido da ordem de 0,020 
(~ 17 Nm~ /min). Em todos os casos, observou-se que 
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este ótimo situa-se no padrão golfadas. 
A existência de uma região de máximos na 

produção de líquido está relacionada à combinação dos 
termos dos gradientes de pressão que ocorrem devido ao 
escoamento bifásico, e pode ser explicada como sendo a 
região onde existe o melhor compromisso entre a fração 
de vazio (alívio do peso da coluna) e as perdas devido 
ao fluxo. Para vazões de gás prox1mas da vazão 
maximizante, o rendimento do sistema é máximo, com 
consumo otimizado do gás. Uma vez que se aumente a 
vazão de gás para além desse valor, aumenta-se a 
perda de energia do sistema, sem o ganho 
correspondente na recuperação de líquido. 

MODELO NUMtRICO SIMPLIFICADO PARA "JET-LIFT" 
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5.A 

A figura 5 apresenta a relação entre a vazão de 
líquido recuperado e a pressão na base da coluna (P1), 
e estabelece a curva de operação do sistema. Esta 
curva será utilizada adiante, no desenvolvimento do 
modelo de recuperação por "Jet Lift". 

A figura 6 apresenta o efeito da inclinação da 
coluna para a recuperação de líquidos por "Jet Lift". 
Pode-se verificar que o aumento da inclinação implica 
em queda no rendimento do sistema, uma vez que existe 
maior facilidade para a segregação do gás, diminuindo 
o efeito de arraste do líquido. 
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o dispositivo do "jet-lift" pode ser ana~isado 
partindo-se de um balanço de quantidade de mov1mento 
na direção vertical (Bianco, 1990). Sob forma 
simplificada, obtem-se a seguinte expressão: 
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onde L é o comprimento da seção anular, e Ls/L é a 

submergência do flexitubo (= 1 em nosso experimento). 
A fim de expr1m1r as diversas variáveis 

presentes na equação ( 1 ) , em termos das vazões de 
gás e de líquido, empregamos para a fração de líquido 
o modelo de Zuber & Findlay (1965): 

( 2 ) 
PG 

CGL( MG + M - ) + p A U L pL G an s 



onde são adotadas constantes do padrão golfadas, isto 

é, CGL = 1,2 e Us = 0,345/ g(Dc+ DTi' conforme 

Sadatomi et al. (1982). 
O gradiente de pressão por fricção no trecho de 

entrada da fase líquida é representado na forma usual: 

'2 
ML 

~ =2fT --2-
ld'ZJf.L DcpLAT 

( 3 ) 

Finalmente, o gradiente de pressão por fricção 
no escoamento bifásico, pode ser representado da 
seguinte forma : 

k . . 

Iro _ -k'TdPí \ (\ + M_)
2 

- H 'l~--' - 2f -G 
( 4 ) 

f,GL L dZJf,Lo- an D A2 
eqPL an 

Devido às peculiaridades da geometria estudada 
(anular com tubo flexível livre), decidimos ajustar o 
valor do expoente k experimentalmente, em vez de 
adotarmos o valor 1, 75 , geralmente aceito para 
operações de produção por "gás-lift". 

As equações ( 1 ) a ( 4 ) constituem o modelo 
numérico adotado, o qual permite obter a vazão de 
líquido recuperado; para uma dada vazão de gás , e 
conhecidas as dimensões da coluna e do flexitubo, as 
profundidades envolvidas e as propriedade físicas dos 
fluidos. Para tanto, adotou-se os seguintes valores: 
fan = fT = 0,0075 (medidos), coefici en te de perdas 

localizadas na admissão de líquido, ÇL = 457 (obtido 

da figura 5) . A pressão P
2 

também foi medida (TP2), 

seus valores, 
Bianco ( 1990). 
valor 2, 10 
figura 4 . 

COMENTÁRIOS 

pequenos, podem ser 
Com a adoção para o 

são obtidos os pontos 

encontrados em 
expoente k, do 
assinalados na 

Experimentalmente, foi possíve l verificar a 
existência de uma vazão mássica de gás, que maximiza a 
vazão de liquido recuperado e que está bem abaixo dos 
valores usuais de Campo. Para o nosso sistema 
experimental, com coluna na vertical, essa vazão em 
termos de massa era da ordem de 0,024 Kg/s. Foi 
observado também, que a inclinação da coluna provoca 
uma diminuição sensível no rendimento do sistema, uma 
vez que o gás passa a ter um caminho preferencial ( 
parte superior do tubo), diminuindo assim o efeito de 
arraste do líquido. Com a coluna a 45 graus o 
rendimento caiu cerca de 30%. 

Foi também possível investigar e avaliar o 
escoamento bifásico ascendente para o sistema físico 
utilizado, verificando o desempenho do modelo numérico 
adotado, quando aplicado às condições de operação do 
"Jet-Lifting" : 

o os resultados obtidos foram 
apresentados por Todoroki et 
contexto diferente do nosso; 

semelhantes 
al. (1973), 

aos 
em 

o relativamente ao modelo adotado, o erro no 
o cálculo da vazão de líquido recuperado, foi 
em média de 0,2% e desvio padrão 5,7 %. 
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ABSTRACT 

ln this work a typical "jet-lifting" ope ration 
has been studied both experimental and theoricaly. A 
test section consisting of a 10 meter (OD . 073 cm.) 
tube with a flextube inside has been mounted in 
laboratory. Experiments have been performed with 
air-water mixtures . A simple model for predicting 
recovered liquid flowrate as a function of the 
injec ted gas flowrate has been used comparison with 
experimental values, showing good agreement. 
Suggestions are made in arder to achieve optimum 
liquid recovery flowrate, thus minimizing nitrogen 
consumption and time of operation in real field 
si tuations. 
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RESUMO 

Os fenômenos de transferência de calor e massa na interface .de escoamentos turbulent?s es­
tratificados de gás-líquido dependem fundamentalmente do conhecimento dos p~rfi~ de veloc1d~~e, 
em ambas as fases, na região próxima da interface. No presente trabalho foi fe1ta uma a~a_ilse 
experimental do comportamento dinâmico desse tipo de _escoamento. Foram ob~ervl!'das mt1das 
deformações no perfil universal de velocidades em funçao da presença da tensao c1salhante na 
interface. 

INTRODU CÃO 

A determinação da troca de momentum, energia e massa 
em um escoamento bifásico requer o conhecimento da estru­
tura turbulenta local de ambas as fases. Aparatos experi­
mentais tem sido desenvolvidos com este fim. No entanto, os 
resultados apresentados estão baseados em desenvolvimentos 
empíricos. 

Resultados experimentais obtidos por Hidy e Plate [4l 
por Rashidi e Banerjee [5], Gayral et al. [3], Fabre et al. [1 
e Ueda et ai. [7], mostram uma forte influência da tensão 
interfacial no comportamento hidrodinâmico das duas fases 
do escoamento. Tais resultados sugerem a existência de um 
mecanismo de transferência de momentum entre as duas fases 
através das camadas viscosas próximas à interface. 

Fernandez et al. . [2] desenvolveram um modelo matemá­
tico, baseado na equação de movimento próximo da interface, 
que fornece a distribuição da velocidade média e da difusivi­
dade turbulenta em escoamentos estratificados gás-líquido, 
turbulento-turbulento, em ambas as fases. 

O presente trabalho analisa um escoamento bifásico, águ14 
ar, estratificado de correntes paralelas em um duto retangu­
lar fechado. O objetivo é obter-se uma grande quantidade 
de medidas turbulentas para diversas taxas de escoamento de 
água e ar (relação de vazões). Estas medidas foram realizadas 

AR 

~ AR _... 

na fases gasosa. Os resultados obtidos apresentam exelente 
concordância com os obtidos por Fernandez et al. [2]. 

APARATO EXPERIMENTAL 

Os experimentos foram realizados em um duto retangu­
lar fechado em acrílico de 2m de comprimento com uma in­
clinação de 1,5 mm/m e seção reta de 0,21 x 0,19m. 

A Figura 1 mostra esquematicamente o aparato. O supri­
mento de água e ar são feitos de maneira independente o que 
permite uma maior variação da razão de escoamentos. 

O ar, cujo circuito é aberto, é succionado diretamente 
da atmosfera por um exaustor. No interior do leito, a veloci­
dade máxima do ar é de 2,7 m/s. Devido a problemas de 
desenvolvimento do escoamento na entrada e saída do duto, 
somente o trecho compreendido entre 1,1 e 1,6m a partir da 
entrada foi considerado como sendo o comprimento útil de 
medida. A fim de monitorar-se a queda de pressão da fase 
gasosa foram feitas tomadas de pressão (furos com diâmetro 
de 1mm) na parte superior do leito. A 1,4m da entrada do 
leito (tomada númew 9 na Figura 1) foi instalado um sistema 
de deslocamento vertical com resolução de lmm. Através de 
um sistema de anemometria de sensor quente pôde-se deter­
minar o perfil de velocidade do ar nesta seção, para uma dada 

VENTURI 

GUA _...~ 
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Figura 1 - Visão esquemática do aparato experimental 
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condição de escoamento. Obviamente, o sensor foi fixado no 
sistema de deslocamento vertical. 

A água é bombeada através de um circuito fechado por 
uma bomba centrífuga. No interior do leito a velocidade 
máxima do líquido é de 1,8 m/s o que corresponde a uma 
espessura média de água de, aproximadamente, llmm. A 
água é separada do ar por meio da gravidade em uma câmara 
plena após o leito. 

INSTRUMENTAÇÃO E PROCEDIMENTO 
EXPERIMENTAL 

Um orifício e um venturi, construidos e calibrados de 
acordo com as normas da ASME, foram usados para as medi­
das de vazão mássica de água e ar, respectivamente. Para 
determinar-se a queda de pressão do ar, foi utilizado um 
micromanômetro marca MKS (Baratron) tipo 310BH-1 com 
campo de 1mm de Hg. Para a água, mediu-se apenas a pro­
fundidade média (espessura do filme de líquido) com o auxílio 
de um micrômetro de profundidade com resolução de 0,01 
mm. 

Os perfis de velocidade do ar foram medidos com o auxílio 
de um anemômetro de fio/filme quente da marca DISA mo­
delo 55D05 utilizando sondas de fio (DISA mod. 55Pll) e 
filme (TSI mod. 1213-10W) quente. 

O procedimento experimental baseou-se em fixar-se o 
número de Reynolds da água, enquanto cobria-se todo o cam­
po de vazão permitido para o ar. Desta forma, pôde-se para­
metrizar os resultados em função do Reynolds do ar. A faixa 
de Reynolds obtida na instalação foi a seguinte: para a água 
de 14.000 a 43.000 e para o ar de 19.000 a 34.500. 

RESULTADOS 

A queda de pressão medida na fase gasosa foi monitorada 
em todos os testes e os resultados obtidos estão descritos em 
detalhes na referência [6]. 

A Figura 2 apresenta o perfil de velocidade para uma 
determinada razão de escoamento, que é fornecida na própria 
figura. As tendências encontradas neste perfil foram verifi­
cadas em todos os testes, ou seja, para qualquer razão entre 
os Números de Reynolds do ar e da água. Assim, a formação 
de uma região de velocidade máxima na região próxima da 
interface pode ser entendida como um comportamento típico 
de escoamentos similares ao analisado no presente trabalho. 
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Devido à natureza da interface gás-líquido, a distribuição 
de velocidade do ar próxima da superfície líquida não é ade-
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quadamente descrita pela expressão clássica em superfícies 
lisas ou rugosas apresentadas nas várias condições de escoa­
mento investigadas. 

Desta forma, segundo Fernandez et al.[2], os perfis uni­
versais de distribuição da velocidade foram definidos da se­
guintes forma: 

u+ = Ko ln(y+) + Co 

Os termos da equação (1) são definidos por: 

onde: 

u+ = u- U; 
U* 

U; = !!f;, 
U* = {!i 

V Pe 

e 

A constante Ko é dada por: 

onde: 

Ko = K F y;+ 

r+ = !i 
r e 

+ Pu p = -
Pt 

e 

( 1) 

(2) 

(3) 

(4) 

(5) 

(6) 

(7) 

O termo referente a posição (y+) é definido através da 
equação (8). Assim, 

+ y;u· 
y =--

Vt 

Finalmente, a constante Co é dada por 

onde: 

C0 = /?t [C - K ln ( ~)]' 
Jl+ = Jlg 

Jll 

(8) 

(9) 

(lO) 

A nomenclatura utilizada nas equações de (1) a (10) é a 
seguinte: · 

T 

u 
Yi 
v 
J1 
K 
c 

= tensão de cisalhamento [Njm2
) 

= velocidade local [m/ s] 
= posição a partir da interface [m] 
= viscosidade cinemática [m2 / s} 
= viscosidade absoluta [kg/m s 
= constante universal = 2.5 
= constante universal = 5.5 

subscritos i, f, g - representam, respectivamente, a 
interface e as fases líquida e gasosa 

Os resultados mostrados na Figura 3, foram agrupados 
segundo um r+ mínimo e um r+ máximo. Nota-se um pa­
ralelismo entre as curvas propostas como melhor ajuste lo­
garítmico, para cada um destes grupos. O erro percentual 
médio entre os pontos experimentais e os ajustes propostos 
ficou em cerca de 5% para todos os grupos de r+ (num total 
de 7 grupos). 

Os diversos valores de Ko obtidos para os ajustes pro­
postos na Figura 3 fornecem um K médio bastante próximo 
do valor consagrado de 2,5. Neste caso optou-se por calcular 
um novo valor para K 0 , a partir do valor 2,5 adotado para K. 

Com o novo valor de K 0 , pôde-se calcular um novo valor 
de C0 a partir da equação (1). Com o valor de C0 , determi­
nado para cada grupo de r+, calculou-se o valor 5,78 para a 
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constante C. Fernandez et a!. [2] propõem o valor de 5,75 
para a constante C . 
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Figura 3 - Pontos experimentais agrupados por 
valores de r+ 

Substituindo-se, então, os valores de K e C nas equações 
de K o e C 0 obtém-se novos perfis para os diversos grupos de 
r+. Deve-se ressaltar que, no ent.anto, tal procedimento acar­
retou no aumento para cerca 10% no erro percentual médio 
entre os pbntos experimentais e os novos ajustes. 

CONCLUSÕES 

A lei da interface, pelo lado do gás, proposta por Fer­
nandez et a!. [6], conforme equacionamento apresentado no 
item anterior, é confirmada pelos resultados experimentais 
apresentados no presente trabalho. 

Essa lei da interface, que substitui o perfil universal na 
vizinhança de paredes sólidas, mostra a importâ.ncia de se 
levar em conta, a relação entre os dois fluidos, particularmente 
o fenômeno de transferência de momentum na interface, tra­
duzido pela tensão cisalhante na interface. 

Os resu ltados demonstram que os coeficientes K e C po­
dem ser 2,5 e 5,75, conforme já havia sido proposto por Fer­
nandez [6]. 
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ABSTRACT 

The heat and mass transfer through the interface of 
stratified turbulent gas-liquid fl.ows depends on velocity pro­
file of both phases in the region near of the interface. Exper­
iments were carried out to investigate the dynamic behavior 
of this kind of flow. lt was observed that the interface shear 
stress changes the universal velocity profile. 
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RESUMO 

Nest.e t.rabalho procurou-se det.ermdnar parâmet.ros 
t.érmicos e:fet.ivos em reat.or de leit.o :fixo, usando o 
modelo pseudo-homoll:êneo bidimensional. Os recheios 
ensaiados incluiram part.1culas de di:ferent.es t.amanhos 
(3,7 a 26 mm>, :formas (cilindros e es:feras> e mat.eriais 
(met.álicos e cerâmicos>, procUI'ando-se avaliar e 
quant.i:ficar os e:feit.os dest.as variáveis. 

:::IHRODUÇÃO 

CJ c:onhec:imer:.to do=; par-âmetros. que r·egern a 
~tansferéncia de c alor é de grande 
lmporlánc la no projeto e análise do 
c: ompor·Lamento de reatares calaliticos de 
leito fixo. [€ espe~ial interesse é o caso de 
r·eatores com bai x as relações entre o diâmetro 
do tubo e o àas par t ícula ( dt / dp) tipicamente 
usadas para reaçê5es altamente exotérmicas. 
Estes reatares são do tipo mullitubular, com 
ltJbos estreitos Cdt. 1 a 2 pol.) sendo 
empr· ega~.J. a ~ bai x as r·el.açêJeS; entre c di.ctmel r·c 
d e tubo e o das partículas do lei Lo Cdt/dp na 
f a i x a de 3 a 8) . 

Es.te f ipo de sisLerna apresenta grande$ 
d esaf-ios pai'a estudo. seia devido à forle 
1. r-tf l uénci a do chamado .. efeito de par·ede" 
decorren~e de não-uniformidades estruturais 
do lei t o, seja pela dúvida quanto à validade 
da abordac,;tem pseudo-hc>mogênea para as baixas 
r elaç~es dt / dp empregadas. 

No presente trabalho s~o apresenLados 
resultados: "exper1menta1s de ensaios de 
' · r·.;:.nsferen c:i a de calor· em r·eator·es de lei t o 
r .LX'.:! . para os quais foram determinados 
,_,at·ámetr- r.:Js +_ér-mie:os efetivos, par·a leitos de 

tam.:s.nho~. 

~--~ r·t")C ur· ando-se es t udar 
\/ ,j_r· i à.vei s . 

MATERIAIS E M~TODOS 

formas e material~. 

os efeitos destas 

O e~quern.a do equipamento exper· i mental é 
:nos Lrado na figura 1 . 

() r ea"Lor c cnsta de duas seçê}e$. A ~eç::Io 
r_é r· mic:a é formada por um t .ubo de aço .tnox de 
ó cm de diâmet..r·o e 40 c:m de comprirnento, 
:::iotado de cami ~.a de aqueci rr.e-nt.o com vapor . 
Ab.;:.ixo do r·eator, a seção de enlr·ada, cuJa 
f1nal1dade e p•:rmitir o e!:.olabelecimento do 
per·f1l de velocidade, é formada por um tubo 
d e PVC de 6 cm de di âmet t' o e 25 cm de 
comprimento, estando acoplada ao .reator· por· 
t' lange de nylon. 

concêntricos, suspenso~ por um suporte de 
nylon, e mais um termopar central, nas 
posiçê5es radiais r = O, 8, 15, 21 e 27 mm, a 
partir do centro do tubo. Em cada anel está 
soldado um t .er·mopar· de · chrome1-al umel. Este 
dispositivo possibilita filtrar as flutuaçê5es 
aleatórias de temper· atura ao 1 ongo da di r eção 
angular·, em uma mesma posição radial, 
f"lutuaçê5es estas que são observadas quando se 
usam medidores pontuais. O comportamento 
deste sensor· é discutido por· Giudici C1990), 
incluindo lestes experimentais e modelo 
teórico que explica o seu funcionamento . 

Também são medidas a temper·atura da 
parede da camisa de vapor· e a t.emperat..ura e 
vazão do ar al1 mentado ao equi pament_a, e 
também o perfil radial de temperatura na 
entrada da seção térmica por termopares 
inser·idos r·adialment..e através da flange. 

R - reator 
V - válvula 

TC - trocador de calor 
DU - desum1d1f1cador de ar 

M - rotâmetro 
S - chave seletora 

TI - Indicador dl&ltal 
de temperatura 

L; .. l. ....... --t>c:1---, 
... v 

~,. c,o...,,.;_,·J.o 
l>U 

O perfil radial de temperatura na saida 
d o leito é medido através de um dispositivo 
proposto por· Giudici C1990), ilustrado na 
figura 1, formado por 4 anéis metálicos 

Fi~ur·a 1. Esquema 
exper i ment.al . 
esquema do 
t.empe r· a t.ur·a . 

do equipament.o 
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No 
sensor 

det.alhe (a) 
an~lai' de 



A Tabela 1 apresenta as caracteri s ti c as 
dos 10 materiais utilizados como leito, bem 
como o simbolo a ser usado na apresentação 
dos resultados relativos a cada material. 

Tabela 1 . Mat.eriai s u t 1lizdos como le1to . 

no lipoeâr-mensões simbol o dp( mm) . dp / dt 
esferas metálicas 

1 ferro 26,3 mm 
2 aço 14 , 4 mm 
3 aço 6,3 mm 

esferas cerâmi cas 
4 v i d r· o 1 7, 8 mm 
'3 por·celana 1 3 , '3 rnm 
6 a ll .. dl1 na 5 . O mrli 

c 1lindros ceram1 cos 
7 alumi na l6 , 6xllmm 

I .-. . • ' . . - 1 1 __, .. , "" . . 
1 c. a.1 cn:l nd .-·-.·-=- • . .Jn{rrt 

~< 

o 

* 
* 
o 
+ 

ü 

26, 3 
1 4 , 4 
ô.3 

1 7 . 8 
1 3 . '3 

5. 0 

1 (l. 6 
l O. ô 

0, 438 
0 ,240 
o , 1 0'3 

0, 297 
() ~ 225 
0 . 08 3 

0~ 277 

o ~ 177 
i 9 Zn(J 4 ~ 7 x 9 . 4 rnm + õ ~ 7 ( > ~ 1 J. 2 
E_~-~~~~ i t 1a 2 ~ ~:x:_j . 5 :r: :r: x ? . 7 _ _,.:::· ~ C>6 2 

OBS . (1 ) par a c 1l1 ndro$ são t ·orne c i dos C! 

d t á met .. r ·o d E:- O r:.:ornpt~l.rnento L ~ 

C 2) o ma t. . ~.?c 1 al n .;;. / .d.p r esen +_ .a 
n a f or ma d x ~-

7 furos d e 3 .4 
rnrn ser1d o um .::: en t r-.;:,.1 e •.:•u T_r-ü s r~ a 5 mm ri r:J 
r.:: ent_.r·o ( t" r:,r·m.:.;_t o d e '' t_..;..rnbnr· d .e r evo l ~-./e-r'' ) 

TF.:ATAM2NTO DE DA[().S E E:.:-~TI ~'!AÇ 2(() _ i)E _ F·A2Ãlvf2T~' (.·.::.: 

· ~ 
:_ r· .:-.. t __ ... :.... me ri t. C) .J.:i d O S: fuJ.. r e.:1. l 1 z: .;:i.C! r.:.: 

u ·::.ando o modei o b 1d1mens 1 o nal pseudoi·1ornc~~J -? neu 
c o m d 1sper s ~o a x 1 a 1 r e pr esen t a d c p a r 

. .. __ + __ 

[
â

2
T 1 àT] 

•· • 2 · r- àr· 
iJr-

2 

"!" k ~ a T 
1, ~ · - t=· 

t~T 

àz 
àz

2 

c o m as seg u1 n t e s condi ç~es d e c o nt o r no: 

r· = O C àT, ôr· ) ,_, 

r· = R -k r c en/a:-) ~{ h ·.·CT-T.~) z. ':. O 

h . ..,.. ( T - T v ) z : O 

z~ - m T ~ T:. 

z--.\ "'!"([) T ~ T-.~ 

( l ~-1 

-.. 2 . .c..) 

·~ 2 . !:.•) 

·-::- -::) 

•.: 2 . d> 

A equ ação apresent a ·s o l ução anal i t i c a em 
termos de série inflnit, a d e fr. mç~es de 8essel 
CGunn & Khalid, 197 5; [ ll xon e t a l ii, 197 8 ) : 

T T ooBiCl+M. )JC(J ;) (PeCl-M)::l 
- T \,/ == L L ·-=· ~- .. :-cp.J- •J.-::> t 

To-..... - M r g; 2 ,-?- ..., T ,' r?.... 1 ..... d- J 
L- 1 · t ·- .. +r_, L__.__, c ·- r .. L-· \. !-' 

.... - : ~ - ) 

onde 

M [ 1 + 4 (12 d 2 /C R2Pe Pe ) J t .-· 2 

L p t.:L r 
(4") 

e (1 
t 

são as raizes de 

f1 J C (1 ) - Bi 
l 1 t 

J c (1 ) 
o t 

o ( 5 ) 

~ parâmetros adimensionais Bi C=h .... R/h), 
Per C =Gcpdp/ kr) e Pec. C =C--c:;:.d;::/kc.) s:lo 
ajustados pelo critério dos mínimo s 
quadradas. usando o método de a t i mi zação d e 
Mar quar· dt C 1963) . Dados medi dos par a a mesma 
vazão de ar e três diferentes al t.uras d e 
leito (usualmente 100, 2 0 0 e 300 rnm) s ão 
tratados; s;i mul taneament~e. 

RESULTADOS E DISCUSSÃO 

Em concordância c om a 
Khal i d, 1 975 ; Di xon 

l1teratura 
et ali i, 

( Gun n :?.r: 
l 9 78) 

observou-se que Pea. é mal aJ ust. ado. (51 u d i c: 1 

C 1990) mostrou que a sensi bi 1 idade a ? e -:1 C ou 
a ka.) é mui t o pequena, o que expl i c .a o .a _1 u s t_e 
pobre que este parâmetr- o costuma apr-esent ar . 
Segundo Di x on C 1 985 , 1 988) o a. j IJS te d e Pe"' 
parece set-vir apenas para c ompens.ar al g uns 
efei t os; não considerados n o mo de lo ( p <A 
exemplo a condução de c a l or pela parede d e 
seçã:o de entrada), e com 1. sso l evar· -" 
estimativas d os parâmet ros r-adiai s Ck:r ~ i·, , .. : .. 
sem dependência do campr·1meni.. o do l e ito . ..... 
fig u r·a 2 mostra o mapeamenr. o d <t. r· eq1 ~'l c:o 

c or, j unt. a de c onfiança dos par·ame•, ros p a r .::: ,_; m 
c aso ~1p1co, ilustrando que ocor re LnL er aç ~o 

ent...r·e as es t... 1 ma ti vas dos p .-:. r· á me r .. r·os r· a d t .:u ·:; 
Per e B i , c o mo es.perado~ 1nas r1.;:.'1: r..:; entr· e Pe ,.). ~ 

B1 CJ U "2'r'l l r · e Pe.:t e ?e r _ Es t_.e r· es u l t. .a d o 1 n r·; 1 ·=- a 
q u e o ajus ~e pobr e 
S Lgnlfl ca tl v amen t e as 
E-:l . 

ci~ P oc? ·"J_ 
e~ t i 1n ... =tt. i "'-/dS 

n~r...) 

d e 

11.---~----~---------. 

1D 

~ 9 

i:D 

i:D 

8 

7 
o 

3 

2.5 

2 

1.5 

1 
o 

.... . ... .. 81" .;,"2';ó 

2 3 

Peo 

--,-------~--------,-----

Per 

2 

Pea 

9,03 

50 

~ 

"" -3 

4 

4 

1 L_ __ ,__ _ ___. __ __._ __ ___J 

7 B 9 10 11 

Per 

~3 z" ~ t_ <i 

f='e r .::--

Fi~ura 2 . Cortes dd função ,.,.,, . .=.,-t~ ·::. t ;, .. , .• "'-1 ......... """ .... _.._.. .. ._, ._ • !'es: i duo 
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$ na espaç a dos .., ... ..,.,..-:.~l&.~> t r····-=· )-"_ .............. . _ .....,&. • ...~ .... 

estimados . 

()s resultado s relali vo~ aos pa r· ame r . .r· o s 
r·adiais kr Ccondut.1 v 1dade r ad1al ,;,fet.iva) e 
hw ( coeficiente parede-leito) est.ão mostrados 
nas figur-as .Jii: e ~- Obser·va.-se par·-" c ada 
material, uma relação linear com o n umero cie 
Reynolds Re c =Gdp/,u) , n a f a1 xa de ' . ..-al o r· e:; 
es t udada . 

l 



4 
(a) ESFERAS DE AÇO 
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(b) ESFERAS DE CERAMICA 
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o .. ... dp <mml 
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(c) CILIIDROS DE CERAMICA 
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.... E 2 o -'< '\ 
~ 
v + dp <mml o 

+ o td,CS 
+ tO,CS "'· .. 

CS,7 t ,.,. + 

o L " 8,78 

o 500 1000 1500 2000 

R e 

obt..i.dus; ~-. ·:-.., . ·.;a 
!-'e-•.a. •--.& Res: u l t. a dos: 

condut .. i vidadE" radial efet.iva kr 

Par·a partículas de mesmo tamanho, esferas 
rnet"álicas ap!'esentam maiores valores de kr e 
hv que as de cerâmica, como esoerado 

Par·a partículas de m~smo -material 
Ccer·ârn.l.co). cilindr-os apr-esentam maiores 
valores de kr e hv que as esfer·as, o que 
também fora obser-vado por· D~xon (1988). 

O efeit"o do t"amanho da partícula sobre kr 
é pequeno - pr-aticamente só se observa para 
as esfer·as metálicas. Entr-etanto é bastante 
marcante o efeito do t...amanho s:obr·e hw: 

Fi:;ur·a 4. 
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(a) ESFERAS DE AÇO 
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250 

Q200 
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~ 150 
~ 
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50 

o 
o 

250 

,-,200 
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• •• • 
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100 
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250 

500 

Res: u 1 t. a dos: 
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• 
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x 

1000 

o o 
• • 

" 

1000 

+ 
X 

1000 

R e 

dp <mml 
ZCS,!t 

•••• 
CS,I 

K 

1500 

1500 

tO,CS 

<5,7' 
1,71 

2000 

2000 

1500 2000 

obtidos: para o 
cce fi c i en~e de t,rar1s:f·erênc i a 
calo1· parede-leiLc h\"l. 

de 

par· ti cul as menores apresentam maí or·es: val or·es 
de hw. Est...e compor·tamento pode ser· explicado 
considerando que h~ representa a resistência 
à t-ransferência de calor junto à parede 
devido à variação de kr nesta r·egíão e a 
espessura desta região está di retamente 
relacionada com o tamanho da partícula. 
Adicionalmente, o número de pontos de contato 
do lei to com a parede por unidade de área 
aumenta com a diminuição do tamanho da 
parti cul a. 
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Valores 
transferência 

do coeficiente 
de calor 

global de 
do modelo 

unidimensional podem ser obtidos por: 

1/U = 1/hv + R/(4. kr) (6) 

em que se considera o perfil radial de 
temperatura parabólico Cuma hipótese 
razoável, mesmo sob condiç~es com reação, 
segundo Cresswell, 1986). Valores deU assim 
obtidos são mostrados na figura 5. e evidente 
o efeito do tipo de material - metálicos 
apresentam U maiores que cerâmicos - e, em 
menor grau, da forma dà par·ticula 
cilindros apresentam valores de U 
sensivelmente maiores que para esferas. Dixon 
C1988) também observou este efeito, relatando 
porém que estas diferenças deixam de existir 
para cilindros com arestas arredondadas. 

Um valor máximo de U ocorre par a dp/dt na 
faixa de 0,12 a 0,16, em concor·dãncia com a 
literatura CLeva, 1953; Ziolkowski & 
Lega wi ec, 1 987; Chal bi et al. , 1 987; 
Giudici,1990). Estes r·esultados mostram ser 
possi vel aumentar a transferência de calor 
r·adial com a seleção adequada de um tamanho 
de particula. Isto pode ser de utilidade nos 
casos de reatares com reaç~es fortemente 
exotérmicas ou fortemente endotérmicas, muito 
embor·a a escolha do tamanho de par·t.icula est..á 
sujeita também aos aspectos relacionados com 
a perda de carga no escoamento bem como com o 
t'at..or de efet.ividade do catalisador. 

100.-------------------~ 

901- • 

80 
1'\ 
::( 

N 

:J~ 
70f ~ 

v o 

60 
o 

50 

I X 

40 
o 

G 

o 

2 0,84 kg/m /s 

• e sferas ~ aço 
o cilindros de cer .. . 
x e shras ~ ter .. . 

-

III 

-X a 

• X 

-

0.5 

dp/dt 

Fi~ura 5. Resul t.ados obt.idcs para 
coef· icient.e ~lobal U. 

CONCLUSOES 

A partir dos resultados exper· imentais 

obtidos 
analisar 
mater·ial 
térmicos 

no presente ·trabalho, foi possi vel 
as influências de· forma, tamanho e 
das part1culas sobre os parâmetros 
e:fetivos radiais de leitos fixos. 
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ABSTRACT 

In t.his paper- effe-ct.ive lher·mal 
par·ameter·s:in f"ixed bed r•eactor .. ~·er·e oht~ain.;,d 

us:ing the pseudo-homogeneous bidimensional 
model. 

The t.es:t.s: included packings: of differ·ent 
s:ize part.icles: (3,7 to 26.3 mm), diff·er·ent 
s:hapes: (cylinder·s: and sphet'es) and differ·ent 
mat.er·ials (met.alic and cer-amic). 

It. wa.s: s:t.udied the erfect. of t.hes:e 
variables: on t.he t.hermal parameter·s:. 
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RESUMO 

INTRODUÇÃO 

O cálculo de redes de trocadores de 
calor é um assunto de grande interesse nos 
processos indust-riais. Isto porque pode-se 
maximizar a economia global do processo 
através da minimização do uso das chamadas 
uti 1 idades, como por exemplo vapor de 
aqueciment-o e água de resfriament-o. A 
otimização dest-e processo se dá à medida em 
que uma rede de t-rocadores de calor é 
calculada, fazendo com que nest-es 
equipamentos as correntes de processo 
quent-es sejam resfriadas pelas corrent-es 
frias e vice-versa. 

Conforme Gundersen e Naes (1988), 
inúmeros métodos tem sido propostos para o 
cálculo de redes de trocadores de calor, 
agrupados em duas grandes escolas . Uma 
ut-iliza principies termodinâmicos e regras 
heurislicas, como na t-ecnologia "pinch", 
desenvolvida por Linnhoff e seus 
colaboradores, a qual é de fundamental 
import-ância neste assunto. A outra escola 
utiliza métodos mat-emáticos, como 
programação linear e não linear, e tem tido 
grande i mporlânci a, sendo uli 1 i zada na 
otimização de malhas geradas pela tecnologia 
"pinch". No entanto, , algumas simplificaçeses 
são fei las. de forma a tornar possi vel a 
utilização dest-es métodos. Uma destas 
simplifi caçeses é o uso de um coeficiente 
global de troca térmica constante e igual 
para t-odos os trocadores. Este coeficiente 
global não leva em conta os coeficientes de 
pelicula individuais dos fluidos em 
operação, pois é arbitrado de acordo com 
valores tabelados encont-rados na literatura. 
Além disso, fatores important-es como a perda 
de carga e a incrustação causada pelo 
escoamento dos f 1 ui dos no interior do 
trocador não são consideradas. 

Neste sentido, propese-se neste trabalho 
incorporar o dimensionamento dos 
equipamentos na sintese da rede, sem a 
preocupação inicial oe apresentar a obtenção 
de malhas ótimas, com a máxima recuperação 
de energia, o número minimo de trocadores e 
com o 6Tmin ótimo. Desta forma, o método de 
Ponton e Donaldson C1974), que é um método 
heur i sti c o bastante simples e f áci 1 de ser 
programado, foi escolhido para o 
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desenvolviment-o de um programa comput-acional 
envolvendo t-ambém o dimensionamento dos 
t-roca dores . Por ser· um mét-odo bast-ant-e 
rápido, uma vez que apenas uma malha é 
gerada, est-e método servirá aos pr·opósit-os 
dest-e trabalho. que é um est-udo preliminar 
na área. 

Para o dimensionament-o 
equipamentos, o coeficient-e global de 
térmica para cada trocador é 
calculado, at-ravés da equação básica : 

Q = U.A . .t.t 

dos 
troca 

sempre 

(1) 

Nesta equação, Q é obtido pelo balanço 
de energia entre os flui dos, 6t é a média 
logaritmica das diferenças de temperaturas e 
A é a área de troca térmica, inicialmente 
conhecida para o trocador. No 
dimensionamento do trocador são avaliados os 
coeficientes de pelicula individuais dos 
f 1 ui dos escoando no interior do troca dor , 
suas perdas de carga e o f'ator de 
incrustação . 

PROGRAMA DESENVOLVIDO 

O programa para o cálculo da malha foi 
desenvolvido baseado na rotina de cálculo 
proposta por Ponton e Donaldson C1974). Esta 
rotina utiliza uma regra heuristica que 
consiste em combinar sempre a corrente 
quente com a temperatura de entr·ad.a mais 
elevada com a cor r ent.e fria com a 
temperatura de saida mais elevada. 

Para o dimensionamento dos 
equipamentos, uma sequência de cálculos foi 
desenvolvi da, baseada nos trabalhos de 
Ravagnani C1989) e Ravagnani e Andrade 
C1991). Esta sistemática. diferente das 
encontradas na literatura para o 
dimensionamento de trocadores de calor do 
tipo carcaça e t-ubo, não parte para o 
arbit-rament-o do coeficient-e global de troca 
t-érmica. Ao contrário, est-e coef'iciente é 
sempre calculado durante o projeto, 
partindo-se de trocadores com área de troca 
térmica definida. A grande vantagem é que os 
coeficientes globais de transferência de 
calor arbitrados são encontrados na 
literatura tabelados, em faixas com variação 
muito grande entre os limit-es de utilização, 
dificultando assim uma boa escolha do valor 



a ser empregado. Existe ainda o caso de se 
poder trabalhar com fluidos que por ventura 
não se encontrem tabelados na literatura. 

O cAlculo dos trocadol'es é feito de 
modo a satisfazer as condiç~es de operação, 
como perdas de carga e incrustação. Estas 
condiç~es de operação dependem dos fluidos e 
devem ser fixas no inicio do projeto. Os 
valores calculados para estes parâmetros 
devem estar o mais próximo possi vel destes 
valores a fim de se ter um bom 
aproveitamento destes limites. Desta forma, 
a partir de uma tabela fornecida pelos 
fabricantes de trocadores de calor 
norte-americanos, conforme pode ser visto em 
TEMA C1974), contendo o diâmetro da carcaça 
do trocador, o número de tubos, o 
espaçamento entre os tubos, a disposição 
geométrica e o diâmetro externo dos tubos, 
arranjados sequencialmente do menor ao maior 
trocador, o projeto é realizado. O método 
utilizado é o de Bell-Delaware. 

Inicia-se os cAlculas com o menor 
trocador possi vel di sponi vel , com o número 
de passagens mAximo no interior dos tubos e 
com o espaçamento minimo entre as chicanas. 
A perda de carga no interior dos tubos é 
testada e o número de passagens nos tubos 
vai sendo diminuido se o valor calculado for 
superior ao valor fixado no inicio do 
projeto para a perda de carga. Se para este 
trocador nem o número de passagens minimo é 
capaz de satisfazer a perda de carga, um 
trocador maior deve ser testado. O trocador 
que vem a segui r ser A um trocador com o 
diâmetro de carcaça imediatamente superior 
ao anteriormente testado, segundo a tabela 
citada. 

Este procedimento é repetido até que a 
perda de carga no interior dos tubos seja 
satisfeita. Quando isto ocorre, a perda de 
carga no lado da carcaça é 
calculada, partindo-se agora do mini mo 
espaçamento entre as chi canas, de forma a 
garantir a máxima perda de carga possivel . 
Este espaçamento vai sendo aumentado à 
medida em que a perda de carga não é 
satisfeita, até que se chegue ao espaçamento 
máximo . A partir dai, somente um trocador 
maior será capaz de satisfazer esta perda de 
carga, e um novo trocador deve ser testado . 
O procedimento irá se repetir até que a 
perda de carga no lado do casco seja 
satisfeita. O limite a ser testado agora é 
do fator de incrustação. Se o valor 
calculado for i nfér i or ao fixado no inicio 
do projeto, deve-se aumentar o tamanho do 
trocador, pois o mesmo está subdimensionado. 
Quando este valor super a o valor fixado, o 
t-roca.dor .... te!). proj<>lca.do, d<> a.cordo com a.so 

condiç~es de operação com relação às perdas 
de carga e fatores de incrustação . 

Uma vez dimensionado o equipamento, 
volta-se ao programa principal, e conforme o 
método de Ponton e Donaldson (1974), um novo 
cruzamento entre 
frias é feito e o 
Isto é feito até 
desenvolvida. Por 
malha é calculado, 
seguir. 

as correntes quentes e 
trocador é dimensionado. 
que a malha toda esteja 
fim. o custo total da 
como será vis to 1 ogo a 

O programa apresenta então, ao final, 
a malha gerada com o seu custo total. de 
forma que se possa ter todas as informaç~es 
acerca da malha e dos equipamentos 
utilizados nela. 

RESULTADOS 
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Para testar a utilização do programa, 
foi escolhido um exemplo clássico da 
literatura, contendo quatro correntes, duas 
quentes e duas frias. Este problema é o 
problema 4SP1. proposto por Pho e Lapidus 
C1973). Como o problema original não leva em 
conta as propriedades fisicas dos 
fluidosCcom excessão do calor especifico) 
nem dados relativos à perda de carga e 
incrustação, alguns fluidos que apresentavam 
o mesmo produto entre a vazão mássica e o 
calor especifico para as correntes propostas 
no problema foram utilizados. O programa foi 
testado para este problema e seus resultados 
foram comparados com os resul lados do 
problema 4SP1 resolvido pelo método de 
Ponton e Donaldson (1974). Na utilização 
deste exemplo, o custo do vapor é O, 002 
US$/ ano e o custo da água 0,00011 US$/ano. A 
temperatura do vapor é 294 °C, e as 
temperaturas de entrada e saida da água são 
38,0 e 82.5 °C . Os coeficientes globais de 
troca térmica em W/ m2 °C são 850, O para 
trocadores e resfriadores e 1133,4 para 
aquecedores. O ~Tmin é fixo em 10°C. O custo 
da malha é calculado pela equação 
apresentada por Pho e Lapidus (1973): 

C=õ. ?:a. Ati. +?:a. Aai. + ?: a. Are +?:Uk. Sh (2) ( 
b . b b] 

t. t.. \. L 

Nesta equação, as constantes a. b e õ 
valem 1000, 0,6 e 0,1 respectivamente. 

Os demais dados de entrada são 
apresentados na Tabela 1. Nesta tabela, TQE, 
TQS, TFE e TFS são as temperaturas de 
entrada e saida das correntes quentes e 
frias, r espectivamente., MCPQ e MCPF são o 
produto entre vazão mássica e calor 
especifico das correntes quentes e frias, M 
a vazão mássica e Rd o fator de incrustação. 
Com relação às perdas de carga, os valores 
limites são 68950 N/ m2 para as corr·entes 
liquidas e 13790 N/m

2 
para o vapor . 

Os resultados obtidos pela simples 
aplicação do método de Ponton e Donaldson a o 
problema 4SP1 encontram-se na Tabela 2, 
confrontados com os resultados obtidos pelo 
nosso programa também utilizando o método de 
Ponton e Donaldson, porém considerando o 
dimensionamento dos equipamentos . As 
unidades representadas pela letra T são 
trocadores de calor, A são aquecedo res e R 
resfriadores. As malhas encontradas são 
idênticas. com pequenas difer'enças nas 
temperaturas intermediárias, no calor 
trocado e na área de troca térmica. Estas 
diferenças devem-se ao falo de que os 
coeficientes globais de troca térmica 
calculados são sempre inferiores àquele 
proposto no pl-oblema 4SP1 . Isto faz com que 
a área calculadaseja bem maior em nosso 
programa. Desta forma, os trocador·es 
calculados pelo problema 4SP1 supondo-se um 
coeficiente global constante apresentam uma 
área de troca térmica que não é real, 
influindo no custo total da malha, conforme 
pode ser observado na Figura 1. Na verda, o 
custo real da malha é superior ao valor 
apresentado por Ponton e Donaldson C1974). 

A Tabela 3 apresenta os resultados 
referentes aos parâmetros obtidos no 
dimensionamento dos equipamentos necessários 
na estruturação da malha obtida pela 
aplicação de nosso programa. Estes 
parâmetros são o diâmetro do casco CDcasco), 
o número de tubos C Ntubos), o número de 
chicanas CNchi) e o espaçamento entre elas 



Tabela 1 - Dados de entrada 

Problema 4SP1 

Cot' l' er.tes quer.tes Cor-r-et-,t,;,s !"r-ias 

o TQEC °C) TQSC °C) MCPQCW/°C) TFEC °C) TFSC °C) r.- MCPFCW/°C) 

1 150,0 94,0 8792,0 50,0 150,0 7521,0 
2 250,0 138,0 10548,0 115, o 250,0 5081,0 

Este Problema 

o Fluido TQEC 
0

0 TQSC °C) MCPCW/°C) RdCm 2 °C/ W) r.- MCKg/ h) 

Corren~es Quen~es 

1 42 
0

API 150,0 94,0 13170, o 8792,0 0,000254 
2 34 

0
API 250,0 138,0 14413, o 10548, o 0,000264 

Correntes Frias 
1 34 0 API 50,0 160,0 11000, o 7521,0 0,000264 
2 28 

0
API 115, o 250,0 8777,0 6081,0 0,000264 

Tabela 2 - Resul~ados ob~idos 

Resul~ados 

Unidade TQEC °C) TQSC°C) TFEC°C) 

Problema 4SP1 
T1 250,0 177,8 115, o 
T2 177,8 138,0 104,5 
T3 160,0 121.3 60,0 
A1 294,0 294,0 238 ,9 
R1 121,3 94,0 38,0 

Es~e Problema 
T1 250,0 180,7 116,0 
T2 180,7 138,0 101.3 
T3 160,0 130,1 60,0 
A1 294,0 294,0 240,0 
R1 130,1 94,0 38,0 

CL3), os coefi c ien~es de pelicula para os 
fluidos escoando nos ~ubos Chio) e no casco 
Cho), os coeficientes globais de troca 
térmica limpo CUc) e de proje~o CUd), as 
quedas de pressão nos ~ubos CâP~) e no casco 
Ct.Pc) e o falar de incrustação CRd). Esta 
tabela é um res umo do dimensionamento de 
cada equipamento, con~endo os coeficien~es 

i ndi vi duais e globais de ~r· ansferér,ci a de 
calor, as perdas de carga, o falar de 
incrustação e as caract.erislicas mecânicas 
do trocador, como o diâme~ro da carcaça, o 
número de tubos no interior do ~rocador, o 
número e o espaçamento entre as chicanas . 
Nestes trocadores, o comprimento dos tubos é 
4,87 m, o diâmetro ex~erno é 19,05 mm com 
BWG 14, espaçados de 25,4 mm e dispos~os num 
arranjo quadrado. 

CONCLUSÕES 

Conforme pode ser obsevado pelos 
resultados obtidos, podemos verificar que o 
dimensionamento dos equipamen~os é um fator 
mui~o impor~an~e no cAlculo da rede de 
trocadores de calor . Sem levar em con~a 

fa~ores como as perdas de carga e a 
incrustação, a malha calculada pode não 
represen~ar exatamente o que ocorre no 
processo como um todo, e o custo total 
calculado serA diferente do real. 
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TFSC°C) QCW) ACm2
) 

238,9 749787,3 30,88 
160,0 422095,0 21,10 
104,5 340004,6 5,86 
260,0 128309,1 2,59 
82,5 245421.8 6,22 

240,0 756034,0 130,54 
160,0 425425,4 55.27 
101,3 273270,6 11,66 
260,0 135404,0 5,83 
82,5 310342,0 11 ,66 

Com relação ao program desenvolvido, o 
mesmo é de grande u~ilidade, pois con~ribui 
no sen~ido de apon~ar a impor~ância do 
di mensi onamen~o i ndi vi dual dos equi pamen~os 
na sin~ese da rede, ainda que u~ilizando-se 
de um mé~odo extremamen~e simples como o de 
Pon~on e DonaldsonC1974) . 

Por fim, podemos concluir que exis~e 

impor~ância nes~e es~udo e ou~ros mé~odos 

para a sin~ese da malha, buscando a máxima 
recuperação de energia, o número minimo de 
unidades e o t.Tmin ó~imo devem ser ~es~ados, 
jA que o dimensionamen~o dos ~rocadores 

individualmen~e refle~iu em diferenças com 
relação ao cus~o ~o~al da rede . 
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Tabela 3 - Parâme~ros calculados para os equipamen~os 

T1 

Fuido Quen~e 34 °API 
Fluido Frio 28 °API 

Dcasco(mm) 387,35 
Nlubos 112 
Nchi 62 
L3Cmm) 77,47 

hioCW/m2 °C) 636,09 
hoCW/m2 °C) 820,01 
UcCW/m2 °C) 358,22 
UdCW/m2 °C) 226,05 
ÃPlCN/m2

) 67295,7 
ÃPcCN/m2

) 48528,2 
RdCm2 °C/W) 0,00163 

261rl,lrl 116,8 

161rl,lrl 

161J,IJ 68,1J 

82,5 38,8 
ProbleMa 4SP1 

Custo Total = 13156,28 U$/ano 

T2 

34 o API 
34 °API 

387,35 
112 

62 
77,47 

845,04 
828,81 
418,42 
285,08 

54255,6 
49496,4 
0,00112 

T3 

42 ° API 
34 ° API 

254,31 
40 
57 

87,77 
1450,21 

955,59 
576,03 
386,56 

62950,4 
40320,5 
0,00085 

261,8 

I 
~294,1J 

Este ProbleMa 

A1 

Vapor 
28 °API 

205,00 
20 
71 

68,33 
9032,71 

910,31 
826,97 
544,33 
3965,8 

49847,3 
0,00063 

161J,8 

!'4,1J 
Custo Total = 17578,47 U$/ino 

figura 1 - Malhas desenvolvidas 
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SUMARY 

ln ~his work a da~ailed program ~o 

calcula~e hea~ exchangers ne~works is 
presen~ed. Equipmen~ design is carried out.. 
simul~aneously wi~h lhe nelwork sizing, 
whenever cold and hol slream cross. A 
classical example f'rom lileralure is lesled. 
The resulls shows lhal lhe t..ot..al cos~ of' t..he 
nelwork is modif'ied, when lhe t..ermohidraulic 
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DINAMICA DO LEITO DE FLUIDIZAÇÃO RAPIDA 

PACHECO, R.G., Cientec- RGS 
FERREIRA, V. C. S., Depto. Mecânica- UFRGS 

RESU/10 
O traba~ho apresenta resu~ tados experimentais e ana~ isa o 

comportamento dinâmico de um ~ei to f~uidizado rápido onde areia foi 
usada como particuLado s~lido e o ar como aeente f~uidizante. O 
objetivo principa~ do traba~ho foi obter corre~acões entre as 
principais variáveis do prob~ema, quais sejam ve~ocid~de superficia~ 
do ar, taxa de circu~ação e eranu~om.etria das partículas em funyão da 
densidade aparente da suspensão. 

INTRODUÇÃO 

Com a crescente utilização industrial do 
Leito de Fluid~zação Circulante CLFC), e 
principalmente operando em regime de 
fluidização rápida CLFR), tem aumentado o 
interesse de pesquisadores em explicar melhor 
os fenómenos fluidodinâmicos deste processo. 
Os verdadeiros mecanismos de interação 
sólido-fluido ainda não estão perfeitamente 
conhecidos. O inleresse pelo uso desta 
tecnologia está dissiminado nas diversas 
áreas da engenharia de processos tais como 
craqueamento catalitico, combustão de carvão, 
calcinação, etc . . . 

Os processos que envolvem fluidização em 
leito rápido CLFR) apresentam um grande 
número de vantangens sobre os 1 ei tos densos 
ou borbulhantes pois apresentam normalmente 
uma maior superficie especifica do sólido 
combinada com uma elevada recirculação 
interna. Estas caracteristicas favorecem 
significativamente os coeficientes de 
transferência de calor e massa, promovendo 
uma temperatura mais uniforme no leito e 
permi"lindo que a reação possa ocorrer numa 
condição mais definida e controlada . As 
vantagens acima elucidadas são de natureza 
genérica. Cada processo em particular 
apresenta caracteristicas peculiares que 
precisam ser analisadas em cada caso. 

O objetivo do presente trabalho foi 
obter informações da dinâmica do LFR através 
da medição de diferentes variáveis num 
protótipo de laboratório construido para esta 
finalidade. A medição da variação de pressão 
ao longo de uma coluna de transporte 
vertical, da taxa de circulação de sólidos e 
da pressão, temperatura e vazão do fluido 
foram as principais variáveis medidas. Três 
amostras de um mesmo sólido com granulometria 
média diferente, sob diversas condições de 
velocidade do gás fluidizante e em diferentes 
taxas de circulação, foram testadas. A 
análise dos resultados obtidos permitiu 
avaliar-se as relações existentes entre as 
pr i nci pais variáveis governantes do fenómeno 
bem como a comparação com modêlos matemáticos 
disponiveis, ainda que de forma muito 
simplificada. 

DESCRIÇÃO DO EQUIPAMENTO 

A Fig. 1 apresenta um fluxograma gené­
rico do protótipo do LFR empregado no 
presente trabalho. Uma vista parcial do 
equipamento é mostrada na Fig . 2. O protótipo 
é similar a outros modelos já descritos na 
literatura especializada Crefs. 111 e 121. 
por exemplo). Foi projetado para operar em 
condições atmosféricas utilizando ar prove­
niente de um compressor rotativo tipo du~lo 
parafuso com capacidade nominal de 6,74 m /h 
e acionado por um motor elétrico de 60 CV. 
Seu sistema de comando permite controle 
independente do fluxo de massa do sólido CGs) 
bem como da velocidade superficial do ar 
CUg). 

O LFR em questão é composto basicamente 
de duas colunas verticais interligadas na 
base e no topo. A primeira, C24) na Fig. 1, é 
a coluna do lei to rápido propriamente di to. 
Foi construida em tubo em aço carbono com 
diâmetro interno de 0,098 m e com uma altura 
de 6 m. Tem seis tomadas de pressão 
igualmente espaçadas. Na sua base o ar é 
insuflado através de um distribuidor 
principal do tipo "bubblecaps" C23). No topo 
a saida é do tipo abrupta com ângulo de 
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A segunda coluna é denominada de 
reservatório de sólidos C27). Feita tambem em 
tubo de aço carbono com diâmetro interno de 
O, 148 m e tambem com 6 m de altura . Na sua 
base está montada uma válvula de alimentação 
principal de sólido do tipo "J". A 
alimentação de sólidos pode tambem ser feita 
por meio de uma válvula auxiliar C31) quando 
a taxa de alimentação for muito baixa. A 
medida do fluxo de sólidos é feita com o 
auxilio da válvula borboleta C26) instalada a 
meia altura do reservatório de sólidos. Esta 
vá! vul a interrompe o f 1 uxo de só! i do porém 
per mi te a passagem do ar de tal sorte que a 
pressão na base permanece constante e o 
regime de escoamento pode ser considerado 
permanente. Com este procedimento a leitura 
do nivel de sólidos C28) é feita com melhor 
precisão. No topo da segunda coluna C 26) a 
entrada de ar é tangencial de forma a operar 
como um ciclone primário. Um segundo ciclone 
foi instalado no topo do reservatório de 
sólidos para permitir uma melhor eficiência 
de coleta . 
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Fig. 1 - Fluxograma do LFR 

Um painel de con~role (4) con~endo 

diversos medi dores t-a-is como manóme~r os. 
~ermóme~ros e ro~âme~ros e ainda válvulas de 
regulagem para o fluxo de ar permi~e o 
comando do processo de fluidização rápida. 

Sólido Empregado . O sólido selecionado 
foi areia e se enquadra no grupo B de acordo 
com a classificação de Geldar~ 131. A opção 
por areia se deve a carac~eris~icas 

favoráveis tais como baixa friabilidade, boa 
uniformidade na forma do grão e na densidade, 
material bara~o e de fácil obtenção. ~ 

possivel ainda a comparação de resultados com 
outros ~rabalhos já que tem sido um sólido 
freqüenlemente empregado em es~udos de 
flui di zação. 

Três amos~ras foram J'e~iradas da mesma 
massa total e classificadas de forma a 
apresen~arem uma dis~ribuição granulomé~rica. 
A amos~ra "A" apresen~ou um diâme~ro médio de 
194,3 J..lm, a amos~ra "8" de 1!3!3,2 1--1m e a 
amos~ra "C" de 129,1 J..lm. Os procedimen~os 

u~ilizados na de~erminação da dis~ribuição de 
granulome~ria da cada amost-ra e demais 
resul~ados advindos des~a análise são 
regis~rados na ref. 141. A massa especifica da 
areia Cps = 2630 kg/ m3

) foi de~erminada 
experimen~almen~e e sua esfericidade avaliada 
de acordo com a ref. 1!31 . As velocidades 
ler mi nal e mini ma de f 1 ui di zação foram 
calculadas de acordo com relaçê:Ses ~eórico­

empiricas sugeridas por Kunii e Levenspile 

I 5 1· 
RESULTADOS 

Os limi~es de operação do protótipo 
foram explorados para que os ensaios pudessem 
abranger a maior faixa de operação possivel. 
Es~es limites foram desde baixa velocidade de 
ar e baixa alimen~ação de sólido até o limite 
de operação do equipament-o ou salur ação da 
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Fig. 2 - Yis~a parcial do Proló~ipo de ~este. 

capacidade de transporte, dependendo do caso. l 
Para cada amostra de sólido quatro vazê:Ses de ~ 
ar foram escolhidas, identificadas pela r 
velocidade média CUg) do escoamento na saida 
do compressor e medidas nos rolâmelros 
principais. Foram elas as seguintes: 8,8 m/ s, 
7,3 m/ s, !3.9 m/s e 4,7 m/s. A Fig. 3 
apresenta no próprio diagrama de Grace 11 I os 
doze lestes selecionados. 

Para cada leste foram medidos ainda os 
diferenciais de pressão entre os seis pontos 
da coluna de fluidização e a velocidade do ar 
na base e no topo do leito para uma dezena de 
diferentes taxas de alimentação de sólidos . 

Os resultados de cada leste foram lodos 
compilados em tabelas e são apresentados na 
ref . 141. A tabela 1, a seguir apresenta os 
valores experimentais obtidos para o Teste lA 
CAmoslra A e Ug = 8,8 m/s). 

A variação entre diferentes taxas de 
alimentação de sólido versus gradiente de 
pressão ao 1 ongo da coluna ver li cal , 1 e i lo 
fluidizado propriamente dilo, está registrada 
em diagramas para diferentes velocidades de 
ar CUg). As Figs . 4 e !3 mostram os 
diferenciais de pressão .ó.Pj. e ÃP9, para os 
lest-es lA, 2A, 3A e 4A, respectivamente . 
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Fig. 3 - Diagrama de Grace 11 I com os lestes 
experimentais 

Tabela 1 - Valores medi dos no Teste 1 A. C ;of) 

Fluxo / sólidos Di fe r- enci al de Pressão 
kg/s kg / m2 / s N/ m 

2 

C Gs) L:IP;. L:IP2 L:IP3 Ll.P4 Ll.P~ 

0,04 6 60 40 40 30 20 
0,07 9 120 60 40 30 80 
0,14 19 220 80 60 50 170 
0,23 30 450 100 100 110 270 
0,23 30 475 100 90 120 250 
0 ,46 61 850 170 140 150 570 
0,70 92 1300 310 240 225 820 
0 , 75 100 1550 3 1 0 305 275 870 
1,02 153 2200 460 365 360 1000 
1, 30 173 3300 610 465 450 1420 
1,47 196 4800 131 0 640 730 1100 

* Vel oc i da de média do ar na base de 8, 55 m/s 
e velocidade média no topo de 8, 70 m/s . 

ANAli SE DOS RESULTADOS 

A equação que rege o gradiente de 
pressão numa coluna de transporte verti cal 
ar-sólido é obtida através do balanço da 
quantidade de movimento linear . Esta equação, 
considerando regime permanente e fluxo 
unidimensional, pode ser dada por: 

·-----·-- - -

Ug = 8,8 m/s 

Ug = 7,3 m/s o 
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Fig. 4 - Taxa de alimentação versus L:IP;. 
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onde € é a fração de vazios ou porosidade do 
lei t.o7" p a massa especifica do gas ou do 
sólido e T a t.ensão de cisalhament.o do gas ou 
do sólido-junt.o a parede do t.ubo . O lado 
direit.o da equação acima pode ser agrupado em 
t.rês t.ermos: t.ermo C!) devido a inércia do ar 
e do sólido, o t.ermo C!!), devido ao peso do 
ar e do sólido e o t.ermo CI!!) devido aos 
at.rit.os ent.re fluido e sólido cont.ra a parede 
int.erna do t.ubo, conhecido t.ambem como lermos 
de front.eira . Segundo diversos aut.ores os 
t.rês t.ermos não t.em a mesma influência ao 
longo de t.oda a coluna de fluidização . As 
Refs. l6j. 171 e 181 t.em considerado o t.erm~ 
C!! ) predominant.e em relação aos demais. Ist.o 
t.em se most.rado aceit.ável para pont.os 
dist.ant.e da região de admissão onde a 
variação de € com a alt.ura é muit.o pequena. 
Ist.o ocorre not.adament.e na região cent.ral da 
poluna. Adot.ando-se est.e modelo a porosidade 
fica facilment.e det.erminada sendo soment.e 
função do gradient.e de pressão. 

No present.e t.rabalho a predominância do 
t.ermo C!!) foi t."ambem observada na grande 
maioria dos t.est.es. Os valores da massa, 
medidos diret.ament.e na coluna de t.ransport.e, 
quando comparados com os resul t.ados obt.idos 
da Eq. Cl) cont.endo soment.e o t.ermo C!!), em 
situações de alt.a circulação de sólidos, 
diferem apenas da ordem de grandeza da 
incert.eza das medições . Para baixa circu­
lação, no ent.anto , a diferença ent.re os 
valores medidos e calculados foi maior 
chegando a ser no máximo da ordem de t.rês 
vezes a incert.eza avaliada naquela condição. 
Dest.a forma fica claro que a predominância do 
t.ermo C!!) em baixa circulação não é t.ão 
grande. A avaliação da incert.eza das medições 
experimentais foi realizada Cref . j4p 
segundo cr-i t.érios de análise da t.eoria dos 
erros e sua propagação . Os valores para a 
inc ert.eza do fluxo de massa CGs) foram da i 
ordem de 10% para o maior fluxo C196 Kg/ mz / s, 
no t.:st.e lA) e 8,33% para o menor fluxo C6 
Kg/ m / s), t.odos eles avaliados com ni vel de 
c onfiança de 95%. 

Validadas as premissas simplificat.ivas, 
a concent.ração de sólidos ou densidade 
aparente, pode ser obt.ida facilmente apenas 
com o gradient.e de pressão vert.ical. 

CONCLUSCES 

O LFR para sólidos do "grupo B" 
classificado segundo Geldart. 131 most.rou uma 
concet.ração de sólidos alt.a na base e na 
saida da coluna de fluidização . Este 
comport.ament.o dinâmico é similar ao obt.ido 
pela ref. 121 para sólidos e equipament.o 
similares . Na part.e cent.ral da coluna a 
concetração de sólidos é mais baixa e 
notadament.e const.ant.e. Note-se que a 
geomet.ria de saida da coluna de transport.e 
nest.es t.rabaloos foi a mesma. Para out.ras 
geomet.ria de saida a ref. 121 registra um . 
comport.amento diferente no t.opo do leito. 
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O modelo mat.emát.i c o represent.ado pelJ 
Eq. 1 acima contendo somente o termo Cil) l 
pode ser usado em situações de alt.a l. 
circulação de sólidos. Para baixa circulaçlo! 
no ent.anto, os demais termos CI e !II) • 
mostraram ter maior importância. O risco de 
serem despresados estará em concordância com . 
o grau de precisão desejada. 

Uma instrumentação mais precisa e uma 
met.odologia mais apurada está sendo prevista 
para serem implementadas no protótipo de 
teste. Desta forma a incert.eza das medições 
será melhorada e a avaliação dos termos da 
Eq. 1 melhor analisados. 
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SUMMARY 

The pa.per presents experimental resul ts 
and concl'USions for the dynam.ics of a hi.~h , 

recirculati.n~ flui.dized bed 'USin~ sand as li. 
sol i.d pa.rt i. c les and a ir as ~as. The aim of 
the study was to obtain relat ionships amon~ 
the main ~overnin~ vari.ables such as 
superficial ai.r velocity, appa.rent density 
and sand ~ranulom.etry . ~, 
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RESUMO 
São ap!l.V..e.YLtad.o-6 o-6 f!.V..lLU.a.d0-6 expe.JUme.ntaÃ..-6 ob:túi0.6 c.om v..tJud:.uJta-6 não me.tá.­

üc.M de. pi!.Omo.tof!.e.-6 de. .twr.bul..ê.nc.ia. pMa -i.n.te.nú6-<.c.M M .taxM de. :Ota.n..6 6 e.f!.ênc.ia. de. 
c.a.tof!. e. mMJ..a em .tf!.oc.adof!.e.ó c.om v..c.oame.n.to-6 do tipo "6-Ume. dv..c.e.nde.n:te.", ~zad0.6 
em .6-i..ó.temM de. ab.60f!.ç.ão ( bombM de. c.ai.of!./f!.e.6JÚ9e.f!.adof!.V..). 0.6 f!.V..lLU.a.do-6 J..ão ap11.v..e.n 
.tado-6 a.tf!.avê..-6 de. do-i.-6 tipo-6 de. anâllie.: uma do tipo c.-eM-6-i.c.o que. .6e. oc.upa d0.6 c.oe.{t 
úe.n.tv.. de. .tf!.oc.a e. ou.tfl.a que. exam-i.na o-6 f!.e..6lLU.a.d0.6 a pMtifL de. uma anéiLí...-6 e. e.n.tf!.Õp.-L­
c.a do uc.oame.n.to, v-i..óando -i.de.nüMc.M M utJud:.uJta-6 ma-i.-6 e.Múe.n:tv.. do pon.to de. v-i.-6 
.ta do Segundo Pf!.-i.nup.<.o da Te.f!.mod-i.nâm-i.c.a.. 

Nomenclatura 

a,b,c 
A,B,C 
d 

dimensão das malhas (mm) 
constantes 
diâmetro (mm) _

2 aceleração gravitacional (m.s ) 
coeficiente de troca de calor parede-filme 
(w.m-2 .K-1) 
condutividade térmica do filme (W.m-1 .K-l) 
constantes 
número de Nusselt do filme 
taxa de troca de calor por unidade de area 
(W.m-2) 
número de Prandtl do filme 
número de Reynolds do filme 
~axa de PE~du~fo de entropia por unidade de 
area (UAm .K ) 
produção global especÍfica de entropia 
diferença média de temperatura parede filme 
(K) 

Tf, Tp= temperatura do filme, temperatura da parede 
(K) 

ângulo das malhas 

vazao mássica por unidade de largura 
-1 -1 

(kg. m • s ) -1 -1 
viscosidade dinâmica do filme (kg.m .s ) 
viscosidade cinemática do filme (m2.s-l) 

INTRODUÇÃO 

A viabilidade técnico-econômica do emprego de 
sistemas industriais de bombas de calor e de refrige­
ração baseados no ciclo de absorção é fortemente in­
fluenciada pelo custo inicial destes equipamentos. 
Como estes são compostos por trocadores de calor e 
massa, a otimização dos processos de transferência de 
calor e massa que governam a performance desses siste 
mas permite reduzir seus custos operacional e inicial-:-

Atualmente os sistemas de evaporadores/absorve­
dores e desorvedores/condensadores que empregam a têc 
nica do filme descendente apresentam um grande inte~ 
resse para serem utilizados pelos sistemas a absor­
ção, devido às suas peculiaridades de transferência 
de calor e massa. Desta forma, o desenvolvimento de 
estruturas promotoras de turbulência eficazes para es 
tes trocadores ê de vital importância na viabilizaçãO 
têcnico-econômica dos sistemas a absorção. 

As estruturas de promotores de turbulência apre 
sentadas foram desenvolvidas para trocadores tubula~ 
res visando: 
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- aumentar os coeficientes de troca do filme 
através de uma intensificação do efeito das ondas su­
perficiais e de mistura no interior do filme; 

- impedir o surgimento de "zonas secas" para va 
lares do número de Reynolds do filme (Ref) inferiores 
a 100; 

- ter um fator de aumento de custo de fabrica­
ção menor que o fator de aumento dos coeficientes de 
troca (em relação a uma superfÍcie lisa); 

- permitir operaçÕes de manutenção da superfÍ­
cie de troca simples e baratas. 

ESTRUTURAS DESENVOLVIDAS 

As estruturas desenvolvidas sao formadas por ma 
lhas em forma de losango para provocar efeitos de mis 
tura transversal à direção do escoamento do filme. -

Com este tipo de estrutura pode-se revestir um 
tubo com uma espécie de "meia" composta por malhas lo 
sangulares que atuarão como promotores de turbulên~ 
c ia. 

As malhas desenvolvidas são formadas a partir 
de fios de 0,2 mm de diâmetro (Figura 1). Este valor 
foi escolhido de maneira a ser inferior à espessura 
do filme de base do filme descendente para Ref maior 
ou igual a 60. Foram utilizados fios de um material 
"molhável" (algodão) e não "molhável" (nylon) para se 
analisar a influência do material dos fios no apareci 
menta de zonas secas. 

Figura 1: 

c 

(i) (Ü) 

Configuração em losango (i) e mista 
losango com fios verticais não molháveis 
(ii) 



"-· 

Foram ensaiadas também estruturas mistas: ma­
lhas em losango com fios mo l háveis e fios verticais 
não mo lháveis , como esquematizado na Figura l ii. Os 
fios verticais sã o acrescentados para: 

- intensificar o efeito de mistura na regiao en 
tre eles; 

- provocar um efeito de repuls ão do filme (devi 
do à sua não molhabilidade) para a região entre fios 
verticais, para reduzir a possibilidade de ocorrência 
de zonas secas . 

A Tabela 1 apresenta a s carac t eristicas dimen­
sionais das estruturas mostradas na Figura 1. 

As estruturas mistas foram baseadas na configu­
ração 8C pois foi esta estrutura que deu os melhores 
resultados em termos de molhabil idade filme-tubo, co­
mo será discutido adiante . Foram utilizados dois diâ­
metros para os fios verticais para verificar sua in­
fluência na molhabilidade e intensi f icação da turbu­
lênc ia. 

Tab e la l - Característi cas Dimensionais dos Promoto­
res de Turbulência 
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INSTALAÇÃO EXPERIMENTAL 

A Figura 2 mostra o esquema do tubo utilizado 
nos ensaios , em torno do qual eram enroladas as ma 
lhas promotoras de turbulência. O tubo foi fabricado 
em aço inox (0 54 mm) e possuía uma altura de teste 
de 1010 mm. 

O filme, alimentado pela parte inferior do tu­
bo, ê pre-aquecido atê chegar ao topo do tubo sendo 
então distribuído em torno de sua superfície ex­
terna por um sistema de orifícios e camadas de gaze 
hidrÓfila enrolada em torno da parede perfurada no to 
po do tubo. Durante os ensaios o tubo era envolvido 
por uma coluna transparente de plexi glas com 560 mm 
de diâmetro para isolar o escoamento das condiçÕes am 
bientais e permitir sua visualização, para anali= 
sar seu desenvolvimento e detectar a origem de even­
tuais zonas secas. 

As medidas de temperatura no interior do tubo 
e da coluna foram feitas com termopares tipo K 
(sonda com 0 1 mm). As temperaturas de entrada e 
saída do filme e da água de aquecimento foram me 
didas em estaçÕes de medida de temperatura com ter 
mômetros de resistência de platina. As medidas de 
vazão foram feitas com rotâmetros. 
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(}) Medida de temperatura 

® Medida de Vazão 

Figura 2 - Esquema do Tubo 

ANÁLISE DOS RESULTADOS 

Metodologia Geral 

A ava liação do desempenho da s estruturas de pr~ 
motores de turbulênci a ê feita segundo duas Õticas 
distintas . 

A primeira consiste em analisar as trocas têrmi 
cas 3 partir do cilculo dos nGmeros adimensionais que 
governam a transferência de calor, isto é, determinan 
do a dependência Nuf-Ref-Prf. 

A segunda ética analisa o desempenho das trocas 
térmicas de acordo com o Segundo PrincÍpio, avaliando 
as irrevers ibilidades geradas durante o processo de 
aquecimento do filme. Isto ê feito a partir da deter­
minação da rel ação entre a produção específica de en­
tropia global, S*f (definida a seguir) e o nGmero de 
Reynolds do filme. 

Comparação dos Nuf 

A part ir dos balanços de entalpia do filme e do 
fluido de aquec imento determina-s e o valor do cr efi ­
ciente médio de transferência de calor parede- filme 
(hf), podendo-se então calcular Nuf: 

-1 2 -1 1/3 
Nuf = hf kf ( v f g ) 

As faixas de variação das principais 
dos ensaios são: 

20 < Ref .: 1000 

0,018 .( Tf < 0,950 kg.m 
-1 -1 

s 

0,2 < 46,0 kW.m 
-2 

< qf 

( 1) 

grandezas 

A Figura 3 mostra o comportamento Nuf=f(Ref' 
Prf) da.estrutu:a 8C2V e_de.um tubo liso ~e mesma 
geometr1a, que e a referenc1a para comparaçao dos Nuf 

I 

I 
I 

' 
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Figura 3: Comparação Estrutura SC2V e Tubo Lis o 

Devido ao ~ompor tamento das curvas Nuf = f(Ref' 
Prf) as corre laçoes utilizadas para~repres=ntar oco~ 
portamento dos promotores de turbulencia sao semelhan 
tes às utilizadas por Wilke (Yih 19S3): 

B C 
Nuf = A Ref Prf (2) 

Para o tubo liso, A=0,0064; B=0,4466 e C=0,344. 
Para a estrutura SC2V , A=0,0037; B=0,6079 e C=0,344. 

A análise comparativa dos N~f mostra que para 
Ref menor que 100 as estruturas sao sempre mais efi­
cientes que o tubo liso, sendo que para Re f - 1 000 hã 
estruturas que apresentam valo res de Nuf que sao 
cerca de duas vezes maiore s que os valores obtidos pa 
ra o tubo liso (SCSV, 4C, SC , 8C2V). Para Ref menor 
qu e 100 as estruturas com promotores fornecem valores 
d~ Nuf próximos ou ~igeiramen~e inf ~rio res àqueles o~ 
t1dos para o tubo l1 so. I s t o e expl1cado pelo fato 
que o efeito de mistura se atenua sensivelmente, assim 
como há um aumento da espes su ra do fil me (relativamen 
te ao tub o liso) em torno dos fio s . -

Com relação à s upres são de zonas secas, as es ­
truturas são sempre mais eficazes que o tubo liso. A 
melhor dentre elas foi a SC por causa de seus fios mo 
lhâveis que asseguravam bo as condiçÕes de molhabilida 
de até Ref - 20. Para a s es truturas 4C e 4N houve o 
aparecimento de pequenas zonas secas para o Ref - 70, 
que eram eliminadas pelos fios evitando assim sua pro 
pagação a jusante do escoamento. Para as estruturas -
mistas foi possível atingir Ref - 50 sem o surgimento 
de zonas secas. 

A intensificação das ondas foi obse r vada para 
todas as estruturas, principalmente para as es trutu­
ras mistas (devido aos fios verticais). Para estas 
estruturas os fios verticais desempenham principal­
mente o papel de intensificadores de ondas. 

Cálculo de S•<f 

A produção media especÍfica g l oba l de entropia 
d~ f~lme (S*f) é um parâmetr~ adimension~l carac te -
r1st1co do processo de geraçao de entrop1a durante o 
aquecimento do filme, definida como a relação entre 
a produção global de entropia pro vocada pelo aqueci­
ment o e escoamento do filme (gradiente de temperatu­
ra e perda de carga) e a variação de entropia do fil 
me provocada pela transferência de calor tubo-filme­
(d e Oliveira Jr. et al, de Oliveira Jr., 1991). S*f 
explicitada em termos em termos das grandezas médias 
do fi lme ê 

(t,T + Tf). g . )J f 

\· i}T.Tf Ref 
(3) 

onde, o primeiro termo corresponde às irreversibili­
dades de origem térmica e o segundo à perda de carga. 

. Desta forma S*f dev= ser analisad~ ~a mesma m~ 
n;1r~ qu e Nuf, ou seJa, sao g:andezas me~1as caract~ 
r1st1cas do processo de aquec1mento do f1lme. 

Comparação dos S*f 

A Figura 4 mostra os resultados obtidos na com 

s,• :~:~::~~ ~=~:~:r;~~~;~:;t::;~J .•. ri)~ t: t:IIf~!-: !\'~:~~::-; : u=:=:c:= E L ter+ 
: ~ : ~ 

tubo BC2U 

tubo liso 

•~.·.:.·.~· .. ~.·.:.·.: •• ~.-~.·.: •• ~.-~·.·:_··: •• ~· .. ~.·.::'~:.~:·.~:·.:: •• :: •• ~:·.:: •• ~:·.~:·.~:·.:: •• :_.·····'::·.~:: .. :·.~:·.:: ... ·:·.::·.::.~: ... ·:.::'~:·.~:·.::.~:·.::._.::,: -~:.::·.~::':: •• ::·.~: ... : ••• ~.·.: ••• ~_.: __ .'; .·.~_ ... :_ •• : ••• ~.·-~_ ... : ••• ~ .:,: -~-.~-.~--~--~-.~~.: ~·~·~·:·~·:_; .:._: •• : •• : ·,: _: •• : •• :.
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Figura 4 - Comparação dos S*f: Tubo Liso - Estrutura SC2V 
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paraçao feita entre a estrutura 8C2V e o tubo liso. 
Como a dependência S*f - Re observada nas cur­

vas da Fi gura 4 fo i a mesma encon~rada para as demais 
estru~uras, ~*f e Ref são correlacionados por uma ex­
pressao do t~po: 

S* = M R~ 
f f 

(4) 

Para o tubo liso, M=2,8.10-4 e N=0,7307. Para 
a es trutura 8C2V, M=2,1 .10-4 e N=0,7033. 

Excetuand o-se a estrutura 8C2V, cujos valores 
de S'' s ão sempre inferiores àqueles obtidos para o 
tu bo lis o , os promotores de turbulência asseguram es­
coamentos com menores valores de S*f_para Ref maior 
ou igual a 200, sendo que esta reduçao (que pode atin 
gi r 100%) se de ve ao aument o dos hf e à redução do 
',_T . 

CONCLUSÕES 

Os res ult ados obtidos com as es trut uras propos ­
t a s de promotores de turbulência mostr~ram que: 

- a conf i guração de fio s em losango provoca au­
mentos importantes na geração de ondas superficiais e 
no efe ito de mistura transversal à direção de escoa­
mento do filme, tendo como conseqUência aumentos s ub s 
tanci ais nos coef ici ent es de troca e asse gurando ine~ 
xi s tênci a de zonas sec as para Ref menor que 100; 

. _- os resu l t ados ob~ido s em ~er~os_de Nuf e e li­
m~naçao de zonas secas sao comparave~s aque les de es­
truturas do tipo tubo ranhurado e estruturas mi s 
t as tubo'ranhurado com grelhas promo toras de turbulên 
cia (de Oliveira Jr. 1991; Liu, 1990) . -

- a dupli cação dos coe ficient es de transferên -
cia de calor para Ref - 1 000 permite prever que o a~ 
menta r e l a tivo dos coe fici entes de troca de massa 
s erá ainda maior dada a fort e dependência deste parâ­
metro com o efe ito das ondas superficiai s e da mistu­
ra transversal provocados pe l as es truturas em l osan­
go; 

- o método de analise entrÕp ica do es coament o 
baseado na avaliação da depe ndênci a de·S* com Re f 
proporciona uma melhor compreensão e quan~ificação do 
efeito dos promotores de tu rbu lênc i a na red ução das 
irreve r s ibilidades fornecendo subsÍdios para a realí 
zação de uma análise exe rgo-e conÔmi ca dos tro cadores 
de calor e mass a de sistemas com ciclo de absorção. 

Des taca-se finalmente que as estruturas aqui 
propostas têm custo de investimento consideravelmente 
menor que a s es truturas do t ipo tubo ranhurado e tu­
bos com grelhas, assim como pe rmitem rea li za r as ope­
r açÕes de montagem e manut enção de fo rma mais simples 
e rápida. 
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ABSTRACT 

We describe new types of turbulence promoters 
for fa1líng films that induce a tr ansversal mixing 
effect in the film t o as sure good wetting conditions 
for lowReynolds numbers, good heat transfe r 
coefficients and 1ow fabricatíon cos ts. 

The performance evaluation of these structures 
is done by comparing their h eat t ransfer coefficients 
and g lob a l specific e ntropy production with the 
b ehavior of a s mooth tube with the same geometry and 
unde r the sarne operating conditions . 
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RESUMO 
Este trabaLho analisa o processo de produçdo do cLínquer em 

uma instalaç~o que possui um forno rotativo dotado de sistema de 
preaquecimento do cru em torre de ciclones e resfriador de clín­
quer do tipo Rrelha, atrav~s do cáLcuLo da eficiªncia de 2a Lei.. 
~ dada especial atenc~o à di.scuss~o da deRradaç~o da enereia no 
forno rotativo e na torre de ciclones, Levando-se em conta o 
processo endot~rmico de caLcinaç~o. e as formas de minimizá-La. 

INTIWDUCÃO 

A indústria cimenteira é caracterizada 
pelo uso intensivo de energia, seja ~ob a 
forma térmica ou elétrica. Para a obtenção do 
clinquer, principal componente na fabricação 
do cimento, é necessário que o cru, uma mis­
tura moida de: calcário, argila, areia e mi­
nério de ferro, seja submetido aos processos­
de preaquecimento, calcinação, clinquerização 
e resfriamento. Em modernas instalaç~es de 
produção de clinquer por via seca, os proces­
sos de preaquecimento e de precalcinação 
(calcinação parcial do CaCOs>, ocorrem no in­
terior de torres de ciclones preaquecedo­
res. Estes ciclones trabalham como trocado­
res de calor. recuperando o calor residual 
dos gases de exaustão do forno rotativo. an­
tes de sua passagem para o sistema de des­
poeiramento. O calor cedido pelos gases ao 
cru, possibilita a ocorrência da reação endo­
térmica de calcinação (CaCOs -+ C02 + CaO) 
numa fração do cru, ao atingir temperaturas 
próximas de 800 °C. A parte restante do pro­
cesso de calcinação e as reaç~es exotérmicas 
de clinquerização ocorrem no interior dos 
fornos rotativas, onde também é iniciado o 
processo de resfriamento do clinquer formado, 
o qual será completado no interior de um res­
friador externo (Pastala, 1977). 

A operação de um forno é um tanto com­
plexa devido ao grande número de variáveis 
que interferem na mesma, tais como: composi­
ção do cru, variação da composição do combus­
tivel, variação da tiragem de gases pelos 
exaustores do forno rotativo, variação de ve­
locidade do forno (rotação), tipo de chama, 
etc. (Batista e Silva, 1990). Assim, os valo­
res experimentais utilizados no desenvolvi­
mento deste trabalho serão referentes a uma 
condição de trabalho estável do forno. 

No processo de produção do clinquer 
acontece a degradação da energia disponivel 
que pode ser avaliada através de um balanço 
exergético, verificado no processo como um 
todo, ou analisando cada equipamento em sepa­
rado: forno rotativo, preaquecedor de cru 
(torre de ciclones) e resfriador de clinquer. 

Assim, são analisados neste trabalho os 
valores obtidos de eficiência do processo pe­
la 2a Lei da Termodinâmica, partindo-se das 
composiç~es dos gases formados na combustão e 
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da composição do cru na entrada do sistema de 
preaquecimento. A análise do processo foi 
realizada a partir de dados de uma instalação 
operando com a queima de carvão mineral pul­
verizado. em um forno Humbolt de via seca com 
sistema de preaquecedores de ciclones de qua­
tro estágios, e com resfriador de grelhas in­
clinadas tipo Fuller (Weber, 1963), cujo es­
quema é apresentado na Figura 1. 

RESFRIADOR 
DE 

CUNQUER 

TORRE OE 
CICLONES 

FORNO ROTATIVO 

Fig. 1 - Esquema de uma instalação de 
produção de clinquer. 

CONSUMO ENERGETICO DO PROCESSO DE PRODUCÃO 

DO CL!NQUER 

Do ponto de vista do consumo de energia 
o processo de produção de clinquer apresenta 
quatro etapas bem diferenciadas: preaqueci­
mento, calcinação, novo aquecimento, clinque­
rização (Duda, 1977); cujas exergias e niveis 
de temperatura necessários podem ser esquema­
tizados conforme mostrado na Fig. 2. 

Nos fornos de via úmida. todas as etapas 
são realizadas dentro de um único forno. Con­
siderando que além destas etapas, a água in­
troduzida com a pasta deve ser evaporada na 
reqião de entrada do forno, este processo é o 
qu~ apresenta menor eficiência energética e 
exergética. 

Nos fornos de via seca com sistemas de 
preaquecimento de cru em torres de ciclones, 
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o cru é calcinado somente em torno de 10 a 
50% na torre. sendo aue o restante da des ca r ­
bonetação do dióxido de carbono deverá ocor­
rer no interior do oró o rio forno. Este siste­
ma é mais ef iciente e consome menos energ1a 
aue o processo cor vi a úmida. 

E xistem out ros sistemas ainda não difun­
didos na indúst ria b r asil ei ra. que subdividem 
ainda ma1s o orocesso !Pastala. 197 7 1. melho­
rando sua e ficiênci a. 

ANÁLISE DOS FLUXOS DE EXERGIA NO SISTEMA 

At é o oresente momento. os sistemas de 
orodução de clinaue r oar a a fabricação d e ci ­
mento tem sido aval1ados ba s1 camente a nlvel 
da la Lei da T e rmod1nàm~ ca . onde a ef1c1ência 
al oba l da 1nstalaçã o é dad a. atr a vés do auo ­
cien te do consumo esoec1f1co de calor teór i co 
da oroduç~o d o cllnouer oelo c onsumo esoec1-
f 1co de ca lo r v er1f1cado oor um balanço ter ­
mico ! Fon s eca et ai . 19 '-F, ' J. 

É fe1ta aou1 \Jma a v,'!lJ a,:;<'io d o or- ocessc' 
com base na comoara ç ão das ef 1c Jên c1as ~e -~ 
le 1 da fer-m odi n à m1ca. oara o s1s tema ol obal e 
cara os subsistemas : or-eaouecedo r. fn rn o . e 
r-esfr iado r d e cllno ue r. 

A ef 1 c1 énci a do SIS t ema al o bal ~ comou ­
tada como a rela~~o da e MeroJa nui mlc a acres ­
cida ao material no oroc esso e a e xe rcia 
a uimica do comb u s tlve l utilizado . A eficiên­
cia dos subsistemas é comoutada a oart1r dos 
fl uxo s de exercia c ontidos n os oases e no s 
s ó lidos à entrada e salda dos vo lumes de c on­
trole defl n idos. 

Considerando a existência de du a s cor­
rentes dist1ntas dentro de um Volum e de Con­
trole IV.C.J. oode-se através de um balanço 
de exergia definir uma Ef1ciência Ra cion al 
(~) conforme aoresentada oo r Kot as 119851 : 

~ = Exs s E xse 
Ex 9 e - E x9 s 

( 1) 

onde. E x- indica exercia [kJ/kq-1 : os orimei ­
ros subindices (s•gl 1ndicam respectivamente. 
cor r ente de sólidos ou de gases. os subindi ­
ces Posteriores 19 • 5 1 indicam entrada e salda 
do V .C .. O numerador da Eo. 111 comouta então 
o acréscimo de exergia da corrente de sólidos 
na sua passagem oelo Vo lume de Controle e o 
denominador. a exerqia cedida oelo= gases. 

Dados da Instalac~. 

Pa ra avaliação exerqética da 1nstalação 
foram tomados vários dad os relat1vos às ca -
racterlsticas da mesma con fo r me se segue . e 
os dados relativos às comoosições do c arvão e 
do cru, apresentados respectivamente na Tabe ­
la 1 e na Tabela 2 ( Webe r . 1963) . Tem-se 
assim os seguintes dados do sist ema: 
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dimens~es do forno rotati vo : 0 3 . 2m x 40 m: 
inclinação: 3.5 %: 
rotação: 1 rpm: 
combustivel: carvão mineral pulverizado: 

- produção: 17,3 ton / h: 
consumo de combustivel: 2,1 39 ton /h 

- poder calorif ico inferior: 29 .092 kJ/kg de 
carvão. 

TA BELA 1 
An á lise Elementar da Co mposi ção do 

Qui mica de 1 kg de Carvão Mineral ( ·;.) 

Carvão: c 75 .2 Cinzas: Si0 2 47.0 
H 4.1 Al 2 0 3 24 . 0 
s 1 .. 2 Pz05 0 . 6 
N 1.2 Fe 2 0 3 11.2 
o 2 .6 C aO 4 .4 
H 2 0 0 .8 MgO 2 . 7 
Cinzas 14.9 S0 3 lul 4.2 

TABELA 2 
Análise Elementar da Composição do Cru 

na base de 1 kg de Clinquer 

Componente Em Peso (i'. l Base Molar[kmol] 

Si0 2 14.01 0 . 00 .3 55 
Al 2 0 3 3 . 85 0 . 00057 
F e 2 0 3 1. 23 U . 00012 
CaC0 3 7 7 .48 0 . 011 7 8 
MgO 0 . 62 0 . 00024 
H2 0 1.24 0 . 00 145 

- - - · 

Os dados a ou1 ut1l1zados fo r am obtidos 
por Weber (19631. sendo re lat ivos aos nlve1s 
de temperatura em uma Instalação de produção 
de cllnquer. levantados em condições d e fun­

cionamen to que podem se r consid erad a s de re ­
olme un1forme. Nive 1s muito oróx1mos de tem­
peraturas de operação toram medidos em uma 
outra instal ação seme lhante. porém de ma1o r 
ca p ac1dade !Vitral et al . 199 21 . confirmando 
ainda a v alidade destes da~os , os quai s são 
ap r-e sent a dos na Tabela 3 . 

l ?\BELA 3 

fi esultados de Testes em um Fo rn o f-<o!:a tJvc' 
com Sistema de Preaauec1me n to de C 1 c lones 

Temp. [°C] 

Preaauecedor 
1° Està[]i o 
2 ° Estáo 1o 
30 Está[] lO 
40 Estági o 

Forno Rot. 
Ar Prim. 
Ar Se cun. 

Resfr iador 
Ar Prim. 
Ar Secun. 

~~ 
-----j 
S aidal 

- --l 
.:·:'9 I 
"" .. ~ I 

~--Gas 1 r-u /C lir 

~~nt. - Ent ·--1 
545 6 0 
695 545 I :.:.!. '-1 
820 69~) 

1120 820 
·--

1 2 9 1120 
827 112(J 

25 129 
2 5 82 7 

5 26 
68 0 

7t.I R 

L~ 50 

6HC! 

/ I:JI:J I 

1 -~~Si· 1 -· . . I 

I 82 

Sistema de Preaqueci mento . 

A corrente de gases n o preaauecr~dor é 

t 

t 
fi 
<I 

i' 

I 
; 



constituída de uma mistura de gases. oroduto 
da combustão no forno. acrescida com os gases 
oriundos·da calcinação do CaC03 • Assim. a 
exergia contida neles pode ser calculada pela 
seguinte eouação: 

(2) 

Sendo: 

~;~ 

R (3) 

onde. ~;~ e ~~o são as exergias quimicas e 
molares da mistura e de cada gás: npg e nk• 
número de moles da mistura e de cada gás: Xk 
é a fração molar. 

A composição dos gases à entrada e saida 
do sistema de preaquecimento foi obtida a 
oartir do balanço esteauiométrico da reação 
de combustão do carvão. considerando um ex­
cesso de ar de 10/.. Os valores corresponden­
tes a esta composição são apresentados na 
Tabela 4. 

No caso do cru. a exergia contida no 
mesmo deve ser calculada levando-se em conta 
a mistura dos óxidos do aual é formado. Os 
valores do calor especifico (Cpl Para as 
várias temoeraturas às auais os óxidos são 
submetidos. são dados por uma eouação do 
tioo: 

CoCTl =a+ b.T- c.T- 2 
( 4) 

onde. os valores dos coeficientes oara 
componente foram obtidos na Tabela 
dada oor Perry e Chilton (1982). 

cada 
3-174. 

Assim. a exergia da mistura é dada por: 

- T
0
(s-s

0
l] (5) 

-o 
onde ~P~ é a exergia auimica da mistura de 
óxidos: h e s são as propriedades entalpia e 
entrooia de cada óxido à temoeratura conside­
rada. 

TABELA 4 
Analise Elementar da Composição dos 

de Gases Exaustão do Forno e Sistema de 
Preaauecimento para 1 ka de Clinauer. -

Comoon. Entrada Fração Sai da Fração 
gases r kmo l 1 Molar rkmoll Molar 

C0 2 (cal l 0.00825 
0.2826 

0.01168 0.3161 
C0 2 0.00773 0.00773 
H2 0 0.00256 0.0456 0.00402 0.0655 
50 2 0.00005 0.0009 0.00005 0.0008 
Nz 0.03704 0.6552 0.03704 0.6031 
Oz 0.00089 0.0157 0.00089 0.0145 

sendo a exercia ouimica da mistura do cru !;~ 
- -o 

calculada da mesma forma oue !pg• então pode-
se determiná-la utilizando a Eo.(3). A exer­
gia associada a efeitos térmicos é dada por: 

- T (s-s l] o o 

T 

JcP. d~ ] 
To 

(6) 

Devido ao fato da perda de carga influir 
muito pouco na geração de irreversibilidade 
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nos ciclones, a parcela relativa a ela será 
aqui desprezada. 

Com base nos dados apresentados nas Ta­
belas: 1, 2, 3 e 4; e utilizando-se as 
equaç~es apresentadas, chegou-se aos valores 
calculados das Exergias envolvidas no proces­
so de preaquecimento, apresentados na Tabela 
5. A eficiência global do sistema foi calcu­
lada levando-se em conta que numa grande par­
te das instalaç~es em operação em nosso Pais, 
todo o calor contido nos gases na saida do 
sistema de preaquecimento é perdido, uma vez 
que este não é aproveitado na secagem dos 
constituintes do cru no momento da moagem, ou 
mesmo em sistemas de cogeração. 

Considerando que o calor contido nos ga­
ses na salda do sistema de preaquecimento po­
de vir a ser aproveitado na secagem do cru ou 
ainda em sistemas de cogeração, a eficiên­
cia racional do 1o Estágio poderia ser eleva­
da para 74.20/.. Assim, a eficiência do siste­
ma de preaquecimento seria elevada para 
82.77/.. 

TABELA 5 
Resultado dos Cálculos de Exergia no Sistema 

de Ciclones Preaquecedores [KJ/Kg clinquer] 

Estágios Entr. Sai da L:.Ex .,.iz"'L .. ~ 

I Cru 189.0 376.8 187.8 
0.2293 

Gases 819.1 (566.0) 253.1 

I I Cru 376.8 568.3 191.5 0.8080 
Gases 1056.1 19.1 237.0 

I I I Cru 568.3 755.0 186.7 0.9312 
Gases 1256.6 1056.1 200.5 

IV Cru 755.0 1192.7 437.7 0.8383 
Gases 1778.7 1256.6 522.1 

Efic. Racional ZL:.Exc 1003.7 0.5643 = 1778.7 Sist. Preaquec. Ex 9 a 

Nota: Foi considerado nos cálculos da exergia 
uma calcinação de 30/. no 4° Estágio, após um 
balanço de calor. Assim, considera-se que o 
restante de 9/. da calcinação reportada por 
Weber (1963), seja oriunda de uma recircula­
ção de finos. 

Forno Rotativo. 

No forno rotativo ocorrem as reaç~es 

mais importantes do processo de produção do 
clinouer, sendo que no seu interior ocorre a 
finalização do processo de calcinação e as 
reaç~es de formação dos compostos do clinouer 
e. também, o inicio do processo de resfria­
mento do clinquer formado. Na falta de dados 
Para estes compostos, adotou-se o mesmo 
critério de cálculo para exergia utilizado no 
sistema de preaquecimento, considerando os 
componentes puros (óxidos). Assim, utilizan­
do-se as Equaç~es: 2, 3, 4, 5 e 6; e os da­
dos apresentados nas Tabela de 1 a 4, chegou­
se aos resultados apresentados na Tabela 6. 

Resfriador de Cllnquer. 

O resfriamento do clinquer na saida do 
forno rotativo deve ser feito de forma rápida 
de modo a elevar a estabilidade do cimento 
frente aos sulfatos de sódio e de maqnésio 
devido à inibição da formação de crist~is, e~ 
decorrência da solidificação de uma parte 
deste no estado vitreo. Um processo de res­
friamento adequado melhora as qualidades do 
cimento, permitindo também a recuperacão de 
parte do calor contido no clinquer para aque­
cimento do ar primário e do ar secundário an-



,, 

tes da combustão. A eficiência de 2a Lei cal­
culada para o resfriador é apresentada na 
Tabela 7. 

TABELA 6 
Resultados do Cálculo da Exergia 

no Forno Rotativo [kJ/kg cllnquer] 

Corrente Gases Exaust. 1778.7 Ll.Exga"e"' 
Gasosa Combustl vel 3590.0 2339.7 

Ar Primário 4.0 
Ar Secundário 524.4 

Corrente Cru 1192.7 Ll.Exsot. 
Sólidos Cllnauer 2457.1 1265.4 

Eficiência do J n2atei.= L:Exsoti.dos 0.541 = 
Forno Rotativo L:Exga .. .,., 

TABELA 7 
Resultados do Cálculo de Exergia no 

Resfriador de Cllnquer [kJ/kg de Cllnquer] 

Corrente Ar Prim. 4.0 Ll.E X(] r es f . 

Gasosa Ar Secund. 524.3 528.4 

Corrente Ent. C li no. 2457.1 Ll.Excrasf. 
Sólida Salda Clinq. 1520.9 936.2 

Efic. do Resf.l na . 528.4 0.5644 
de cllnauer 2 te• = = 

936.2 

E:ficiência Global do Pr·ocesso. 

O processo de produção do cllnquer no 
forno analisado apresenta valores baixos para 
a eficiência racional (>p) num balan,.;::o de 
exergias. conforme apresentado na Tabela 8. 

TABELA 8 
Resultados do Cálculo de Eficiência Global 

do Processo de Produção do Cllnquer ('l.) 

Corrente Gases Exaustão 0.0 Ll.Exg 
Gasosa Combustlvel 3590.0 3590.0 

Corrente Cru 189.0 Ll.Exs 
Sólidos Cllnquer 1520.9 1331.9 

Efic. Global Processo I 
Produção do Clinquer n2°tei.= 

37.1 ('l.) 

Quando se tem um aproveitamento do calor 
contido nos gases. após a sua passagem pelo 
sistema de preaquecimento, para secagem de 
matérias primas na moagem do cru, a 
eficiência calculada é de 44'l.. acima do valor 
apresentado na Tab. 8. onde foi considerada a 
perda total do calor residual contido nos 
gases. 

COMENTÁRIOS E CONCLUSOES 

Dos resultados obtidos é evidente que um 
dos fatores importantes para a queda de efi­
ciência do processo é o baixo rendimento no 
1° Estágio de preaquecimento (Tabela 5). Ten­
tativas de melhoramento deverão ser direcio­
nadas a um aproveitamento do conteúdo exergé­
tico dos gases de exaustão. Isto pode ser 
obtido com o aumento do número de estágios. o 
que acena para a inclusão de um 5° Estágio 
nas torres de ciclones. de forma a recuperar 
ainda mais o calor residual dos gases, dimi­
nuindo a temperatura dos gases na salda da 
mesma, como pode ser visto na Tabela 3. 

O forno. rotativo e o resfriador de clin­
quer apresentam também baixas eficiências. A 
baixa eficiência exergética do forno pode ser 
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explicada oelo fato da diferença de temoera­
turas em seu interior. entre o gás de aqueci­
mento P os sólidos ser alta. Um melhor desem- i 

penha pode ser obtido subdividindo o processo I 
no forno em duas etapas distintas: calcinação I 
e clinquerização. como reporta Pastala I 
(1977), o que vem sendo realizado em diver-! 
sos proietos mais recentes. Isto em razão de 1 
serem as duas etaoas de caracterlst1cas com- I 
pletamente diferentes: a reação de calc1na- I 
ção, que acontece em torno de 800°C. é forte- I 
mente endotérmica: e a reação de clinouer1za-

1

· 
ção que requer uma temperatura maior. entre 
1300 e 1400°C. é ao contrário. levemente exo- I 
térmica. Assim. sendo real1zada a reação de 1 
calcinação na sua ouase totalidade num ore- 1 
calcinador. antes do forno. pode-se reduzir o I 
tamanho deste e portanto, as perdas de calor 
no mesmo. Foi também comorovado aue nesse ca­
so ocorre um aumento da v1da út1l dos refra­
tários e uma redução nas emissões de NOx. 

O resfriador de clinouer também oode ser 
melhorado em eficiência subdividindo-se em 
etaoas o oreaouecimento do ar. 
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ABSTRACT 

This work analvzes the clinker 

Kilns". 
Editlon 

produ c-
tion process in a settling which consist 1n a 
rotarv kiln provided with a suspens1on ore­
heater in the form of a tower of cvclones and 

conducted a clinker cooler. The analvsis is 
through the evaluation of the 
efficiencv of each element of 

second l aw 
the svstem. 

Soecial attention is given to the discuss1on 
of the degradation of energy and how to dimi­
nish it in rotarv kiln. and the cvclone to­
wer, considering the calcination endotermic 
processes. 
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RESUMO 

É apresentada uma análise termodinâmica do Método do "Pinch Point", no 
projeto e avaliação de sistemas para a recuperação de calor em processos 
integrados. Um novo algoritmo de projeto de redes de trocadores de calor é 
proposto, baseado em regras de simples aplicação. São apresentados e 
comentados os resultados da utilização do método no projeto de plantas de 
pré-aquecimento de óleo cru . 

INTRODUÇÃO 

O rápido aumento do custo da energia nas duas 
~ltimas décadas tem levado os projetistas de plantas 
de processo a uma crescente preocupação com a questão 
da conservação da energia. Entre as diversas 
estratégias adotadas, vem se destacando aquela baseada 
na integração térmica de processos, como via para se 
conseguir uma maior recuperação de calor, e 
consequentemente um menor consumo das utilidades 
disponíveis (vapor, água de refrigeração, etc . ). Essa 
integração coloca como questão central a de como 
conceber uma rede envolvendo recuperadores, caldeiras, 
resfriadores, e, em certos casos, motores térmicos e 
bombas de calor, de modo a se obter a melhor 
utilização da energia disponível, uma vez fixadas as 
condições impostas pelos diferentes processos (vazões, 
temperaturas, e tc.). 

Poderosas técnicas de integração surgiram na 
década de 70 (Nishida et al., 1981), mas aquelas 
baseadas na construção de curvas compostas de 
tempera tu r a versus entalpia e no conceito de "pinch 
point" (ponto de menor diferença de temperatura entre 
a curva composta das correntes quentes e a curva 
composta das correntes frias, doravante designado por 
PP) tiveram profundos desdobramentos nesta área na 
década seguinte. Entretanto, o real significado do PP 
e de suas implicações no projeto de redes só ficou 
evidenciado a partir dos trabalhos de Linnhoff et al. 
(1982), Linnhoff & Hindmarsh (1983) e Townsend & 
Linnhoff (1982). Esses trabalhos mostraram a 
simplicidade e a potencialidade do método , permitindo 
em certos casos a obtenção de soluções ótimas através 
de cálculos manuais. Trabalhos subsequentes visaram 
sua aplicação a diversos tipos de plantas (Linnhoff & 
Polley, 1988), a problemas de otimização (Linnhoff et 
al., 1990), a estudos envolvendo modificações em 
instalações existentes (Linnhoff & Eastwood, 1987), e 
à sua reformulação em t"ermos de algoritmos clássicos 
de programação linear (Cerda & Westerberg, 1983). 

O presente trabalho tem como objetivos 
principais: a) o estudo básico do método do "Pinch 
Point", à luz da primeira e segunda leis da 
termodinâmica, estudo este que nos parece faltar na 
literatura da área; e, b) a proposição de um algoritmo 
me lhorado e mais simples que o sugerido por seus 
criadores, no que se refere ao projeto da rede. Um 
estudo de projeto de uma bateria de pré-aquecimento 
de óleo cru, é apresentado ao final para ilustrar a 
aplicação do algoritmo proposto. 
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ESTUDO TERMODINÂMICO DA RECUPERAÇÃO DE CALOR EM REDES 

Na análise que segue, parte-se da premissa de 
que a planta integrada a ser proj e tada possui vazões e 
t e mperat uras d e entrada e saída fixadas para cada 
co rrente que dela faz parte, ditadas pelas condições 
dos processos envolvidos. 

O conhecimento das características desses 
processos permite classificar as diversas correntes 
presentes em "quentes"(a serem resfriadas) e "frias" 
(a serem aquecidas). Obtida a curva de temperatura 
versus carga térmica para cada corrente, é possível 
efetuar, a uma temperatura, o somatório dos requisitos 
energéticos de resfriamento e de aquecimento, 
obtendo-se uma curva composta das correntes quentes e 
uma curva composta das correntes frias, 
respectivamente. Sob forma linearizada estas curvas 
compostas são esquematizadas na figura 1. 

u 
o 

CARGA TÉRMICA (MW) 

Figura 1. Curvas Compostas. 

Da aplicação da 1~ Lei da Termodinâmica para o 
conjunto das correntes quentes tem-se: 

Qc + QR const (1) T 
J. 2 

onde CP dQ/dT , "J" é o intervalo de temperatura, 



isto é, TJ,2 < TJ < TJ,1 . e 11111 é uma corrente. 
Analogamente, o conjunto das correntes frias deve 
satisfazer: 

N 
n c 

QH + QR =L (L CP )(T - T ) = const (2) 
I j j, 2 j,1 

onde Tj,1 < TJ < TJ,2 no intervalo j. Logo, o conjunto 
das correntes satisfaz: 

QH - Qc = const 

As quantidades QH e Qc são 
das utilidades quente e fria, 
To,H e To,c respectivamente. 

(3) 

as demandas de calor 
cujas temperaturas são 

A aplicação da 2~ Lei da Termodinâmica, 
considerando apenas as irreversibilidades de natureza 
térmica, resulta em: 

N 

1 m H 
1 

~ =L (L CP )(~ 1 - T ) ( T-- -T--
T I j J' j. 2 

o, c j, m 

+ 

N 

1 
n c 

1 
+ L (L CP o o )( T. 2 T ) ( T--- T--

1 J J. j. 1 
J, m o, H 

+ 

1 1 
> o -Q (T--T-l 

R O, C O, H 
(4) 

Uma vez que os dois primeiros termos em somatório 
no lado direito da equação (4) são constantes, e To,c 
< To,H , pode-se concluir que a maximização do calor 
recuperado QR implica na minimização da taxa de 
geração de entropia ~T • Isso nos traz diretamente â 

consideração do método do "Pinch Point". 

O MtTODO DO PINCH POINT 

Através deste método, procura-se projetar uma 
rede de trocadores que execute a maior recuperação 
possível de calor QR, e consequentemente o 
menor consumo das utilidades quente (QH) e fria (Qc) 
(ver eqs. 1 e 2), se uma dada diferença miníma de 
temperaturas deve ser respeitada em todo trocador de 
calor. Designando esta diferença mínima por .ó.Tmin, 
vê-se na figura 1 que, quando as curvas compostas são 
aproximadas horizontalmente uma da outra para atender 
a este requisito, obtem-se uma máxima recuperação de 
calor e também um mínimo consumo de utilidades. 
Valores usuais de .ó.T mln são da ordem de 10-20 't, 
sendo objeto de estudos de otimização (compromisso 
entre energia e capital) que não abordaremos aqui. 

A determinação da máxima recuperação de energia e 
do mínimo consumo de utilidades para um dado .ó.Tmln, 
pode ser feita seja graficamente, seja a partir do 
procedimento tabular descrito em Linnhoff et al. 
(1982) o 

Para o projeto da rede, de crucial importância é 
o entendimento de que, no PP, a temperatura comum das 
correntes quentes presentes, difere da temperatura 
comum das correntes frias presentes de uma quantidade 
.ó.Tmln . Deste fato resulta que o PP é adiabático, isto 
é, divide o diagrama da figura 1 em duas regiões 
entalpicamente balanceadas a região acima do PP 
("sumidouro" de energia QH), e a região abaixo do PP 
("fonte" de energia Qc). Estas regiões são ilustradas 
na figura 2. 
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Figura 2. Propriedade Básica do "Pinch Point" 

A partir desta propriedade básica do PP, Linnhof 
et al. (1982) derivam diversas r egras de projeto d 
rede, a saber: a) a c ima do PP, cada corrente quente 
pode ceder calor a uma corrente fria, isto é, nenhu 
utilidade fria ou máquina que retire calor deve se 
usada; b) abaixo do PP, cada corrente fria só pod 
receber calor de uma corrente quente, isto é, nenhum 
utilidade quente ou máquina que introduza calor dev 
ser usada; e c) nenhum calor deve ser transferid 
através do PP. Violação de qualquer destas regras 
implica em consumo de utilidades além do mínimo (via 
eq. 3 em cada região). 

Por fim, Linnhoff et al. (1982) propõem iniciar o 
projeto, em cada região, a partir do PP, respeitando 
os seguintes c r i tér i os para alocação de trocadores de' 
ca l or entre correntes: I 
a) Regra de Subdivisão de Correntes: 

acima do PP: NH ;,;; Nc , caso contrário 
} 

subdividir ! 

uma corrente fria; 

1 
abaixo do PP: Nc "' NH, caso contrário subdivid~ 

uma corrente quente; 

b) Regra de CP: 
acima do PP: CPH ;,;; CPc para cada trocador, caso 

contrário subdividir uma corrente quente; 

abaixo do PP: CPc ;,;; CPH para cada trocador, caso 

contrário subdividir uma corrente fria . 

Ambas as regras devem ser aplicadas junto ao 
PP. Nos trocadores de calor ai localizados, 
denominados trocadores essenciais, a maior carga 
térmica possível é alocada (regra heurística), ficando 
eventuais resíduos para serem supridos por trocadores 
suplementares ou por utilidades. 

ALGOR!TMO PROPOSTO 

Para o projeto da rede de trocadores de calor capaz 
de executar a máxima recuperação de energia (M . R. E. ), 
é proposto neste trabalho um algoritmo diferente do 
apresentado em Linnhoff et al. (1982) . Sem dúvida, o 
algorí tmo exposto nesta referência deixa indefinidas 
as correntes que porventura tenham de ser 
subdivididas, dificultando a implementação do mesmo. 

Para superar essas dificuldades, propomos um 
"algoritmo de eliminação" baseado no uso das seguintes 
desigualdades , que sempre são satisfeitas em cada lado 
de um PP: 



-acima do PP: as correntes presentes no PP 
satisfazem: 

L CP < L CP (5) 
H c 

-abaixo do PP: as correntes presentes no PP 
satisfazem: 

L CP < L CP (6) 
c H 

onde CP = (dQ/dT)PP. Estas desigualdades se tornam 
claras a partir da Figura 1. O procedimento abaixo 
descrito emprega, então, como regra heurística que a 
corrente quente de maior CP deve ser casada, na 
ausência de restrições de projeto , com a corrente fria 
de maior CP, alocando-se um trocador de calor entre 
essas correntes. Este critério é adotado desde que 
seja respeitada a "regra de CP " de Linnhoff (ver item 
anterior), e desde que as desigualdades (5) ou (6) 
sejam atendidas pelas demais correntes presentes no 
PP. Nessas condições, as correntes quente e fria de 
maior CP são casadas e e 1 iminadas do problema 
restante. Aplica-se este procedimento até a eliminação 
da última corre nte quente (acima do PP) ou fria 
(abaixo do PP). 

As principais vantagens deste procedimento são: a 
priorização das correntes de maior capacidade térmica, 
deixando claras as correntes a serem subdivididas na 
ausência de impos ições, de pe rmitir a incorporação de 
impos1çoes ou restrições de projeto, e por fim 
deslocar eventuais necessidades de subdivisão para as 
menores correntes . O algoritmo completo de el iminação 
é então o seguinte: 

-acima do PP: 

1. Verificar a desigualdade (5) (Se não for 
obedecida, solução impossível e vá até 5); 

2. Verificar se ex istem correntes quentes não 
casadas. Se não existirem o proced ime nto está 
encerrado (etapa 5); 

3.Tomar entre as correntes não casadas, as correntes 
quente e fria com maior CP 

4. Verificar se CPH ~ CPc : 
• se ta 1 não ocorrer, CPH deve ser subdividido 

em duas correntes, uma com CPHl ~ CPc (aqui 
alocando um trocador de calor com a corrente CPc), 
e outra com CPHz ~ CPH CPc; voltar a 3; 

• se valer a igualdade, alocar trocador de calor 
e voltar a 2; 

• se valer a desigualdade, verificar se a 
desigualdade (5) é satisfeita para as 
restantes: 
- se for satisfeita, alocar trocador de calor e 
voltar a 2; 

-se não for satisfeita, subdividir CPc em uma 
corrente com CPc1 ~ CPH (aqui alocando um 
trocador com a corrente CPH) e outra com CPcz ~ 
CPc - CPH; voltar a 3; 

5. Fim do procedimento. 

-aba ixo do PP: 

Mesmo procedimento acima, invertendo-se os 
índices "c" e "H", e usando-se a desigualdade 
(6) em lugar da desigualdade (5). 

A alocação de cargas térmicas segue a mesma 
regra he urística (do maior valor possível) adotada por 
Linnhof f et al . (1982), dada ao final do item anterior. 

ESTUDO DE CASO 

O caso analisado refere-se a uma bateria de 
pré-aquecimento de óleo cru, cujos dados foram 
colhidos em Linnhoff et al . (1982) e são reproduzidos 
na Ta bela 1. Trata-se de uma unidade de destilação 
convencional cujo esquema pode ser encontrado nesta 

última referência. Os dados de consumo de utilidade 
quente na unidade existente registravam 68 MW e as 
menores diferenças de temperaturas eram de 7°C a 
13°C.Em nosso estudo, foi adotado para àTmtn o valor 
de 20°C, representativo da instalação como um todo. 
Através de um programa de computador por nós 
construido, e que tem por base o procedimento tabular 
de Linnhoff, determinamos que o m1n1mo consumo de 
utilidades quente e fria seriam então de 61. 16 MW e 
41.56 MW respectivamente, com o PP situado a 183°C 
para as correntes quentes, e 163°C para as correntes 
frias. 

A partir dai, aplicou-se o algoritmo proposto às 
regiões acima e abaixo do PP, obtendo-se a 
configuração indicada na figura 3. Iniciou-se o 
projeto pela região abaixo do PP, por ser aquela onde 
as restrições junto ao PP eram maiores (diferença 
muito pequena entre os dois lados da desigualdade 
(6)). Logo de início, o algoritmo revelou a 
necessidade de subdivisão da corrente 9, nas 
porcentagens indicadas junto aos trocadores essenciais 
1, 2, 3, 4. Da mesma forma, na região acima do PP, o 
algoritmo apontou a necessidade de subdivisão da 
corrente 9, para o que foram mantidas as mesmas 
porcentagens anteriores, junto aos trocadores 5,6,7,8. 
Os trocadores suplementares (não numerados) e 
utilidades comportam os resíduos de carga térmica. 
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TABELA 1 - DADOS TÉRMICOS 

CORRENTE T (o C) H (MW) CP = àH/àT 

1 349 49 .8 -

Óleo Comb. 243 27.0 0.215 
213 21. 1 o. 197 
167 12.9 0.178 

90 0 . 0 O. 168 

2 341 26.4 -
Gasóleo 210 12.6 0.105 

172 8 . 8 o. 100 
111 3.5 0 . 085 
65 0.0 0.076 

3 268 13.9 -

Querosene 135 5.2 0.065 
38 0.0 0 .054 

4 251 17 . 0 -
Refluxo 169 8.4 o. 105 

6 168 43 . 1 -
Nafta Leve 136 23.9 0.600 
(Principal) 118 15 .3 0.478 

108 11. 2 0.410 
71 0.0 0.303 

7 136 12 .6 -
Nafta Leve 118 8.0 0.256 
(Pre-Flash) 108 5 .9 0.210 

71 0 . 0 O. 159 

8 15.6 0.0 0.379 
Carga-Dessa!. 121 39 . 9 -

9 120 0 . 0 0.400 
Carga para 122 0.8 0.422 
Pre-Flash 163 18 . 1 0 . 600 

186 31.9 O. 725 
194 37 . 7 -

10 189 0.0 0.477 
Carga para 237 22.9 0.496 

Torre 265 36.8 0.660 
368 104 . 8 -

COMENTÁRIOS 

Duas importantes simplificações podem ser feitas 
no projeto preliminar da Figura 3 .: a) os trocadores 
1/ 5, 2/6, 3/7, e 4/8 podem ser juntados aos pares, sem 
violar o t.Tmln adotado e mantendo o mesmo consumo de 
utilidades; b) as correntes (6) e (7) (mesmo fluido) 



podem ser misturadas logo antes do ingresso em um 
único resfriador . Com estas simplificações o número 
total de equipamentos de troca de calor cairia de 20 
para 15 (s~ndo 9 trocadores de calor, 5 resfriadores e 
1 aquecedor) . Comparando os resultados obtidos com o 
a l gorítmo proposto aos relatados por Linnhoff et al. 
( 1982) , percebe-se boa concordância de valores. 
Some-se a isso o fato de que o algoritmo proposto por 
este e s tudo tenta ser mais claro e investe na 
simplicidade de cá l culos. Em nosso estudo, foi 
iesprezada uma corrente (número 5) de nafta, visto que 
apresenta v a r equisitos mínimos de resfriamento ( 1. 4 
MW), e não afetava a localização do PP. Pudemos 
ve rificar que mesmo inc lu indo esta corrente , o consumo 
de energia da planta ficou praticamente ina lterado. 
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ABSTRACT 

ln this work, a thermodynamical analysis of the Pin~ 

Des ign Method for heat recovery ne tworks in integrat~ 
systems is presented. A new a lgori thm f or designing 
heat exchanger networks is proposed, wich i s ba sed h 
ease-to-use rul es. A base case design of a crude 
pre-hea t train through this method is presen ted and 
discussed. 

~p 8 o~ 26 1 ~ 
) 

1

183° __ 0 ______ 226 _.3_~----~ 
4 ?~ -· '--.{12 2 .• 3Mw~~ 

[!] 120° 

_j:L83~ 10~ ______ 3_2~-ª~- - - - --- _____ .0 341111 
3 ,0~ o 2,6~ 

__E?~·-0 ~ 
o _ 2,7M'W 

6 

1183° 

1183° 

o 
1~8 ·~ 1 189 

~ 
I U

60
f71 I I I I 

I 

PP 

Figura 3 . Esquema de Projeto das Redes para 
Máxima Recuperação Energética 

218 

61,2~ 

194° 



ENCIT 92- IV Encontro Nacional de Ciências Térmicas, ABCM, Rio de Janeiro (Dezembro, 1992) 
4th Brazilian Thermal Science Meeting 

ESTUDO DA TRANSFElttNCIA DE CALOR DE CORPOS METÁLICOS 
IMERSOS EH LEITO FLUIDIZADO BORBULHANTE 
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RESUMO 

GERALDO LOMBARDI 
USP-EESC-DHS 
C.P. 359 
13560 São Carlos, SP- Brazil 

Este trabalho apresenta o coeficiente de transferência de calor para corpos 
metálicos de diferentes formas e tamanhos (esferas e cilindros) imersos em· um leito 
fluidizado borbulhante. Os resultados foram obtidos experimentalmente para um lei 
to de areia aquecido a 850-900°C pela queima de GLP em seu interior. Foram utiliza 
do areias de diâmetro médio 0,3 e 1,6mm. 

INTRODUÇÃO 

O aquecimento dos corpos metálicos em sistemas 
de leito fluidizado borbulhante tem por princípio 
básico o aumento do coeficiente de transferência de 
calor entre o metal e o meio de aquecimento em 
está imerso, permitindo tratamentos térmicos 
rápidos e eficientes. 

que 
mais 

Algumas técnicas de tratamento térmico para 
metais em leito fluidizado já tem sido empregadas a 
nível comercial: recozimento, normalização, têmpera, 
revenirnento e austêrnpera. Est~s tratamentos são 
constituídos, de maneira geral, de um aquecimento do 
material seguido de resfriamento controlado. 

O coeficiente de transferência de calor e 
obtido a partir da variação com o tempo, da tempera­
tura do corpo metálico imerso no leito. Há um número 
restrito de trabalhos publicados na área: Jolley 
(1949), Kharchenko e Makhorin (1964), Baskakov, Berg, 
Vitt, Filippovsky, Kirakosyan, Goldobin e Maskaev 
(1973), Panov, Baskakov, Goldobin, Filippovski e 
Mazur (1979), Botterill, Teornan e Yuregir (1984) e, 
mais recentemente, Coelho, Goldstein Jr. e Lombardi 
(1991). 

Estes trabalhos trazem informaçÕes sobre o 
efeito do tamanho das sondas e da granulornetria do 
leito fluidizado, bem corno da velocidade superficial 
e da temperatura do leito. 

Neste trabalho foi expandido a faixa de valo ­
res dos resultados experimentais disponíveis e 
estudou-se o efeito da forma dos corpos imersos no 
leito, analisando-se a transferência de calor em 
esferas e cilindros. 

DESCRIÇÃO DO DISPOSITIVO E DO PROCEDIMENTO EXPERIMEN 
TAL 

O dispositivo experimental é mostrado na Fig.l. 
O leito do reator é formado por um tubo de aço 

inoxidável de 306 mm de diâmetro e 800 mm de altura, 
com revestimento de cimento refratário de 133 mm de 
espessura. 

Na parte inferior do reator existe urna camara 
plena onde o ar é admitido e distribuído por uma 

Cada placa distribuidora composta de 19 injetores. 
injetor possui 6 orifícios, cujo diâmetro (1 mm 
4 mm) é função da areia usada. 

ou 

O gás de fluidização é constituído pelo produ­
to da combustão de GLP (gás liquefeito de petróleo) 
com ar atmosférico, mantendo o leito a 850-900°C. O 
GLP é admitido independentemente pelo tubinho cen­
tral do injetor, entrando o ar pelo canal externo, 
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ocorrendo a combustão praticamente no interior do 
prÓprio leito. A placa possui ainda um sistema de 
recirculação de água para evitar o aquecimento e 
danificação dos injetores. O ar para fluidização é 
insulflado por dois sopradores centrífugos em série, 
de 10 m3 /min e 5,94 rn3 /min de capacidade, respectiv~ 
mente. 

OIM . ( mm) 

SI ESC. 

DETALHE A 

Figura 1. Esquema do dispositivo experimental. 

No topo do reator localiza-se uma tampa refra­
tária, que possui uma abertura lateral para possibili 
tar a saída dos gases de combustão, e dois orifícios 
usados para inserir o termopar que mede a temperatu­
ra do leito e o suporte do corpo metálico. No inte­
rior do suporte passa o termopar que acompanha a 
temperatura do centro do corpo. Os termopares são de 
chromel-alurnel e protegidos por tubos de alumina. O 
suporte do corpo metálico é resfriado a água. 

As partículas sólidas fluidizadas foram areia 
de quartzo, de diâmetro praticamente uniforme, re-



·:1!1~=--~-

sultando em diâmetros médios em torno de 0,3 e 1,6rnrn. 
Os corpos metálicos usados foram de aço inoxi ­

dável AISI 316: duas esferas de diâmetro 25 e 50 mm, 
e dois cilindros de volume igual ao da esfera maior 
e com relação diâmetro-altura de 1:4 e 1:8. 

O leito é fluidizado numa velocidade superfi­
cial do gás pré-estabelecida e mantida numa tempera­
tura em torno de 850°C. O corpo metálico, inicialrnen 
te à temperatura ambiente, é então inserido rapida= 
mente no leito, registrando-se ao longo do tempo a 
temperatura do seu centro. 

Para a obtenção do coeficiente de transferên­
cia de calor h a partir do conhecimento da ternperatu 
ra ambiente T0 , da temperatura do leito T00 e da 
variação com o tempo da temperatura no centro do cor 
po imerso no leito, utiliza-se a distribuição da te; 
peratura em regime transitório obtida a partir da 
equação da conservação de energia. No caso de urna 
esfera de raio R, por exemplo: 

dT a a 2 aT 
-=--(r -) 
at r 2 ar ar 

onde: 

aT 
-=o em r = O 
a r 

aT h 
- = - - (T - T ) em r = R 
ar R 00 

T = T0 em t = o 

Os valores de h, foram obtidos das soluçÕesdis 
poníveis para estas equaçÕes, em Arpaci (1966), por 
exemplo, através de um programa de computador e de­
vem ser interpretados, neste caso, corno o valor mé­
dio desde o instante inicial, quando o corpo é imer­
so no leito, até o instante considerado. 

Os valores de h apresentados neste trabalho fo 
rarn obtidos para o instante t = 120s. 

APRESENTAÇÃO E ANÁLISE DOS RESULTADOS 

A Fig. 2 mostra curvas de aquecimento típicas 
para o caso da esfera menor . Verifica-se que, num 
mesmo instante, a temperatura do corpo é maior para 
areia fina, isto é, um diâmetro menor de partícula 
favorece a transferência de calor em leito fluidiza­
do. O mesmo comportamento foi verificado para os 
outros corpos, confirmando a tendência observada pe 
los autores citados anteriormente. -

900 

~----6 -, , 
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Jf 
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I 

!j. 
ESFERA - O' 2 5mm I 

u ~( ~ I 

1- 400 ,' 

dp v Too To 

I mm) ( m / s) 1 •c > I "C) 

2011 
1.58 0.94 860 32 

-- 0 .34 0 .94 856 27 
100 

~ 
o 100 200 300 400 500 

t( s) 

Figura 2. Curvas de aquect.ento. 
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A variação do coeficiente de transferência de 
calor h com a velocidade v do gás para doisdiâ~etro s 
médios de areia dp e para os quatro corpos usados é 
mostrado na Fig. 3. Observa-se para o caso da areia 
grossa que, quando a velocidade do gás aumenta, há 
um pequeno aumento no coeficiente de transferênciade 
calor, seguido de urna diminuição, sendo este efe ito 
mais acentuado para o caso da esfera de menor diâme­
tro. Para a areia fina, h diminui sempre com o aurnen 
to de v. Urna possível explicação para este fato ~ 
que quando se trabalhou com areia fina, procurou-se 
trabalhar com velocidades do gás prÓximas às utiliz~ 
das para a reia grossa, levando o coefic iente de 
transferência de calor a se situar na região em que 
ele diminui com o aumento da velocidade do gás. As 
faixas de velocidades do gás testadas variaram de 
0,87- 1,61 rn/s para areia grossa e de 0,31-0,94 rn/s 
para areia fina. 
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Figura 3. Variação de h com v. 

-

-

O aumento de h com v se deveria ao aumento da 
turbulência local provocada pela movimentação das 
partículas do leito, enquanto o decréscimo seria de­
vido à redução da concentração de partículas sólidas 
por unidade de volume do leito. Observa-se que h é 
maior para as partículas menores, efeito também 
observado pelos autores citados. Nota-se ainda que 
os valores de h para a esfera menor são ma iores do 
que para a esfera maior, para ambas as areias . estud~ 

das. No caso dos cilindros, observa-se que, para a 
areia fina, o cilindro curto L/D = 4 apresenta valo­
res de h ligeiramente superiores aos do cilindro lon 
go. O mesmo comportamento não foi observado pa ra ã 
areia grossa. A análise dos conjuntos de pontos para 
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a areia fina e para areia grossa , permite ainda veri 
ficar que, no caso das esferas, o efeito do tamanhÕ 
da areia é mais importante do que o efeito do tama­
nho do corpo. 

A Fig. 4 mostra que não houve um efeito signi­
ficativo do formato dos corpos metálicos, de mesmo 
volume, no valor de h, conforme era previsto em fun­
ção dos result a dos obtidos por Baskakov et al. para 
a troca térmica nas faces superior e inferior de uma 
placa plana. 
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A Fi g . 5 traz os dado s obtidos para as esferas 
em· termos dos números de Nusselt e Reynolds, incluin 
do re s ultados de outros autores. Nota- s e que, inde­
pendente das dimensÕes do corpo, há um acréscimo d o 
valor de Nus sel t quando o diâmetro das partículas 
aumenta. Como se viu anteriormente, h é maior para 
areias mais finas; o valor de Nusselt, n o entanto, 
decresce devid o à presença do diâmetro das partícu -
las no numerado r, com uma influência ma i s fo rte do 
que a do pró~rio h, mostrando que o acré s cimo de h 
com a diminui ç ã o de dp obedece uma relação nao li 
near. 
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Um parâmetro importante na medida de h é o tem 
po, parâmetro ao qual os trabalhos anteriores nao 
fazem referência. Como se pode observar na Fig. 6, o 
valor de h varia com o tempo, embora em algumas si­
tuaçÕes ele seja praticamente constante. 
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6. Variação de h com o tempo. 

O valor de h apresentado neste trabalho, como 
mencionado anteriormente, é o valor médio desde o 
instante inicial do processo, quando o corpo é imer­
so no leito, até o instante considerado. Procurou-se 
estima r o valor de h instantâneo, a partir da hipóte 
se de que para valores de tempo próximos de zero h 
médio e instantâneo seriam praticamente igua is, o 
que não se mostrou viável porque os valores de h me­
dia prÓximos do instante inicial, mostraram uma ten­
dência de crescimento assintótico. 

CONCLUSÕES 

Embora o processo de tratamento térmico de cor 
pos metálicos em leito fluidizado borbulhante ja 
esteja sendo implantado comercialmente em alguns 
países, incluindo o Brasil, é necessário pesquisar a 
influência dos vários parâmetros no aquecimento des­
tes corpos, já que o número de resultados disponí­
veis é restrito. 

As principai s conclusões obtidas neste traba­
lho s ao : 

Partículas menores favorecem a transferência 
de calor entre o corpo metálico e o leito, 
mesmo que a velocidade de fluidização do gás 
seja menor. 

O coeficiente de transferência de calo r de­
pende da velocidade do gás no leito, existi~ 
do uma faixa onde ela favorece a transferên­
cia de calor. 

Não houve efeito significativo do formatados 
corpos metálicos no coeficiente de transfe -
rência de calor, confirmando-se apenas o 
efeito do tamanho dos me smos. 
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A variação de h com o tempo de imersão do 
corpo metálico no leito mostra que é impor -
tante mencionar o instante em que h foi cal­
culado, para permitir inclusive a comparação 
dos resultados de diferentes autores. 
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SUMMARY 

This work presents the experimental total heat 
transfer coefficients between matalic bodies of 
different sizes and shapes (spheres and cylinders) 
irnrnersed in a gas-fluidized bubbling bed heated up 
to 859-900°C by burning propane inside the bed. The 
solid particles were quartz-sand with average 
diameters of 0.3 and 1.6mm. 

222 



ENCIT 92- IV Encontro Nacional de Ciências Térmicas, ABCM, Rio de Janeiro (Dezembro 1992) 
4th Braflilian Thermal Science Meeting ' 
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RESUMO 

O projeto termo-hidrâulico de uma caldeira flamotubular do tipo escocesa é 
usualment~ executado de maneira empÍrica. Este trabalho propÕe umprocedimentosim 
ples de calculo baseado em princÍpios fundamentais e no modelo de câmara longa p~ 
ra levar em conta a troca por radiação: Ele permite a otimização do projeto em 
termos do atendimento das especificaçoes e da minimização dos custos. 

INTRODUÇÃO 

As caldeiras flamotubulares foram os primeiros 
geradores de vapor de ampla aplicação industrial. 
são ainda hoje largamente utilizadas, dominando pra­
ticamente, no Brasil e na Europa, a faixa de menores 
capacidades e pressÕes de operação, em processos ti­
picamente de calefação. 

As caldeiras escocesas constituem o tipo de 
caldeira flamotubular de maior emprego. Elas foram 
concebidas inicialmente para serviço marítimo porque 
reunem as vantagens das caldeiras multitubulares e 
a compaticidade assegurada por uma fornalha interna. 
Elas consistem de um corpo cilÍndrico com umou mais 
tubulÕes de grande diâmetro, que constituem a forna 
lha propriamente dita, e tubos de menor diâmetro 
regularmente distribuídos, e que permitem 2, 3 ou 4 
voltas de chama, constituindo a zona convectiva, con 
forme a Figura 1. 

CHAMINE TUBOS DA ZONA 
CONECTIVA 

Figura 1. Esquema de uma caldeira flamotubular. 

Os tubos são envolvidos pelo casco, que compo~ 
ta a âgua, sendo que esta entra, geralmente à tempe­
ratura ambiente e sai no estado de vapor. 

Elas podem ter câmara de retorno posterior do 
tipo molhado ou de alvenaria. No primeiro caso a câ­
mara tem jaqueta de âgua; no segundo caso é usado 
revestimento de lã de rocha com chapa metâlica. Estas 
caldeiras não necessitam de alvenaria e tem dimen -
sÕes reduzidas comparadas com outras caldeiras flamo 
tubulares. -

As caldeiras escocesas são muito competitivas 
até cerca de 10 t/h de capacidade de produção de va­
por e pressÕes de 14 kgf/cm2

• Podem chegar a 25 t/h 
e 18 kgf/cm2 com rendimento térmico de 90%. 
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ETAPAS DO PROJETO TERMOHIDRÁULICO 

As etapas usuais do projeto terrnohidrâulico de urna 
caldeira compreendem: a especificação, o dimensiona­
mento, a verificação e a otirnização. 

. Na especificação de urna caldeira flarnotubular 
são fixadas as condiçÕes de operação que devem ser 
atendidas pelo equipamento, bem como os requisitos de 
padronização e manutenção eventualmente estabelecidos 
corno dados de entrada. 

. Estabelecidas as condiçÕes de processo, é 
preciso gerar uma geometria para a caldeira, ou seja, 
diâmetro da fornalha, comprimento da fornalha, número 
de tubos, diâmetros dos tubos, número de trajetos, pa 
ra que se tenha urna ârea de troca térmica que atenda 
as condiçÕes de processo. 

Hâ duas maneiras mais comuns para se 
uma geometria: através da analogia com caldeiras 
existentes, ou através de relaçÕes empíricas. 

obter 
jâ 

. O processo de verificação consiste erncalcular 
o calor transferido, a perda de pressão e o rendimen­
to térmico da caldeira, para verificar se a geometria 
proposta no item anterior atende às condiçÕes de pro­
cesso especificadas . 

. Na fase de otimização o objetivo é escolher a 
caldeira Ótima, isto é, escolher entre as geometrias 
verificadas aquela que proporciona a caldeira de me­
nor custo e que atenda às condiçÕes de processo e 
demais condiçÕes impostas. 

Os principais custos envolvidos que devem ser 
levados em consideração compreendem: o custo de mate­
rial empregado, relacionado com a ârea de troca térmi 
ca, o custo da energia elétrica, que estâ relacionado 
com a potência dos ventiladores que movimentam os 
produtos da combustão, e o custo do consumo de combus 
tível, relacionado ao rendimento térmico do equipame~ 
to. 

O MtTODO DA CÂMARA LONGA 

O método da Câmara Longa foi desenvolvido ori­
ginalmente por Hottel (1967) e proposto posteriormen­
te por Chadderton (1981) para aplicação em caldeiras 
flarnotubulares. Ele pode ser usado para orientar a de 
finição da geometria de uma ca1deira ou, alternativa= 
mente, para o dimensionamento térmico definitivo de 
caldeiras. 

O método da Câmara Longa considera as seguintes 
hipóteses: 
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Combustão instantânea e completa na entrada 
da fornalha, o que implica na melhor adequa­
ção do método para o caso de queimadores de 
chama curta; 

Os produtos da combustão estão na temperatu­
ra adiabática na entrada da fornalha; 

O gradiente de temperatura na direção axial 
é desprezível; 

O eventual efeito da rotação da mistura ar­
combustível na entrada da câmara de combustão 
não é considerado, e 

O escoamento dos produtos da combustão tem a 
velocidade uniforme. 

O método permite gerar uma geometria a partir 
dos dados de entrada e das equaçÕes de transferência 
de calor, definindo o comprimento Lf e o diâmetro Df 
da fornalha. 

O numero de trajetos Ntr dos produtos da com­
bustão nos tubos de convecção relaciona o comprimen­
to da fornalha Lf com o comprimento total dos tubos 
Lc, e é um dado de entrada, assim como o diâmetro e 
o número de tubos de convecção. 

A temperatura de saída do gás na fornalha Ta 
também é admitida, e afeta a transferência de calor 
na for nalha e nos tubos de convecção. Chadderton (1981) 
cita 955°C como o valor máximo usado nos cálculos, mas 
valores mais elevados costumam ser utilizados. 

A temperatura do gás na chaminé Tb também re­
quer uma consideração especial, pois um valor eleva­
do admitido ocasiona uma diminuição do rendimento tér 
mico. Seria desejável um valor próximo à temperatura 
ambiente para diminuir a perda, mas se o combustível 
contém enxof re, isto não é possível, porque é neces­
sário evitar que ocorra o depósito de ácido sulfÚrico 
devido à condensação. Na prática comercial, o valor 
utilizado é de cerca de 180-200°C, ao qual correspo~ 
de a um r e ndimento em torno de 80%. 

• Dados de Entrada 

Os dados de entrada são: demanda de vapor de 
água mv, pressão de trabalho, temperatura do gás na 
saída da fornalha Ta, temperatura do gás na chaminé 
Tb, composição do combustível, excesso de ar, emitân 
cia da superfÍcie do casco Ew, tensão admissível dos 
tubos, número e diâmetro De dos tubos de convecção, 
e número de trajetos Ntr· 

• Cálculos Iniciais 

Os cálculos iniciais compreendem o estabele­
cimento da equação de reação do combustível com o ar, 
levando em conta o excesso de ar, determinando os 
produtos da combustão. A combustão é considerada co~ 
pleta, por hipótese. 

Para o cálculo da descarga do combustívelmc, 
admite-se um rendimento inicial n e iguala-se a ener 
gia cedida pelos produtos da combustão à energia re= 
cebida pela água. Daí: 

. mv.CHv- Hamb) 
m - (l) 

c - n.PCI 

onde 
Hv e Hamb são as entalpias da água no estado 

de vapor saturado e à temperatura ambiente, respecti 
vamente, e PCI é o poder calorífico inferior do com= 
bustível. 

Tendo a descarga de combustível e a razão entre 
os produtos da co~bustão e o c?mbustível rgc• obtida 
a partir da equaçao da combustao,calcula-se a descar 
ga dos gases de combustão mg, tal que: 

mg = rgc·mc (2) 

Partindo da hipótese de que a combustão foi 
instantânea e completa na entrada da fornalha, 
obtem-se do balanço de energia entre o calor libera­
do pelo combustível Oc e o aumento de entalpia dos 
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produtos da combustão, a temperatura adiabática Tad• 
conforme segue: 

PC I. me 
Tad = -.--­

mg.Cpf 

o~de Cpf é o calor específico dos produtos da combus 
tao. 

• Tubos de Convecção 

Para a transferência de calor nos tubos, 
admite-se que o número N de tubos em cada passagem 
permanece constante, embora isto nem sempre aconteça 
na prática. 

Estabelece-se o balanço de energia num ele­
mento de tubo de convecção de comprimento ôx: o ca­
lor perdido pelos gases quentes que pass am através 
do elemento, deve ser igual ao calor transferido por 
convecção 6Qcc e radia ção ôOcr do gás quente para a 
parede do tubo, que é resfriada pela água do corpo 
da caldeira, conforme a Figura 2. 

To 
00 c c + Sa 

4 
I rc 

Tgc-1 r--Tgc+ b Tg c 

To 

[1 
I 

~-- X J J _§_!'__ I 

f- -- L c 
-i 

Figura 2. Transferência de calor nos 
tubos de convecção. 

;O coeficiente de transferência de calor hc, 
utilizado para o cálculo da transferência de calor 
por convecção dentro dos tubos, é calculado pela 
expressão de Dittus-Boelter, válida para regime tur­
bulento: 

0,023.kc 
h =----

c De 
o' 4 

Pre (4) 

onde kc é a condutividade térmica média e Prc o nume 
ro de Prandt para os produtos de combustão nos tubos 
de convecção. 

A taxa de transferência de calor ôOcc em ôx , é 
dada por: 

6Qcc hc.n.Dc. ôx .(Tgc- Tw) (5) 

onde Tgc é a temperatura dos gases nos tubos e Tw é 
a temperatura na parede. 

A temperatura da superfície interna da parede 
dos tubos é considerada constante, igual à temperatu 
ra da água se vaporizando contida no corpo da caldei 
ra. 

A transferência de calor por radiação 60rc 
entre o gás e a superfície é um problema complexo. 
Para superfícies industriais com emitâncias Ew acima 
de 0,8, como é o caso das caldeiras escocesas, pode­
se utilizar a expressão proposta por Hottel (1967) 
aplicada ao elemento ôx de tubo: 

Ew + 1 4 
6Qrc = o .(--

2
-).n.Dc.ôx.(Ec.Tgc - a c.Tw4

) (6) 

onde E c e ac são a emitância e a absortância dos pr~ 
dutos de combustão e o é a constante de Stefan e 
Boltzmann. 

O balanço de energia em ôx fornece: 

mg.Cpc·Tgc = mg.Cpc· (Tgc + ôTgc) + ôQcc + ôOrc (7) 

Utilizando as condiçÕes de contorno mostradas 
na Figura 2 e fazendo uma integração numérica da 
equação, obtem-se o comprimento total dos tubos de 
convecção Lc: 



Fornalha 

O comprimento da fornalha Lf guarda uma rel~ 
çao com o comprimento total dos tubos de convecção e 
o número de trajetos Ntr> t al que Lf=Lc/Ntr (9) 

O diâmetro da fornalha Df é calculado levan­
do em consideração a transferência de calor por ra­
diação oQrf e por convecção cOre no elemento de for­
nalha ex , conforme esquematizado na Figura 3. 

Tod I 
I 

~ Tot --

L 
I 

f-

~r9,+6r9 , 

I s f- --->s_ 

Ta 

--1 

T 
I 

- I o 

Figura 3. Transferência de calor na fornalha. 

Equaç~es de transferência de calor do mesmo 
tipo das utilizadas nos tub os de convecção , são apl~ 
cada s na fornalha, com as propriedades dos gases cal 
culadas na temperatura médi a da forna lha. Assim: 

(10) 

Com este diâmetro da fornalha, ca lcula-se os 
valore s efe tivos da emitânci a r r e d a abso rtância ar 
do s gases , num processo iterativo. 

Co n c luído o processo de cá lculo nos tubos de 
conve cção e na fornalha, pelo qual se obteve , respe~ 
tivamente, o comprimen t o t otal dos tubos e do diâme­
tr o da forna lha, passa-se para a etapa segui nte, qu e 
cons jste no cálculo do r endimento t é rmico . 

Re ndimento Térmico 

O r end imento térm ico n da ca ldeira e calcula 
do pelo método das perda s : 

r: ( lJ) 

onde Op é o calor total perdido pel a caldeira e Qc é 
o calor contido no combustível alimentado. 

Para caldeiras escocesas, c uj o combust í vel é 
um 6leo, as perdas principais são: . a perda da parede 
da caldeir a por radiação Qpr e convecção natura l Opc 
para o ambiente e a perda no calor sensível Ops dos 
produtos da combustão que saem pela c hami né. 

O valor calculado é compa rado com o rendimento 
admitido an t eriormen te e, se o erro absoluto estiver 
fora de urna t o l e rância pré-definida, o valor calcul~ 
do é usado para novo cálcul o da d esca rga de combusti_ 
ve l através da equação (1) e, consequentemente, da 
descarga dos produtos da combu s tão. 

Cumprid a esta etapa, rep e te-se o procedi~ento 

do cálculo do comprimento do s tu bos de convecçao e 
do diâmetro da fornalha, obtem-se novo valor d o ren­
dimento e compara-se com o anterior, a t é a converge~ 
cia do processo. 

QUEDA DE PRESSÃO NO CIRCUITO DOS PRODUTOS DA COMBUSTÃO 

No cálculo da queda de pressao leva-se em con­
sideração a queda de pressão dos gases por atrito na 
parede dos tubos e as queda s de pressão localizadas 
devido à variação de seção do escoamento, bem como a 
mudan ça de direção do escoamento dos gases . 

OTIMIZAÇÃO DO PROJETO 

A ca ld e ira "ótima" visa o menor c usto que, co-
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mo foi visto, compreende dois custos principais: o 
custo de capital e os custos operaciona is. 

O custo de capital Cc levado em considera ção 
foi o do valor de caldeira no mercado nacional, con ­
forme dados da ATA Combustio Técnica S/A, através de 
correlação com a área t o tal de troca térmica Ast (em 
m2

), segundo a equaçao: 

Cc = 636,595.Ast + 33.974,263 (22) 

Para se obter o valor do custo de capital men­
sal Cem• dividiu-se o cus t o de capital total pela d~ 
ra ção de vida Útil da caldeira. Os custos operacio­
nais levados em consideração foram o custo de energ ia 
elétrica e o custo do consumo de combustível. O pri ­
meiro está relacionado com a potência dos ventilado­
res e esta com a queda de pressão dos gases no cir­
cuito de tubos que comp~em a ca ldeira. O custo da 
energia elétrica mensal depende da energia consumida 
pelos ventiladores, e o c usto do combustível é fun ­
ção da descarga de 6leo BPF consumida e depende do 
rendimento térmico da caldeira . Os custos foram cal­
c ul a dos em dólar. O custo total mensal é dado pela 
soma dos custos de capital e operacionais. A caldei­
ra otimizada correspond e à de menor custo total men­
sal. 

APRESENTAÇÃO E DISCUSSÃO DOS RESULTADOS 

As condiç~es de pro cesso adotadas para exemplo 
sao : descarga de va por d'água = 3 t / h; pressão d o va ­
por de água= 8 kgf/cm 2

; temperatura na sa ída da c ha ­
miné= 183°C; excesso de a r= 10%, e temperatura na 
saída da fornalha= 955 e 1150°C. O número de tub os 
em cada passagem variou de 10 a 400 tubos no primeiro 
traje to da zona de convecçã o . O diâmetro dos Euhos de 
convecçao variou de l" a 4", com incrementos comer­
c i ais . Os números de traj etos analisados foram 1 , 2 e 
3 . 

O custo total mensal C varia conforme o númer o 
de tubos N, como pode ser observado nas figuras 4, ~ 

e 6 , para l , 2 e 3 tr a jetos , r espec tivamente . Existe 
um ponto para o qua l o c ust o é mÍnimo para cada di â ­
me tro De dos tubos . O cus t o mínimo varia com o núme ­
ro de trajctos, conforme pode se r observado nas t ahe 
lils contidas nas fi gur as , de uma caLdeira com :CU lu=· 
iw s de 2" para 1 tr<l je t ü parA umél de 1 20/ 1 20/ \ :!. 0 t ubus 
de 1" no caso de 3 trajetos . Os c ustos mínimos apre­
sentados , no entanto, não difer e m signi ficativ amente. 

l'TTrr~~TTTTT~TTTTl .fll2:~1n 

IPOLl rus~IMÊS] 
1.0 rzo ~.- 2 2017 
1.5 40 22071 
2.0 20 21877 
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Fig. 4. Custo total para 
caldeiras com 1 
trajeto e Ta= 955°C. 
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Fig. 5. Custo total para 
caldeiras com 2 
trajetos e Ta=955°C. 

A compara ção das Figuras 5 e 7 permite analisar 
o efeito da temperatura na sa ída da fornalha, de 
955°C no primeiro caso e de 1150°C no segundo caso, 
para calde iras de 2 trajetos . Pode-se observar uma p~ 
quena redução no custo para um aumento na temper a tur a 
dos gases na saída da fornalha . 

A Tabela l traz o comprimen to e o diâmetro da 
fo rnalha em função do número e diâmetro dos tubos de 
convecção para uma caldeira com 2 trajetos. Observa­
se que o comprimento tende a cair com o aumento do nu 
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Fig. 6. Custo total para 
caldeiras com 3 tra 
jetos e Ta= 9SS0 c.:-

Fig. 7. Custo total para 
caldeiras com 2 tra 
jetos e Ta= llsooc: 

mero de tubos, enquanto o diâmetro da fornalha tem 
comportamento oposto. O comprimento aumenta com o 
aumento do diâmetro dos tubos de convecção, enquanto 
o diâmetro da fornalha se comporta de maneira oposta. 

Tabela 1. Comprimento Lf e diâmetro Df da fornalha 
para caldeiras com 2 trajetos [em m]. 

N 

10/10 
40/40 
80/80 

1 

D0 [pol] 

2 4 

120/120 

10,7/0,92 
8' 0/0' 64> 
6,9/0,74 
6,3/1,41 

9,1/0,57 
6,5/0,78 
5,4/0,91 
4,7/1,02 

14,2/0,24 
9,1/0,58 
6,7/0,77 
5,5/0,92 

Verificou-se que o comprimento total de tubos 
na zona de convecção não varia com o número de traje­
tos. O diâmetro da fornalha, no entanto, aumenta quan 
do se aumenta o número de trajetos, como pode ser 
visto na Tabela 2. 

Tabela 2. Diâmetro da fornalha Df [em m] em função 
do número de trajetos. 

Ntraj 

1 
2 
3 

O aumento da 

Número de tubos por trajeto 

10 40 80 

0,46 0,64 0,74 
0,92 1,16 1,30 
1,28 1,60 1,80 

-

temperatura na saída da fornalha 
de 955 para 11500C causa um pequeno aumento no compri 
menta da caldeira e uma diminuição no diâmetro d; 
fornalha, conforme a Tabela 3, para o caso de 2 traje 
tos nos tubos de convecção e tubos de 1 pol. -

Tabela 3. Efeito da temperatura na salda 
da fornalha. 

Dimensão Número de tubos por trajeto 

[m] 10 40 80 

Lf 10,7 /11,2 8,0 /8,4 6,9 /7,2 
Df 0,92/0,57 1,16/0,74 1,30/0,84 

A análise dos custos mínimos apresentados nas 
Tabelas das Figuras 4 a 7 mostra que, de um modo ge­
ral, os mínimos absolutos ocorreram para caldeiras 
de tubos de convecção de 1 pol com 120 tubos no lQ 
trajeto, com exceção da caldeira com 1 trajeto. As 
dimensÕes correspondentes a estas caldeiras estão na 
Tabela 4. 
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Tabela 4. DimensÕes das caldeiras de menor 
custo mensal. 

Número de De Ta Lf Df Cmin 

tubos [pol] [OC) [m] [m] [US$/mês] 

20 2 955 15,38 0,0083 21877 
120/120 1 955 3,15 1,41 21933 

120/120/120 1 955 2,10 1,93 21917 
120/120 1 1150 3,30 0,91 21877 

A primeira caldeira é a de menor custo, mas a 
ela corresponde um diâmetro de fornalha de 0,0083 m 
e 15,35 m de comprimento, dimensÕes obviamente não 
adequadas para um equipamento real. A Última caldei­
ra é a recomendada, com uma relação Lf/Df da ordem 
de 3,6, de acordo com as proporçÕes encontradas na 
prática. 

COMENTÁRIOS FINAIS 

O método da Câmara Longa permite fazer o dimen 
sionamento de uma caldeira, atendendo às condiçÕes de 
processo. Ele pressupÕe, no entanto, combustão instan 
tânea na entrada da fornalha e, em princípio, não­
permite a flexibilidade de, proposta uma geometria 
completa para a caldeira, verificar se ela atende às 
condiçÕes de processo desejadas. Os resultados obti­
dos mostraram também que simplificaçÕes do tipo 
das propostas por Chadderton, que desprezou a con­
vecção na fornalha e, mais importante, a radiação na 
zona de convecção, pode levar a subdimensionamentos 
da caldeira, da ordem de 10-15%. f importante obser­
var que o custo dominante é o do combustível. Em 
consequência, nas caldeiras estudadas, para as quais 
se impôs a temperatura de 183°C para os produtos da 
combustão na saída da chaminé, os custos mensais são 
aproximadamente iguais nas caldeiras de dimensÕes 
usuais localizadas na faixa de custo mÍnimo. 
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SUHHARY 

The thermal-hydraulic design of scotish tube 
shell boilers is usually performed in an empírica! 
way. This work proposes a simple calculation 
procedure based on fundamental principies and on the 
long furnace model to take radiation heat transfer 
into consideration. It allows the design to get to 
an optimum in terms of attending the specifications 
and minimizing costs. 
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SUMMARY 

Thi s work presents a compar'ison among the experimental and 
analy tical results that were obtained in a pilot plant especially built to 
utilize the combustion gases, originated from the burning of 1 Kg/h of LPG, 
through the evaporating chamber of a direct contact evaporator. The developed 
equations to describe the simultaneous heat and mass transfer processes are 
shown to be adequate and the rate of evaporation may be directly estimat ed 
from the experimental values of the gas hold up. 

EVAPORADORES POR CONTATO DIRETO - PROJETO 

Os evaporado res por contato direto representam 
um subconjunto dos chamados trocadores de calor por 
cantata direto, nos quais há a evaporação de um 
fluido em contato físi co com um outro, com ele 
imiscível. Este contato é proporcionado através do 
borbulhamento ou gotejamento de um dos fluidos ( fase 
dispersa ) no outro ( fase continua ), o que implica 
na ocorrência de fenômenos de transporte moleculares 
simultâneos no inte rior de cada fase e a través da 
interface. 

A evaporação por contato direto pode ser 
dividida em dois sub-grupos : (i) Evaporação de um 
líqu ido fase dispersa imiscível com a fase 
contínua, sem que haja transferência d e massa através 
da interface; (i i) Evaporação da fas e contínua na 
dispersa durante o borbulhamento de um gás . 

O segundo, relacionado com o escopo do presente 
trabalho, está identifi cado aos equipamentos 
usualmente denominados de evaporadores por contato 
direto. O gás a ser borbulhado na fase contínua é, em 
geral, proveniente da combustão e m câmaras 
espec ialmente projetadas para queima de combustíveis 
gasosos ou líquidos, estando e m alguns casos a· câmara 
de combustão subme rsa na própria solução ( evaporado­
res por combustão submersa ) . Segundo Smith ( 1986 ) 
estes evaporadores podem ser utilizados na 
concent ração d e ácido sulfúrico até 80 % p/p ) , 
ácido fosfór ico (até 75 % p/p ), líquidos com 
características de formarem incrustações em 
evapo r ado r es convencionai s, soluções viscosas ou 
mesmo suspens ões aquosas ( até 40 % em sólidos ). 

t oportuno ressalta r que a operação em reg ime 
estacionário destas unidades, definida para a 
condição de temperatura da fase contínua constante, 
não permite a utilização da mesma hipótese para o 
comportamento da fase dispersa. Este fato, aliado a 
ocorrência de transferência de ca lor e massa simultâ­
neos no interio r das bolhas, confere um alto grau de 
complex idade à modelagem ma temática deste processo. 

O projeto destes evaporadores é feito com base 
nas condições da solução a ser concentrada ( vazão, 
concentração e temperatura ) e na meta a ser atingida 
definida pelas condições do produto ( concentrado ) a 
ser obtido. O procedimento adotado é o de simulações 
sucessivas, mui to empregado no projeto de 
equipamentos térmicos em geral. 

Estas simulações são efetuadas definindo-se as 
condições do gás a ser borbulhado ( função do projeto 
do sistema de combustão - não abordado no presente 
trabalho ), a gearnetria da unidade e do sistema de 
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distribuição dos gases, a altura de borbulhamento e o 
tipo de operação (semi batelada ou continua) . Os 
dados que caracterizam a solução a ser concentrada 
acrescidos de todos os parâmet ros de projeto 

anteri ormente citados são forne cidos a um sistema de 
equações proveniente da modelagem matemática dos 
fenômenos termo - mássicos que ocorrem neste processo 
permitindo a determ inação da taxa de evaporação e, em 
última análise, das condições do concentrado que 
seria obtido. Estas condições são então comparadas as 
metas estabelecidas no início do procedimento, até 
que haja convergência . Tanto as modificações a serem 
efetuadas nos parâmetros de projeto entre cada 
simulação quanto a definição do critério de conver­
gência são funções da experiência do projetista, que 
terá o seu trabalho facilitado na ordem di reta da 
qualidade dos resultados fornecidos pela modelagem 
adotada no procedimento de simulação . 

No Laboratório de Termofluidodinâmica do 
Programa de Engenharia Química da COPPE/UFRJ, há 
alguns anos, está em andamento uma linha de pesquisa 
na área de evaporação por contato direto, com 
objetivo de desenvo lver a modelagem adequada do 
projeto de tais unidades, Hackenberg (1975 e 1985), 
Hackenberg e Andrade (1975 e 1988). O presente 
trabalho, inserido na ci tada linha, realiza um estudo 
comparativo entre os resultados simulados, adotando -
se a modelagem proposta por Queiroz e Hackenberg 
(1987), e os obtidos em uma unidade piloto, 
especialme nte construída, operando em regime de semi­
batelada . A fase contínua utilizada neste etapa dos 
estudos é água e a fase dispersa é o gás proveniente 
da combustão de 1 Kg/ h de GLP, gerado em um combustor 
acoplado ao tanque de evaporação. 

TERMOFLUIDODINÂMICA 

O comportamento dinâmico do evaporador por 
contato direto é obtido através dos balanços globais 
de massa e energia na câmara de evaporação, onde os 
gase borbulhados são supostos 1m1scíveis na fase 
contínua, o arrasto de liquido pelo evaporado é 
desprezado e a tempe ratura da fase contínua, Te, é 
considerada uniforme . Ma iores detalhes com relação a 
estes balanços, podem ser encontrados em Lage e 
Hackenberg ( 1990) . Nos experimentos aqui analisados 
onde o equipamento é operado em regime de semi 
batelada, sendo a fase contínua um líquido puro, não 
há necess idade de se utilizar a equação 
representativa do balanço de massa do soluto, 
restando os balanços de massa global e de energia : 



d 
dt ( P Vc ) - ma ( 1) 

d 
dt ( P Vc Cp Te = mg Cp' ( Tgb I' (-rl 

- ma Cp Ts- Te ) +L+ Cpa ( T' (-r) - Ts )) + 

+ qct - qp (2) 

onde p e Cp são a densidade e o calor específico da 
fase contínua; Vc é o v~lume de fase contínua no 
interior da câmara; mg e Tgb a vazão mássica total e 
a temperatura do gás borbulhado, L o calor latente 
calculado na temperatura média, em relação ao tempo 
de residência da fase dispersa ( -r ) , da interface 
( Is ) ; Cpa o calor específico do evaporado; e I' (-r) 
a temperatura média volumétrica da bolha ao aflorar 
da fase continua. 

A vazão mássica evaporada, ma está relacionada 
ao f 1 uxo médio evaporado ao longo da ascensão das 
bolhas ( w ) por : 

ma Ab w T f n (3) 

onde Ab é a área superficial da bolha, considerada 
esférica com volume V; n o número de orifícios no 
sistema de distribuição dos gases; e f a freqüencia 
de borbulhamento em cada orifício, calculada por 

f = mg I ( pg V n (4) 

sendo pg a densidade do gás borbulhado estimada a Tgb 
O estudo do comportamento termo - mássico da 

fase dispersa é efetuado supondo-se que as bolhas são 
esféricas, com raios constantes ao longo da ascensão. 
Isto implica em dizer que os parâmetros relativos à 
::sta fase no sistema de equações (1), (2) e (3)-T' (-r); 
Is; w - são obtidos para bolhas individuais. A 
freqüencia de borbulhamento, f, determinada pela 
equação ( 4), é o parâmetro operacional responsável 
por extrapolar, na modelagem proposta, estes 
resultados para o conjunto das bolhas. Este fato 
confere grande importância à análise da fluidodinâmi­
ca da formacão de bolhas, que 1ra permitir a 
determinação do volume da bolha formada, V, como uma 
função da vazão volumétrica borbulhada por orifício. 

Nas condições normais de operação de 
evaporadores por contato direto, Andrade e Hackenberg 
(1986) recomendam a utilização da equação de Davidson 
e Schüler 

2 6/5 
V= 1,138 ( mg/(pg n g l l 

onde g é a aceleração da gravidade: 

(5) 

Os parâmetros T' (-r), Is e w são equacionados 
com base no modelo proposto por Queiroz e Hackenberg 
(1987), que descreve os campos de temperatura e 
concentração mássica no interior das bolhas durante a 
ascensão, através das equações das difusões térmica e 
mássica. O acoplamento dos fenómenos térmico e 
mássico é feito através dos saltos de fluxo na 
interface, utilizados na metodologia funcional 
desenvolvida por Hackenberg (1969) e aplicados para 
resolver o problema de contorno. A este procedimento 
adiciona-se a hipótese de haver saturação na interfa­

ce implicando na existência de uma relação entre a 
temperatura e a concentração interfacial. Uma equação 
na forma da de Antoine, pode então ser utilizada e a 
sua linearização permite a obtenção de solução 
analítica para a descrição do comportamento da 
temperatura e concentração da fase dispersa e da 
interface.Ver detalhes em Queiroz e Hackenberg (1987) 
e Queiroz ( 1990). Deste modo o fluxo médio evaporado 
por bolha durante a ascensão é dada por 

w = (1h)[(Kl/p'){1-exp(-p'-r)} + (K2/p"){1-exp(-p"-r}1 
(6) 
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onde: 

K1 = [1/(p"-p')1[w(O)(p"-~l- (Ts(0)-Tc)(B/rl1 

Kz [1/(p"-p' )1[(Ts(O)-Tc)(B/r)- w(O)(p'-~)1 

z-
(n h + 2 A a L B) D' ( 1 + i\) 

~ 

r 

( 2ALD' +h a (1 +i\))a 

h a (1 + i\) + 2 A L D' 

2 A h D' ( 1 + i\) 

i\ = (2 k' )/(h a) B = {3/(1 + i\) 

sendo p' e p" os módulos das raizes da equação 
característica do sistema para determinação do 
comportamento interfacial; h o coeficiente de 
transferência de calor na fase continua, que de 
acordo com Hackenberg (1975) pode-se utilizar a 
correlação de Calderbank e Moo-Young ( 1961); A, o 
parametro de 1 inear i zação da equação representa ti v a 
do equilíbrio interfacial; a, o raio da bolha; D' e 
k' a difusividade mássica e a condutividade térmica 
da fase dispersa. Os parâmetros w(O) e Ts(O) são 
determinados por um sistema de equações algébricas 
gerado quando se faz o limite para o tempo tender a 
zero nas equações integro - diferenciais que 
descrevem o comportamento interfacial. Resolvendo o 
sistema : 

Ts(O) = [Te+ i\ To- (Lih)w(0)1/(1+i\) (7) 

w(O) = ~ [Cs(Tr) - Co + {-Ir+ (Tc+i\To)/(1+i\)}1 

onde ~ = [ (a/2 D') + (A Llh(1+i\))] (8) 

e To e Co são a temperatura e a concentração da bolha 
no inicio da etapa de ascensão, consideradas neste 
trabalho como igauis aos parâmetros correspondentes 
determinados para as condições do gás borbulhado; e 
Tr é a temperatura de referência para a linearização 
da relação de equilíbrio interfacial. 

A temperatura média volumétrica da bolha ao 
aflorar da solução, I(-r), pode ser representada por 

onde 

I' (-r)- To= (1/(1+i\)){ (Yl/B)[1-exp(-B-rl1 + 

(Yz/p' )[1-exp(-p'-rl1 + (YJ/p")[1-exp(-p"-r)1 -

- [ (To - Te) + w (O) (L/h) 1 -

- (6/n2
){ (Yl/({3-B))exp(-B-r)[1-exp(-({3-Bhl1 + 

+ (Yz/((3-p'))exp(-p'-r)[1-exp(-((3-p'hl1 + 

+ (YJ/((3-p"))exp(-p"-r)[1-exp(-({3-p"hl1-

- [ (To - T c l + w (O) (L/h) 1 exp ( -(3-r) } } 

{3 = o:'nz/ az 

(9) 

Y1 = B i\{(LB/h)[(Kl/(p'-B)) + (Kz/(p"-Bll1- (To-Te)} 

Yz 

Y3 

(L K1/hl { p 

(L Kz/h){ p" 

B i\ B2i\/(p'-B) 

B i\ - B2i\/(p"-B) 

sendo o:' a difusividade térmica da bolha. 
No que diz respeito à temperatura Ts o 

procedimento de solução cujos resultados são aqui 
apresentados determina uma expressão para o seu 
cálculo, proveniente do mesmo sistema que permite 
escrever a equação ( 6 ) . Em virtude da resistência 
convectiva externa as bolhas ser muito pequena ( fato 
Ja constatado por diversos autores, Hackenberg e 
Andrade (1988) e Guy et al. (1990) o trabalho advindo 
da utilização desta equasão pode ser evitado, desde 
que se considere que Ts é praticamente igual a 

r 

I 
j 

_j 



temperatura da fase continua . 
Na e quação (2) , a p a r cela qp r ep r esenta a taxa 

de t ransferência de c al or perd i da para o ambiente, 
es t i mada co ns iderando- se que haja perdas s ome nte 
através da s s upe rfí c i es e m con tato com a so lução. 
Nes t a mesma ex pressão , o t e rmo qd representa a t axa 
de t rans fer ê nci a de calo r e nt re a so lução e os gases 
quentes, a inda no i nter i or do sistema pa r a s ua 
distribui ção . 

A geometria ado t ad a para a const r u ç ã o do 
sistema d e dis t r ibuição dos gases cau sa algumas 
difi cu l dades no es tudo da t r ansfe r ê nc i a de calor 
através d e s uas superf í ci es, mas t e m a grande 
vant agem de fac ili ta r os p roced imentos para acender o 
combustor e propicia r sua operação sem a ocorrênc ia 
de instabilidades no c a mpo da pressão. 

Para f echar o e quac i o na mento proposto f a lta a 
dete rm ina ção da r etenção gasosa, c, na câmara de 
evaporação. Es te pa r â me tro de projeto é f unda me nta l na 
relação e ntre o vo lume de f ase con tí nua no in te ri o r 

do equipa me nt o, Vc , e a a l tura de borbu lhament o , H 

Vc = rr -
2

( H ( 1- c) + Hbo )/4 ( 10 l 

onde - é o diâ me tro interno do e vaporad o r e Hbo a 
altu ra e ntr e o fundo do e qu ipamento e o p lano onde 
encontram- se os or if íc ios no di s tribuido r . 

Devido às dificu ldades no est ud o da ascen s ã o de 
conjunto d e bo l has, propõe-se , neste t r aba l ho, a 
determinação da velocidade média d e ascensão das 
bo lhas, u, u t ili zada na determ i nação do tempo de 
resi dênc i a das bo lhas no p r ocesso, T , at r avés de 

u = vg/c ( 11 ) 

onde vg é a veloc idade s uperficia l da fase gasosa, 
conside rad a , e m a n a logia ao s procedi me n tos de projeto 
de colunas de bo rbulhament o , cons t ante e calculada 
com base nas condições nas quai s o gás é b o rbulhado , 
( mg, Tgb ). 

Dest e modo f ica caracterizada a grande 
impórtânc i a d o par-âmet r o r·e tcnção gasosa, c, que é 
funç ão da geomc t r i a do evaporado r, s uas condi ções 
operacionais e das propr i e d a des l e r mo-fí s i cas, 
pr i nc ipalment e d3 fase con tí nua. A defi n ição de uma 
corre l ação par·a a sua de t erminaçãu é, a t é ho j e, um 
ponto crítico nos procedimentos de projeto de co l unas 
de borbulha me nl o ( ve r· Shah et a l. (1982) l e por 
ex tenção no projet o d e cvaporadores po r cont a t o 
direto. Neste trabalho utili za-s e , na simulação, 
valores da r e t e nção gasosa obtido s e xp e r i mentalmente 
atra vé s d e leituras em indi c ado r de nive l (H -Fig. 1). 

DESCRI ÇÃO flO EQU I P AMEN~~9 

O evaporado r po r con tato d ireto cons truido no 
Labo r atório d e Te r moflui dodi nâ mi ca do PEQ/COPPE/ UFRJ 
tem como co rpo um tambo r comercial de 200 lit ros 
( - 0,57 m altura de 0,83 m ), isolado 
externa me nt e com uma man t a de lã de v i dro d e 5 cm d e 
e spessur a , proteg i da por alum ínio co rrugad o. 

O s i s t e ma de di s t r i b u ição dos gases é 
construído com tubos e conecções de ferro 
ga l vani za d o . O tubo centra l te m 2" e as oi t o hastes , 
d ispos t as e m um plano pa r a l e l o à base do e v a porado r, 
têm 3/4" de diâme tro e compri mento médio d e 2 1 cm , 
com um total d e 288 o ri f í cios de 1 ,3 mm de d i âme t ro. 

Um esque ma d o evaporador é apr esenta d o na 
f i gura - 1. Mais d e t a lhes podem se r e ncont rados e m 
QUEIROZ ( I 990). 

A temperatu r a dos gases quentes é med i da po r um 
te rmopar tipo K e m uma posição logo ac i ma da t a mpa do 
equ ipame nto e a temperatura da fas e con tí nua é obtida 

util izando - se um termoresi s t or de p l ati n a (Pt-100) 
posicionado em uma haste móv e l q ue permite medições 
em diversas alturas no inte r ior da so lução . Este 
si s t ema perm i t iu comprovar a h ipótese, já utilizada 
no ba l anço t érmico ( e quação (2) ), d e que a 
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gases quentes 
evaporado 

a r c omp . - - 2 " 
Te f=4' 

l QUEI MADOR 

HJ GLP 
i 

Sist. Di s t ri b . 
Gases 

Figura 1 - Esque ma da Apa relhagem 

tempera tu ra na fa se cont í nua é unifo rme e m 
conseqUência da g rande mov imentação da s bolhas. 

PROCEDIMENTO EXPER IMENTAL 

O e vaporador é ope r ado e m r eg ime de semi­
bate l ada. Al i men t a-se inicia l mente uma ce r ta 
quantidade de f ase contínua ( água ) , e após 
in i c i a - se o b o rbulha mento dos gases , que é ma nt ido 
até que a temperatura d a f ase cont ínua seja c o nstante 
por um de terminado períod o de t e mpo. Quando i s t o 
ocorre d e fine-se que o evapo r a d o r entrou no r eg ime 
estacion á r i o, apesar d a a l t ur a de borbulha me n to 
continuar decrescendo lentamente. 

As condiçõe s dos gases borbulha dos ao serem 
introdu z i dos no evapo r ador s ão praticame n t e as mesmas 
e m todos os exper ime n tos aqu i a presenta dos . Estes 
gases são ge r ados n a combus t ão de GLP , com f ó rmul a 
e mpí r i-ca C3,3 Hs ,s , possuindo uma va zão mássica de 
5,4 ± 0,5 g/s e a segu i nte composição em fr ação mo l ar 
0 ,09 - COz; O, 12- H20; 0,05 - 02 ; 0 ,74- N2. 
Sua tempe r atura, j á corri g i dos os e rros decorrentes 
dos efeitos radiante s na sonda de leitura, p ode se r 
consid e rada constante e igua l a 1066 K (Queiroz, 1990 ) 

Os r esultados para a altu r a de borbulhame nto e 
a t e mpe r atur a da f ase cont i nua ob t i dos em três séri e s 
exper i me n tais , caracter i zadas p o r di fe r entes 
qu a ntidades i n i cia i s de liquido no equi pamento, são 
apresentados na figura 2 . Estes exper i mentos , 
co ns ide rados r epresen tat i vos no con j unto de 
r esu l tados dispon íveis, f oram r ea l izados com uma 
t e mpe ratura ambien te mé dia de 299 K. 

CONFRONTO TEÚRICO-EXPERIMENTAL 

Na figura - 2 també m estão representados o s 
resultados do procedimento de simulação, propos t o 
neste trabalho, tomando como hipótese que não h á 
transferência de calor entre a solução e os gases 
q uentes ( qd = O ), antes que eles sejam borbulhados ; 
e ut i lizando c 0,05 como valor médio para a 
r etenç ão gasosa medida nas três s é ries experimen t ais . 
Es tas suposi ções podem explicar as discrepâncias 
o bservadas na temperatura da fase contínua, Te. 

Alguns parâmetros calculados durante o procedi­
me nto de simulação, podem ser vistos na tabela - 1. 

TABELA 1 : Parâmet r os operacionais 

EXP. Tgb(K) a( c m) u(cm/s) 

01 975 0,80 120 , 4 
02 993 0,81 122 , 6 
03 1024 0,82 127 , 6 

A diferença entre o valor medido da temperatura 
dos gases quentes e o valor da temperatura média dos 
gases borbulhados, apresentados na tabela - 1, o corre 
e m função da transferência de calor entre estes gase s 
e o evaporado, na câmara de evaporação acima da 
solução . Sua determinação é feita considerando-se 
dominantes, no interior do ,tubo, o mecanismo 
convectlvo e em seu exterior o mecanismo radiante , 
sendo o evaporado um meio absorvedor e emissor ( v e r 
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Figura 2 - Temperatura e Al tura de Borbulhame nto d a Fase Continua 

de talhes e m Que i roz 1990). 
O va l or da ve l ocidade de ascensão, que também 

aparece na tabela - 1, pode ser exp li cado pe l a 
e xces si va ci r c ul ação da solução induzida pelo 
borbu lha men t o , provocando o a rra s to da s bolhas que 
atingem velocidades superiores às obtidas quando a 
f a s e contínua encontra-se estac i onári a. 

CONCLUSÕES 

Apesa r da complexidade e nvo l v ida na mode l agem 
do processo de evaporação por contato direto, o 
procedimento de s imulaç ã o aqui proposto apresenta 
resultados que descrevem de forma bastant e razoável 
os dados operacionai s disponíveis. 

No q ue se r efere ao projet o de evapo radores por 
contato direto, a grande qu antidade de parâmetros 
previstos ao longo da simulação indicam que a 
model agem propos t a tem grande potencia l para ser 
u t ilizada no procedimento de simulações sucessivas. 
Entreta nto, este potencial será aumentado na medid a 
em que métodos para a previ são da retenção gasosa 
s e j am desnvolvidos, possibilitando a simulação s e m a 
necessidade de se arbitrar um valor para e ste 
parâmetro. 
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RESUMO 
Apresenla-se,nesle trabalho, uma modelagem ~isico-malemálica de 

colelores solares in~láveis para o aquecimento de ar, em regime t.ran­
sient.e, com discrelizaç~o espacial, objelivando a olimizaç~o de pro­
jeto. Apresenta-se, também, a metodologia utilizada para a soluç~o do 
sistema de equações di~erenciais que compõem o modelo. Os resultados 
computacionais mostram que o desempenho dos colelores solares em 
quest.~o depende grandemente de lodos os parâmet.ros de ent.rada e de 
alguns par~metros que de~inem a geomet.ria do mesmo. 

INTRODUÇÃO 

De ~orma geral, sist.emas de aqueci­
ment.o que utilizam colet.ores solares apre­
sentam um baixo rendiment.o t.érmico. Princi­
palmente por isso, o desempenho sat.is~atório 
de colelores solares depende fundamentalmen­
te de um projet.o adequado. Nas duas últ.imas 
d6cadas, centenas de estudos nest.a área per­
mliram um bom desenvolvimento de colet.ores 
solares convencionais, em particular, cole­
tores planos. Por outro lado, s~o poucos os 
trabalhos que t.ratam sobre colelores sola­
reS i n~ 1 á veis , mesmo assim, est.es s~o r es­
trít.os a análise do comportament.o em regime 
permanente do colelor CKoury et al, 1982~ 
Szokolay, 1976 e Mejia, 1979). 

Através de balanços de energia, feit.os 
a part.ir da primeira lei da t.ermodinâmica e 
em condiç~o de regime t.ransient.e, obtém-se 
para cada volume de cont.role quatro equações 
di~erenciais: 

O dbjet.ivo dest.e t.rabalho é a apresen­
taçlo de uma met.odol ogi a de modal agem, em 
regime t.ransient.e, com discretizaç~o espa­
cial, de colet.ores solares in~láveis para o 
aqueciment.o de ar e a análise dos parâmet.ros 
que afelam o seu comport.ament.o operacional. 

MODELO Fl SI CO-MA TEMÃTI CO 

O colet.or modelado t.em a configuraç~o 
JIIOSlrada na ~igura 1, sugerida por Koury et 
al C1982), que propõe para o absorvedor uma 
placa plana de PVC riegro e ~lexivel e cober­
turas cilindricas de PVC t.ransparent.e e ~le­
xi vel. Par a a modelagem, o col et.or ~oi di vi­
dido em N volumes de controle Cna ~ig. 1 
está indicado um dos volumes de cont.rol e), 
sendo que em cada um destacam-se quat.ro re­
giões de t.emperat.uras diferent.es, a saber: a 
placa absorvedora Ct.emperalura Tp), a porç~o 
de ar Ct.emperat.ura Tf), a cobert.ura in:ferior 
Ctemperat.ura Te~) e a cobert.ura superior 
(temperatura Te•). 

pI ~c• 
iibSorvedo,.<a 

Fig. 1. Coletor solar inflável. 
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Deve-se no~ar que, para H volumes de 
con~role, o ~o~al de equaçeses é na verdade 
4N. Tal conj un~o de . equaçeles di fer enci ais , 
jun~amen~e com as condiçees iniciais, formam 
um sis~ema que deve ser solucionado a~ravés 
de um mé~odo nullli6r i c o adequado. Ainda com 
relaçã:o as equaçeses de C1) a C4), deve-se 
esclarecer que: 
Ci)- Devido à pequena espessura e à baixa 
condu~ividade ~érmica da placa e das cober­
~uras, a conduçã:o axial nesses elemen~os foi 
negligenciada; 
C i i)- Tendo em vi s~a a pequena di s~Anci a 
en~re as cober~uras, pode-se considerar que 
a ~roca de calor en~re elas ocorre por meio 
de conduçã:o térmica~ 
(iii)- A radiação solar atinge perpendicu­
larmente o topo da cobertura; 
C i v)- Os coeficientes convecti vos hcp,f, 
hcef,e~ e hc foram calculados, sengundo 
Duffie Cl980), pelas expressões: 

hc = 
0,0158 kt Go,a 

D o.z 
H 

[ m:K] ~-'r 

onde G 

h c 

0,8 

mf 

rrb
2
/8 

e D = 
H 

4 (rrb
2 
/8) 

b(1 +rr/2) 

3,o v + a,a [-w-] 
m2 K 

(5) 

(6) 

(v)- Os coeficientes de radiação hrp,c~. 
hrci.,p, hrci.,ee, hree,ei. e hree,a foram 
defini dos com o obj eti vo de 1 i near i zar os 
termos de troca de calor por radiação e, 
desta forma, faci~ilar a soluçã:o do siste­
ma de equaçeses diferenciais. A expressão 
para o cálculo de hrp,ei. é: 

hrp,e~ 

o(T
4

- T 4
) 

P e• 
& F . 

P p,ec. 
(7) 

T - 'f F . (i-& ) .. & p c• p,e1. p p 

A temperatura Tci. é a temperatura média ao 
longo de lodo o comprimento da cobertura 
inferior, em um certo instante t, ou seja : 

T = 
c~ 

N 
I: T .CD 

I = 1 c• 

N 
(9) 

e: importante notar que o falor de forma 
Fp,ci., de um elemento da placa para toda a 
cobertura inferior, é função da posição que 
tal elemento ocupa sobre a placa. A equação 
(9), sugerida nes~e ~rabalho, exprime uma 
variação razoável do fa~or de forma ao longo 
do cole~or. A fig. 2 mostra graficamente o 
comportamento desta equação. 

F .ex:> = p,c\ 

[-~J.xz 
e a 

1 . O t F p , c i. C x) 

""2 
a 

""2 
X 

Fig. 2. Variação do fator de forma ao 
longo do colelor. 

(g) 
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Os coeficientes hrei.,p, hrei.,ce 
hree,ei. são calculados de forma análoga 
de hr p,ci.. Deve-se observar que hr p,ei. 
hrci.,p, e também hroi.,ee ~ hroe,ei.. Já o 
coeficiente hrce,a é de cálculo mais simples 
pois o fator de forma de um elemento da co­
bertura superior para o céu é sempre 
unitário, i ndependen~e da posição x. Assim, 
seu valor é: 

hr = & • u. 
ca,o c [

y4 -T•] ce eeu 
T T 

cs - c•u 

(10) 

A temperatura do céu foi adotada como Teeu = · 
To. - a. 
Cvi)- A solução do sistema de equações dife­
renciais através do método numérico proposto 
por Hindmarsh Cl974), que consiste de um pa- ' 
cote de subrot.i nas denominado GEAR, fornece 
o perfil térmico ao longo do coletor a cada 
passo temporal ât. Assim, na geração do 
perfil térmico no instante de tempo t, já 
são conhecidos todos os perfis dos instan­
t.es de tempo t-ât, t-2ât, etc. Por outro 
lado, vários parâmetros das equações de C1) 
a (4) são funçeses da temperat.ura, como é o 
caso dos coeficientes de radiação, dos coe- ! 
ficientes convectivos, da densidade do ar; 
e~c. Tais valores, na geração do perfil 
térmico do instante t, podem ser calculados 
a partir do perfil térmico do instante t-~t. l 
Desde que ~t. seja suficientement.e pequeno, o 
erro será desprezlvel. Também as temperatu­
ras médias Tci., Tp e Toe devem ser calcu­
ladas desta forma. 

SIMULAÇÃO DO COLETOR EM OPERAÇÃO 

Para simular o comportamento do cole­
ter solar inf'lável, foi criado um programa 
computacional para solucionar o sistema com 
as 4N equações diferenciais. Este programa 
teve como suporte o pacote de subrotinas 
GEAR. Para a utilização do pacote GEAR, as 
equaçeles diferenciais devem ser lineares e 
ordinárias e, naturalmente, as condiçes&s 
iniciais devem ser conhecidas. 

Para a simulação, foram utilizados os 
seguintes valores: 

Ci) Geometria do coletor : 
Os valores do diâmetro da cober­

tura inferior Cb) e o compriment.o do coletor 
Ca) foram variados a fim de testar suas 
inflúéncias sobre o desempenho do coletor. 
Os valores da espessura do isolamento, 
espessura da placa, espessura de cada 
cobertura e a distância entre elas foram, 
respectivamente: ei. = 0,20m; 
0,002m; aec = 0,003m. 

Cii) Discretização: 
N = 15; ~t. = lOs. 

Ciii) Ar: 

ep = ec 

Vários parâmetros do ar são fun­
çeles da temperatura, como a densidade, vis­
cosidade dinâmica, et.c. Tais parâmetros fo­
ram calculados através de equaçeses que apre­
sent.aram erro máximo de 3"/o dent.ro da faixa 
de t.emperalura est.udada. A temperat.ura ambi­
ente e a velocidade do vento foram adoladas 
como To. = 300 K e v = 2,0 nvs. A vazão 
mássica de ar Cm ( foi variada a f'im de 
estabelecer sua influência sobre o 
desempenho do colet.or. 

Civ) Propriedades da placa, das cober­
t'Ul'as e do isolamento: 

oe acordo com os valores apresen­
tados por Kour y et. al C 1982) , foram ut.i 1 i­
zados neste trabalho: 



re= 0,72; 

01=&=0,90; 
p p 

c = c = 935 J/kgK; I< . = O, 039W/mK 
p,p p,c 

Cv) Condições iniciais: 
Em t - O, T p, Tr, T c i. e T ce, ao 

longo de todo o coletor, foram considerados 
iguais a Ta C300 K). 

Cvi)Radiação soLar incidente: 
A operação do coletor foi simulada 

para dois tipos de fluxo de radiação solar, 
a saber: 
.céu limpo,com fluxo constante S = 700 W/ mz; 
.céu com nuvens Cfig.3), segundo valores 
experimentais para a cidade de Belo Hori­
zonte, publicado por Vilela, Cl992) . 

-~=;:,."';.'":., - ..... .... - - --

L ,--r 'v" /\I~ } 
l r ~ r ,Ir 

l - -· / . . .. . l\J. .... -~·-··~J 
o ~ 00 ~ 1~ 

Tempo (minutos) 

Fig. 3. Fluxo de radiação solar com nuvem. 

RE~JLTADOS E CONCLUSõES 
A partir das simulações realizadas, o 

comportamento do coletor pode ser resumido 
através dos gráficos e tabela apresentados a 
seguir. 

A figura 4 mostra como a temperatura 
da placa absorvedora variou no tempo, em di­
ferentes condiçôes de operação do coletor. 

2::1 ~ .. ~:5: 
WHHN~~~"**"~~~~~"**"*"~~4 

,~ .. --MM~--MM~--MM~--~~MM~S 

Volume de Controle 15 
' Curva 1 2 3 4 ' 5 _; 
: S(Wim21; _ _!00 : ~!f~- ?~ . : .. ~ 
' mi (kgJs) ' 0 .01 o 0.053 ' 0.053 · O. 140 0.200 · 
· • tml :· 4 .5 · 4.5 · · 4.s· 4.5- - · ·4.5 
""t>(iiij--- ·--u>-- --i o 1.5 1.o 1.0 ; 

0----------------------~ 
o 20 40 60 80 100 120 

Tempo (min) 

Fig. 4. Temperatura Tp versus tempo. 

Os resultados obtidos indicam que, sob 
condi çôes de nuvem C curvas 2 e 3) , o col etor 
não atingiu o regi me permanente até mesmo 
após 2 h de exposição. Também para condi­
ções de céu 1 i mpo, o tempo par a o col etor 
atingir regime permanente foi alto em certas 
condições de operação do coletor Ccurva 1 ) . 
Assim. considerando o grande tempo que o 
coletor solar leva para atingir o regime 
permanente, o modelo em regime transitório 
proposto neste trabalho se mostra adequado. 

A figura 5 apresenta a variação no 
tempo das temperaturas Tp, Tr, Tci. e Tce. A 
vazão de ar escolhida, de 0,053 kg/s, é a 
vazão de teste recomendada pelo National 
Science Foundation, publicada por Kreider 
Cl975). 
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Fig. 5. Temperaturas Tp. Tr. Te. e 
Tcs versus tempo . 

Os resultados indicam que a temperatu­
ra do ar no interior do coletor e da cober­
tura inferior, não apenas no volume de con­
trole 15, mas também em todos os out,ros pon­
tos do coletor, apresentaram valores muito 
próximos. Isto significa que o sistema de 
duas coberturas alua como um ótimo 1solant1? 
térmico, não obstante a sua menor lransmis­
sividade em relação ao sistema de uma cober­
tura. Também para outras condiçêles de o pe­
ração, o sistema de dupla cobertura mostrou­
se ótimo isolan~e térmico. 

A figura 6 ilustra o efailo que o 
comprimento do coletor tem sobre a sua 
eficiência ~érmica local . 
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Fig. 6. Infl<1ência da vazão sobra a 
eficiência térmica ao longo do coletor. 

Os resultados indicam que, para qual­
quer valor de vazão, a eficiência térmica do 
coletor decresceu ao longo do mesmo, em di­
ração à saida do ar. isto significa d1zar 
que a eficiência média do coletor dim1nue á 

medi da em que se aumenta o seu comp1'1 mento. 
Tal fato, sugere que um arranJo com vàrios 
módulos de coletores em paralelo Ceada um 
com um comprimento que garan~a uma boa efi­
ciência térmica) pode fornecer o mesmo efei­
to útil e com eficiência térmica mais eleva­
da do que um só coletor formando o sistema 
aquecedor. Deve-se esclarecer que para o 
cálculo da eficiência térmica na interface 
de dois volumes de controla CI e !+1) foi 
utilizada a equação: 

m . c . (T C I +1) - TrC D) r p,r r 
Sb.6x 

(11) 

A figura 7 apresenta o comportamento 
da eficiência térmica global do colelor em 
função da vazão de ar. 
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Fig. 7. Eficiência térmica global 
versus vazão. 

Os resultados confirmam a previsão 
teórica que indica eficiências térmicas 
altas para vazões altas (pequenas perdas 
térmicas), não obstante a baixa temperatura 
atingida pelo fluído de trabalho. Mas o fato 
importante, em des t aque no gráfico, é que 
mesmo para a vazão de teste a eficiência 
térmica global do coletor apresentou-se 
relativamente alta C38~~- A eficiência tér­
mica global do col et.or foi calculada pela 
equação: 

h = 
g 

~r· c . (T C15) -T CD) 
p ,f f f 

S.b.a 
C12) 

Considerando que a grande aplicação do 
coletor solar est.udado é em secagens de 
grãos , onde a lemperatura de saida do ar 
exerce papel primordial, é apresentado a 
seguir uma t.abela que fornece a temperatura 
do ar na saida do coletor , sob diversas 
condiç~es de operação. Ass~m. de acordo com 
a soli c itação da sec agem Cva zão de ar, tem­
per a t ur .a e umidade do ar na sai da do 
coletor , etc.) , o c oletor ideal poderá ser 
dimensionado de forma rápida e econOmica 
através da simulação de seu comportamento, 
utilizando-se o programa computacional aqui 
proposto. 

CONDIÇõES DE OPERAÇÃO TrC °C) 

I = 15 

S(W(m2
) ~r (kg/ s) a(m) b(m) 

t = 2h 

700 0,053 4,5 1.0 50,9 I 

700 0,10 4,5 0,5 37,2 I 

700 0,10 4,5 1,0 43,1 

7 0 0 0,10 4,5 1,5 410l,7 

700 0,10 6,0 1 .o 30,8 

700 0,01 4,5 1,0 33,5 

700 0,25 4,5 1 ,O 34,6 
segundo 
fig . 3 0,053 4,5 1 .o 56,4 

Portanto , a partir dos result.ados 
obtidos neste trabalho, pode-se concluir, de 
forma sucinta, que: 

Ci) O tempo que o colet.or solar leva para 
atingir o regime permanent.e depende de 
muilos fat.ores , entre eles, geometria do 
colet.or , vazão de ar, tipo de radiação 
solar , ele.; 

234 

Cii) Em geral, o tempo que o colet.or solar 
leva para atingir o regime permanente é 
grande, justificando o tratamento em regime 
transitório utilizado no modelo; 

Ciii) O sistema de dupla cobertura apresen­
tou-se como ótimo isolante térmico; 

Civ) A eficiência térmica local e global de­
cresce à medida em que se aumenta o compri­
mento do coletor; 

Cv) O modelo utilizado é de grande flexibi­
lidade, permitindo obter vários valores para 
a temperatura de saida do ar, mediante alte­
rações de parâmetros como o comprimento e a 
largura do coletor, a vazão de ar, etc; 

Cvi) A eficiência média do coletor decresce 
à medida que o seu comprimento aumenta; 

Cvii) A modelagem utilizada pode ser uma 
ferramenta útil no projeto de coletores 
solares infláveis, para o aquecimento de ar. 
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SUMMARY 

This work presents a dynamic physical­
mathematical modeling of an inflatable solar 
collector for air heating, with spatial 
discretization, aiming at. an optimized 
design . The methodology for solving lhe 
resul ti ng set of di fferenti al equati ons is 
present.ed. The computer resul ts show t.hat. 
performance of inflatable solar colectors 
r el i es hea vi 1 y on all t.he i nput. par ameter s 
Cair mass flow and it.s temperatura, and 
solar radiation) and some paramet.ers that. 
define its geometry Clenght and dist.ance 
between the absorber plate and lhe first 
cover). 
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COMPARAÇÃO QUANTO À EFICI~NCIA TÉRMICA 
ENTRE UM COLETOR SOLAR COM LÂMINA D'ÁGUA E 

UM COM TUBO DE CALOR 

H. A VIEI.MO* e A T. PRATA 
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Universidade Fedenl de Santa Catuina 

880400-900 Fiorianópolis, se 

RESUMO 

Sªo c.ompcyt.ado-6 ~o-Ú. tipa-6 de. cofe.tOJL MfM pfal'l:o pa!La aque.c.úne.n.to de. agua, 
quan-to a e.6..tc...te.nc.-W -tvun..tc.a. O ptUn1CÚI!.o de.fe.-6 é. do tipo fâm..tna d' ã.aua c.onve.nc...tonaf 
e.nquan.to que. O -~e.gundo e.mp!te.ga um -tubo de. c.afO!!., cujo conde.Mado!t e-6-tá. -6ubme.Mo e.~ 
um ~nque. de. Mmazéname.n.to ac.opfado ao cofe.to!t. A compa!Lação é. 6e...l-ta po!t -6-Únufacão 
num~ca, e.m !te.g..trne. pvunane.n.te., pa!La d..tve.!t-60-6 n~ve.-Ú. de. !tad..tacão -6ofaJL. Em -todo-6 o-6 
C.a-60-6 ..lnve.-6-t..lgado-6 o c.ofe.to!t do tipo fâm..tna d'água ap!te.-6e.n.tou ma..lo!t ~te.nd..tme.n-to -té.!t 
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INTRODUÇÃO 

Os coletores solares planos para aquecimento são 
equipamentos relativamente simples eficientes e 
duráveis. Ao serem dispostos em série e paralelo, a 
fim de formarem sistemas de aquecimento com fluxo 
forçado, necessitam de um sistema de controle do 
funcionamento da bomba. Este controle deve desligar a 
bomba sempre que os coletores não estiverem 
adicionando calor ao escoamento, sob pena de 
apresentarem um rendimento térmico negativo. Situações 
como esta ocorrem com frequência nos dias de radiação 
solar intermitente e sempre que chega a no i te. Esta 
necessidade torna o sistema suscetível a falhas e 
reduz a vida útil da bomba [Vries et al, 1979]. 

Outro problema que exige atenção é a 
possibilidade da ocorrência de congelamento do líquido 
no interior do coletor, destruindo-o por aumento de 
volume. Usualmente o congelamento é evitado com a 
adição de uma substância anticongelante no líquido, o 
que exige um trocador de calor entre o circuito dos 
coletores e o do tanque, aumentando o custo e 
reduzindo a eficiência térmica do sistema. Uma 
alternativa, quando as situações de possível 
congelamento não são frequentes, consiste em circular 
nos coletores o líquido aquecido pelo sistema de 
apoio , evitando assim o congelamento. Este método 
apresenta entretanto um problema adicional de 
controle, além da perda de energia ao longo do tempo 
de sua aplicação. 

Quanto à disposição do tanque de armazenamento, 
em relação aos coletores, a possibilidade de 
recirculação noturna do líquido impede a sua colocação 
junto aos cr · "!t.ores, exigindo que este fique disposto 
em um n s elevado . Em consequência disto a 
instalaç~ JS telhados é dificultada, aumentando 
as perdas , , ...... ~as e o custo, além de introduzir 
dificuldades arquitetônicas adicionais. 

Com o objetivo de evitar os problemas acima 
descritos a viabilidade técnica e econômica do emprego 
de tubos de calor, para fazer o transporte do calor da 
superfície absorvedora do coletor até o tanque de 
armazenamento, vem sendo estudada [Biernert e Wolf, 
1976 ; Akyurt, 1984 ; Hull, 1986 e 1987 ; Ismai l e 
Abogderah, 1991], ocorrendo inclusive casos de 
disponibilidade comercial deste tipo de coletor. 

O tubo de calor é um dispositivo que possl•' 1 it~ 

o transporte de grandes quantidades de calor 
de superfícies relativamente pequenas. Un· 
revestido internamente com um material 
denominado estrutura capilar ou simplesmentt 
Este tubo é então abastecido com um fluido, e se ~ ~ à 
pressão adequada, de modo a mudar de fase ao cede1· ou 
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receber calor nos níveis de temperatura desejados. Em 
estado líquido este fluido pode deslocar-se através do 
pavio por capilaridade. Quando é fornecido calor a uma 
extremidade do tubo, esta passa a comportar-se como um 
evaporador. Em estado de vapor este fluido desloca-se 
ao longo do núcleo oco do tubo até a outra 
extremidade. Nesta outra extremidade, denominada 
condensador, em consequência da extração de calor ali 
realizada o fluido passa novamente para o estado 
líquido, sendo então absorvido pelo pavio. A seguir o 
líquido desloca-se por capilaridade através do pavio, 
retornando ao evaporador, completando assim um ciclo. 

Embora o nome tubo de calor seja usualmente 
empregado, por tradição e maior número de aplicações, 
este dispositivo pode ter outras geometrias em função 
de sua aplicação específica. 

Um grande número de combinações entre fluido, 
pressão de trabalho, forma e materiais do tubo e da 
estrutura capilar são possíveis em função da aplicação 
a qual se destina o dispositivo. 

Em aplicações envolvendo energia solar são 
utilizados tubos de calor com pavio bem como tubos de 
calor do tipo termossifão onde, fazendo uso da 
inclinação do coletor o líquido retorna do 
condensador ao evaporador por efeito da gravidade. 

O coletor com tubo de calor considerado neste 
trabalho é do tipo placa plana com estrutura capilar, 
podendo ser observado na figura 1. 

Figura 1 
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PROFUNDIDADE =1000 mm 

Coletor plano com tubo de 
calor e armazenamento agregado 



Os tubos de calor do tipo díodo térmico não 
operam no sentido inverso, isto é, se o evaporador for 
colocado num l oca l com temperatura menor do que a 
temperatura do local onde encontra-se o condensador, 
não ocorre o f luxo de vapor. Desta forma, durante a 
noite e dias de radiação solar intermitente, este 
princípio reduz as perdas de calor do tanque de 
armazenamento para o ambiente, através da superfície 
absorvedora, apenas ao c alor transmitido por condução 
através das paredes do tubo. Isto permite arranjos 
como o mostrado na figura 1, onde o tanque de 
armazenamento está agregado ao co l etor, dispensando as 
canalizações de ligação coletor-tanque, além da bomba 
com seus custos e possibilidades de falha . O sistema 
fica desta forma dotado de um contro l e intrínseco 
quanto ao sentido do transporte de calor. 

A possibilidade de conge lamento é totalmente 
afastada, seja pelo tipo de fluido usado no tubo de 
calor ou pelo fato do fluido, quando não está em 
estado de vapor, ocupar apenas uma pequena parcela do 
volume interno do tubo . 

Pelo exposto acima, torna-se relevante comparar 
a eficiência térmica do coletor com tubo de calor 
mostrado na figura 1 com o coletor do tipo l â mina 
d'água mostrado na figura 2. 

5. A resistência térmica à condução através da 
cobertura é desprezível . 

6. O céu é considerado um corpo negro para radiação a 
compri mentos de onda longos, e está a uma t emperatura 
e quivalente . 

1. As perdas térmicas pelas bordas dos co l etores são 
desprezadas. 

O coletor do tipo lâmina d'água é modelado 
conforme mostrado na figura 3. Os coeficientes globais 
de troca de calor superior e inferior, Ut e Ub, s ão 
calcu l ados segundo as correlações apresentadas po r 
Duffie e Beckman ( 1980), assim c omo Ta , o produto 
transmitância-absortância a través da c o be rtura do 
coletor. 

O escoamento de Poiseui l le é prescrito, 
d i spensando a so lução do problema hidrodinâmico . 
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PROFUNDIDADE = 1000 mm 

Figura 2 Coletor plano com l âmina d'água 

Observe-se que ambos os coletores possuem o 
mesmo isolamento térmico, as mesmas dimensões, 
inclinação e característ i cas óticas da superfície 
absorvedora e cobertura. Desta forma a comparação 
concentra-se entre l âmina d'água e tubo de calor do 
tipo placa plana. 

FORMULAÇÃO DO PROBLEMA 

A simulação é realizada segundo as seguintes 
hipóteses : 

1. A fim de obter soluções em regime permanente, para 
radiação e temperatura ambiente constantes, assume-se 
que o coletor com lâmina d'água recebe a água a uma 
certa temperatura constante, de um tanque de 
armazenamento em separado . Para simular a mesma 
situação o co l etor com tubo de calor possui água a 
igua l temperatura em seu tanque agregado. 

2. As resistências térmicas das paredes das placas 
são desprezadas. 

3. Os cabeçotes do coletor com lâmina d'água cobrem 
uma área desprezível e proporcionam um fluxo constante 
ao longo da profundidade do coletor. Assim, assume-se 
um escoamento de Poiseuille desde a entrada da lâmina 
d'água . 

4. Não há absorção de radiação solar na cobertura de 
modo a afetar as perdas térmicas do coletor, 
entretanto a cobertura é opaca ao infravermelho. 
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Figura 3 Mode l agem do co l e t or com l â mina d 'água 

A equação para o problema térmico é a seguinte 

BT BT [ a 
2
T a 

2
T ) pc u - + pc v - = k - - + - + S 

P ax P ay ax2 ay2 
( 1 ) 

Como neste caso v = O e S 
ser reso lvida é 

O, a equação a 

pc u BT = k [ a 
2

T + a 
2

T ) 
p ax ax2 ai 

( 2) 

No isolamento, como o prob l e ma é puramente 
difusivo,. tem-se a equação de Laplace 

a2 T a2 T o (3) + 
ax

2 
ay

2 

As condições de c ont o rno são mostradas na figura 
3. 

O coletor co m tubo de calor do t ipo placa plana 
é modelado conforme mos trado na figura 4, 
empregando-se uma f o rmu I ação baseada na equação da 
condu ção do calor, segundo Fagotti (1991) . 

As condições de c ontorno também são mostradas na 
figura 4, devendo-se obse rvar que o domínio de solução 
está delimitado pelo retângulo de linhas contínuas, 
cujas extremidades l e ste e oeste encontram-se isoladas 
termicamente. 

Uma equação de balanço de ca l or fornece Tv, a 
temperatura do vapor no interior do tubo. Est a 
temperatura, desconhecida a princípio , é nec ess ar1a no 
cálculo da distribuição de temperatura na estrutura 
capilar . 

Este tubo de calor possui estrutura capi l ar 
apenas junto à superfície absorvedora (evaporador) e 
ao fundo do tanque de a rmazenamento (condensador), uma 
vez que através da superfície inferior a troca d e 
calor é pe quena. 
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Figura 4 

EVAPORADOR CONDENSADOR 

Modelagem do coletor com tubo 
de calor do tipo placa plana 

METODOLOGIA DE SOLUÇÃO 

f: empregado o método dos volumes finitos 
conforme descrito por Patankar (1980), bem como o seu 
código computacional de propósitos gerais. 

No coletor com lâmina d'água é empregada uma 
malha de 21 x 7 pontos nodais nas direções x e y, 
respectivamente, sendo desigualmente espaçada em y. No 
coletor com tubo de calor a malha adotada é de 21 x 5, 
de~igualmente espaçada em x. O pequeno número de 
pontos em y é consequência das pequenas dimensões 
existentes nesta direç~o. além de pequenos gradientes 
de temperatura. Some-se ainda o fato da transferência 
de calor através do isolamento térmico ser 
predominantemente unidirecional ao longo do eixo y, o 
que permite a colocação de apenas um volume de 
controle no isolamento. 

Embora a presente formulação, tanto para o 
coletor do tipo lâmina d'água como do tipo tubo de 
calor, possa ser aplicada a qualquer fluido, no 
presente trabalho utilizou-se· água no primeiro 
enquanto que no segundo o fluido foi especificado 
indiretamente via as propriedades do coletor (k e 

g 

h ) . Dependendo da pressão de trabalho e do tipo de 

estrutura capilar, vários fluidos podem ser usados no 
coletor· do tipo tubo de .calor em consideração. 

A eficiência térmica de um coletor solar é 
definida da seguinte forma 

Q 
u 

T) (4) 

onde Q é o calor útil entregue pelo coletor ao tanque 
u 

de armazenamento, e Q
1 

é o calor incidente na 

superfície do coletor, ambos na unidade de tempo. 
Para o coletor com lâmina d'água, 

Q =inAc[T-T] 
u c p s arm 

(5) 

onde in é a vazão mássica de água, por unidade de área 
de lâmina d'água, c o calor específico a pressão 

p 

constante, A a área de coleta de radiação solar do 

coletor, T e T as temperaturas de saída e entrada 
s arm 

da água no coletor, respectivamente. Observe-se que o 
subíndice "arm refere-se à água do tanque de 
armazenamento. 

Para o coletor com tubo de calor, 

(6) 
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O subíndice "r" na equação acima refere-se aos 
volumes de controle adjacentes à fronteira 
condensador-tanque de armazenamento, conforme mostrado 
na figura 5, juntamente com as outras variáveis da 
equação. 

O calor incidente na superfície do coletor é 
dado por 

Q = A G 
i c t 

(7) 

sendo Gt a radiação solar total incidente no plano do 

coletor, por unidade de área. 
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~ 

Figura 5 Volume de controle típico adjacente 
à fronteira do tubo de calor com o 
tanque de armazenamento 

O coeficiente de troca de calor por convecção 
natural entre a parede do fundo do tanque e a água, 
h , é calculado através de uma correlação, válida para 

c 

cavidades retangulares inclinadas de um ângulo e com a 
horizontal, onde o calor é fornecido a partir da 
parede inferior e retirado pela parede superior 
[Catton I., 1978 ; MacGregor R. K., Emery A.P., 1969 ; 
Ayyaswamy P.S., Catton I., 1973] 

Nu = 0,046 Ra l/
3 (SEN e) 1

/
4 

L L 
(8) 

onde Ra é o número de Rayleigh. A dimensão 
característica L é a distância entre as placas quente 
e fria. A utilização da equação (8) representa uma 
aproximação para a situação em estudo, e se justifica 
pela inexistência de informações mais adequadas na 
literatura. 

Os parâmetros do problema, adotados na simulação 
são listados a seguir 

A= 1,5 m
2 

kg = 4 W/m °C 
c 

k 0,038 W/m o c 
is 

T = 0,88 

o 0,025 m 
Is 

ex = 0,95 

o 0,025 m 
ar 

T = 20 o c 
amb 

h 10 W/°C m 2 
= 

b 
in 0,025 Kg/s 

2 
= m 

h = 2400 W/°C 
2 

m U e h são calculados 
l c e v 

RESULTADOS E CONCLUSÕES 

A comparação é realizada para var1os níveis de 
temperatura da água de armazenamento e de radiação 
solar global. 

A figura 6 mostra as curvas de eficiência 
térmica de ambos os coletores. 

Ao longo de toda a faixa de temperatura da água 
investigada, o coletor com tubo de calor apresenta uma 
eficiência térmica menor do que a do coletor com 
lâmina d'água. Tal fato está associado ao baixo 
coeficiente de troca de calor por convecção entre a 
face externa do condensador e a água do tanque de 
armazenamento, que represente uma resistência térmica 
adicional. Constatação idêntica é feita por Hull 



• 
( 1987), que recomenda a utilização de tubulações de 
distribuição com bombeamento de água no cabeçote do 
tubo de calor (condensador), a fim de melhorar a 
eficiência térmica de tais coletores. 

O cálculo deste coeficiente de troca apresent a 
um problema adicional, além da aproximação já 
comentada, decorrente do fato do regime de convecção 
natural no tanque ser de transição (Ra da ordem de 
10

9
), e não haver disponível na literatura correlações 

mais precisas do que a apresentada na equação (8). 
A fim de melhor enfocar esta questão a tabela 1 

mostra os coeficientes de troca obtidos com a equação 
(8), para alguns casos simulados, e o coeficiente 
hipotético que seria necessário para que o coletor com 
tubo de calor tivesse o mesmo rendimento do coletor 
com lâmina d'água, para as mesmas temperaturas da água 
e radiação solar . 

A magnitude dos coeficientes mostrados na tabe l a 
deixa claro, independentemente da incerteza 

associada ao cá l culo do coeficiente de troca de calor 
na parede do condensador, que a eficiência térmica do 
coletor com tubo de calor é consideravelmente menor do 
que a do coletor com lâmina d'água. 
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Figura 6 

Tabela 1 

Tarm [°C] 

30 40 
T ARMAZENAMENTO 

50 
(oC) 

60 

Curvas de eficiência térmica[%], para os 
coletores com lâmina d'água e tubo de cª 
lor, em funç ão da temperatura de armazena 
menta da água [°C ], para os níveis de r~ 
diaç ão solar gl obal de 700 e 1100 W/ m 

Coeficiente de troca de calor entre a pare 
de do condensador e a água do tanque, com 
a equação (8), e o coeficiente hipotético 
para obter a mesma eficiência térmica do co 
letor com lâmina d'água, para Gt = 900 W/m2 

25 40 55 

h [ \.I/°C m2
] 

eq. (8) hip. eq. (8) hip. eq. (8) hip. 
176 720 207 1009 219 1840 

c 

Adicionalmente, a eficiência térmica do coletor 
com tubo de calor pode ser aumentada através da adição 
de aletas do lado da água, ou com uma outra 
configuração geométrica do condensador. 

No estudo realizado por Ismail e Abogde rah 
(1991), onde tanto o coletor solar convencional como o 
que opera com tubos de calor de estrutura capilar 
utilizam geometria tubular (e não plana como no 
presente trabalho), também foi observado que o cal or 

\ 
armazenado pelo coletor convencional é •, 
consideravelmente superior àquele associado ao co l etor· '• 
com tubos de calor. 

Nos casos onde o coletor com lâmina d'água fize r 
parte de um circuito com trocador de calor, típi co de 
sistemas que necessitam evitar o congelamento, a j' 

situação então poderá ficar mais equilibrada, quanto à 1 
eficiência térmica de todo o sistema . I 
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ABSTRACT 

Two types of flat-plat e so lar collectors f or 
liquid heating are compa red with r e spec t t o their 
thermal performance. The first one i s of water-l aye r 
conventional type, and the second is of hea t-pipe 
type , whose condenser is plunged into a storage tank 
attached to t he collec t or . The compari son i s performed 
by numerical simul a ti on , in steady state, for s e ve ra! 
leve i s of water tempera ture and so lar radiation. For 
ali cases inves tigated the wat er-laye r co l!ec t or 
performed better than the heat-pipe co llec t or. 
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RESUMO 

Ha ~ trta&aUla é &eUa a ~çãa &Loica e quLmLca de 
ft€l}L<iu.aó ~ ~ na. 'UW"l.a de !ei'XO de Vil.Órúa, Mfl.da deterunUuu:1.aô <ló 

paden,eô calard~ ~ e ffi(.ertLort em f,unçãa da wrúcLade. rg<Jfld.ui-M- que 
a tU~a ~ ft€l}L<iu.aó, a.pOO um p;w.ce.MO de MCaq€JTI. partcial, p.aMi..&UUa. 
~ parzte da tenha CO/'l4W7Ú.da na. ~ da ~tta.flde V UÓrúa e, aa me.om.a 
tempo, fL€C.iclaít uma parzte Unpan.tante cLo.ô ~ que erwm ~ 
ttej,eUa.il da 'UW"l.a. 

INTRODUÇÃO 

A utilização de biomassa através da 
implantação de florestas energéticas com manejo 
adequado, constitui-se numa alternativa energética 
que vem sendo explorada em paÍses do primeiro 
mundo. Entretanto, em paÍses como o Brasil, o 
manejo sustentado de florestas nativas é raro, e 
as florestas artificiais planejadas, formadas 
basicamente de eucalipto , são utililizadas em sua 
quase totalidade para a produção de celulose e 
papel (Lima et al ., 1988) e de apenas 30% do 
carvão vegetal siderÚrgico (Netto, 1991) (o 
restante deste carvão é produzido a partir de 
floretas nativas) . Desse modo, a utilização da 
biomassa a partir de florestas nativas, não sÓ 
para a fabricação de carvão vegetal , mas também 
para outros fins energéticos, ocasiona em mui tos 
casos problemas para o meio ambiente, pois não é 
feita com o devido cuidado para a manutenção da 
cobertura vegetal. 

Em vários estados do Brasil e em particular 
no estado do EspÍrito Santo, conforme o balanço de 
energia primária cobrindo o período de 1980-1988 
(EspÍrito Santo, 1992), a lenha utilizada na 
produção de energia atinge no setor industrial 
percentuais crescentes, que têm variado entre 10 e 
30% relativamente ao consumo global de lenha; os 
dados indicam valores crescentes no decorrer do 
tempo, já tendo ultrapassado 150. 000 tep 
(toneladas equivalente de petrÓleo). 

Portanto , verifica-se que em alguns tipos de 
aplicaçÕes energéticas, como queima direta em 
fornalhas e caldeiras, a lenha continua 
desempenhando um papel importante como 
combustível . Entretanto, o seu uso vem se tornando 
cada vez mais difÍcil e oneroso , havendo inclusive 
um certo déficit deste combustível, que se acentua 
principalmente nas regiÕes metropolitanas pela 
necessidade de se obtê-la em regiÕes cada vez mais 
afastadas. Deve-se ainda levar em conta que muito 
embora a lenha seja um combustível renovável, na 
maioria das vezes a sua retirada acarreta 
problemas para o meio ambiente, como mencionado 
anteriormente. 

t Apoio Financeiro: CDV (Companhia de Desenvolvi­
mento de VitÓria) / PMV (Prefeitura Municipal de 
VitÓria - ES). 
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Dentre outras alternativas atualmente 
existentes para a obtenção de biomassa com fins 
energéticos, destaca-se a utilização de resÍduos -
agrÍcolas ou urbanos . Com relação aos resÍduos 
agrÍcolas e florestais, a sua disponibilidade no 
Brasil alcança valores expressivos, como e 
mostrado num trabalho realizado pelo Ministério da 
Agricultura (1984). Com relação aos resÍduos 
urbanos, a utilização do lixo para a geração de 
energia é uma prática comum que vem sendo adotada 
em vários paÍses (Canova, 1980), utilizando-se 
técnicas variadas e ocorrendo em alguns casos a 
geração de energia elétrica a partir do lixo em 
percentuais relativamente elevados comparativa­
mente à produção global do pais, como é o caso da 
França (Défeche, 1981). 

Na Usina de Lixo de VitÓria (ULV) em 
levantamentos recentes constatou-se que de 10 a 
16% dos resÍduos triados correspondem a rejei tos 
energéticos constituÍdos de casca ?e coco, bagaço 
de cana madeira e galhos de arvore. O lixo 
recolhid~ diariamente no municÍpio de VitÓria 
corresponde a cerca de 160 toneladas, sendo que na 
região da Grande VitÓria o total diário chega a 
cerca de 600 toneladas. 

Este trabalho vem dar uma contribuição nesta 
area, através de um estudo para o aproveitamento 
energético de materiais triados na ULV, que 
possibilitem substituir parte da lenha consumida 
na região da Grande VitÓria e ao mesmo tempo 
efetuar a reciclagem de uma parte importante do 
lixo triado na Usina, que até então era enquadrado 
como rejeito da mesma . 

MATERIAIS E MÉTODOS EXPERIMENTAIS 

Materiais. A partir de uma estatística de 
composição percentual dos materiais triados na 
ULV, verificou-se que aqueles adequados a um 
aproveitamento energético são a casca de coco, o 
bagaço de cana, a madeira e os galhos de árvore. A 
cole ta dos materiais foi fel ta obedecendo-se a 
metodologia preconizada em norma ABNT (1987). 

Metodologia das determinaçÕes ~ análises. Os 
materiais apÓs triagem na ULV e recebidos no 
laboratÓrio foram analisados quanto a densidade e 
umidade . A densidade aparente foi determinada 
diretamente através da relação entre a massa e o 
volume de água deslocado, quando os materiais eram 



-
mergulhados em uma prove ta de escala graduada. A 
umidade das amostras foi determinada a partir da 
variação de massa resultante da pe rmanência das 
mesmas por 24h numa estufa à 105°C. 

ApÓs a determinação da umidade o material 
foi moÍdo e homogeneizado para a realização de 
testes de voláteis e de cinzas (análise imediata 
dos ma ter i a i s). Estas determinaçÕes foram feitas 
segundo as metodologias apresentadas por Luengo 
et. al. ( 1980), que estão de acordo com o 
preconizado pela ASTM e ABNT. A determinação do 
teor de voláteis foi realizada através da pirÓlise 
dos materiais voláteis da amostra numa mufla à 
950°C e a determinação do teor de cinzas foi 
determinado pelo resÍduo resultante da calcinação 
dos materiais numa mufla à 750°C. O teor de 
carbono fixo foi determinado por diferença . 

A análise elementar foi executada 
utilizando-se um analisador de carbono-hidrogênio, 
e a medida do pode r calor Ífi co foi f e ita através 
de uma bomba ca lorimétrica , sendo es tes 
equipament os desenvolvidos e construÍdos pelo 
Grupo de CombustÍveis Alternativos da Unicamp 
(Ciampi, 1991). Na análise dos teores de carbono e 
hidrogênio seguiu-se norma da ASTM (1984) e na do 
poder calorÍfi co superior (PCS) norma ASTM (1985). 

Os valores do PCI f oram ca l culados a partir 
dos valores respec tivos do PCS, utilizando-se a 
equação a baixo (ASTM, 1985 ). 

PCI = PCS - 9.H.Qv 
b s bs 

( 1 ) 

onde o sub{ndice bs indica base seca, H e o t eo r 
de hidrogênio da amostra e Qv é o calor de 
vaporização da água igual a 572 kca l/kg (2393 
kJ/kg). Deve-se obse rvar que o termo subtra ti v o 
(9.H.Qv) r epresenta a qua n tidade de calor 
necessár i a à evaporação da água formada a partir 
do hidrogênio da amostra, que na bomba 
ca lorimé trica não é vaporizada. 

Para as determinaçÕes experimentais dos PCS 
em base Úmida, procedeu-se a umidificação das 
amostras no l aborat Ório, medindo-se então os PCS 
segundo a mesma metodologia utili zada para a base 
seca. O PCI em base Úmida, para cada umidade, foi 
determinado pela equação: 

PCI = PCS - 9.H.Qv. (1-ul - u.Qv , (2) 
bu bu 

onde o subÍndice bu indica base Úmida e u o t eo r 
de umidade da amostra. O primeiro e o segundo 
termo subtrativos são decorrentes, respectiva­
mente, da evaporação da água formada a partir do 
hidrogênio e da umidade da amostra. 

RESULTADOS E DISCUSSÃO 

Na Tabela 1 são apresentados os resultados 
das determinaçÕes de umidade e densidade dos 
materiais ana l isados. Observa-se que os valores de 
umidade var i aram na faixa de 8 a 65%, enquanto que 
os valores de densidade variaram entre 0,50 e 0,74 
glcm

3
. Esses valores sofrem variaçÕes sazonais. As 

condiçÕes e duração da estocagem destes materiais 
interferem nos resultados de umidade e densidade. 
Entretanto, os demais re s ultados são independentes 
da sazonalidade. 

Como os resultados em base seca apresentam 
para a madeira valores aproximadamente 
coinc identes com os resultados para galhos de 
árvore, as tabelas que se seguem apresentam 
valores para a madeira somente. 
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Tabela 1. Densidade e umidade dos materiais 

MATERIAL UMIDADE DENSIDADE 
(%) (g/cm3 ) 

casca de coco 65 ± 8 0,74 ± 0,09 

bagaço de cana 43 ± 9 0,50 ± 0,08 

madeira 8 ± 2 0,63 ± 0,08 

galhos de árvore 20 ± 7 0,57 ± 0,08 

A Tabela 2 contém os resultados da análise 
imediata em base seca, com valores determinados 
para o teor de voláteis , carbono fixo e de cinzas. 
Observa-se que a casca de coco apresenta teor de 
voláteis um pouco inferior àqueles da madeira e do 
bagaço de cana, enquanto que para o teor de 
carbono fixo esta situação é invertida. Com 
respeito ao teor de cinzas, verifica-se que a 
madeira si tua-se a menos da metade dos valores 
apresentados para o bagaço de cana e casco:. de 
coco. 

Tabela 2 . Análise imedi a ta em base seca 

MATERIAL VOLÁTEIS CARBONO fiXO CINZAS 
(%) (%) (%) 

casca de coco 75 ± 3 19 ± 4 5,5 ± 0,5 

bagaço de cana 82 ± 3 14 ± 3 4,0 ± 0,2 

madeira 83 ± 3 15 ± 4 1,8 ± 0,5 

Com respeito a análise e l ementar, 
apre s en tada na Tabe l a 3, verifica-se que as 
d i ferenças entre os materiais não são a centuadas . 
A madeira apresenta-se, com relação ao teor de 
ca rbono, 3% acima da casca de coco e 6% acima do 
bagaço de cana. Já em relação ao teor de de 
h i drogênio o bagaço de cana e a madeira apresentam 
valores similares e a casca de coco apresenta 
valor inferior. Para o teor de oxigênio, a casca 
de coco e a madeira são praticamente coincidentes, 
enquanto que o bagaço de cana apresenta valor 
superior. Deve-se observar que é preciso adicionar 
o teor de cinzas para que a soma dos valores da 
Ta be la 3 atinja 100% para cada material. 

Tabela 3. Análise elementar em base seca 

MATERIAL CARBONO HIDROGÊNIO OXIGÊNIO 
(%) (%) (%) 

casca de coco 46,4 ± 0,4 4,3 ± 0,3 44 ± 1 

bagaço de cana 43 ,4 ± 0,4 5,9 ± 0,3 47 ± 1 

madeira 49,4 ± 0,4 5.7 ± 0,3 43 ± 1 

Na Tabela 4 são apresentados os valores em 
base seca do poder ca l orifico superior (PCS) e do 
poder calorÍfico inferior (PCI). A incerteza 
destes dados é de 5%. Verifica-se para os 
mate riais testados que os poderes calorÍficos 
apresentam va l ores similares, com diferenças não 
superiores à incerteza dos dados. Isto está de 
acordo com as conclusÕes de Berkowitz (1979), Van 
Krevelen (1981) e Emmerich (1991), tendo em vista 
a dependência teÓrica do poder calorÍfico com a 
análise e l ementar dos materiais, que apresentou 
para os materiais testados teores similares de 
carbono, hidrogênio e oxigênio. 



Tabela 4. Poder ca lorÍfico superior (PCS) e poder 
ca lor Ífico inferior (PCI) em base seca 

MATERIAL 

casca de coco 

bagaco de cana 

madeira 

PCS PCI 
(kcal/kg) (kJ/ kg) (kcal/kg) (kJ/kg) 

4310 

4250 

4370 

18030 

17780 

18280 

4090 

3950 

4080 

17110 

16530 

17070 

Nas Figuras 1, 2 e 3 são plotados dados 
experimentais relativos aos PCS e PCI em função da 
umidade para cada material. Embora normalmente as 
mediçÕes do poder calorÍfico sejam em base seca, 
procedeu-se no presente trabalho determinaçoes 
experimentais também em base Úmida, tendo em vista 
que os materiais testados apresentam-se com 
umidades variáveis. Nessas figuras foram co locados 
ajustes lineares através do método dos mÍnimos 
quadrados, indicando um comportamento experimental 
linear decrescente pa ra o PCS e PCI em função da 
umidade. 
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Figura 1. Poder calorÍfico superior e inferior da 
casca de coco em função da umidade. 
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Figura 2 . Poder calorÍfico superior e inferior do 

bagaço de cana em função da umidade. 
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Figura 3. Poder calorÍfico superior e inferior da 
madeira em função da umidade . 

Na Figura 4 sao plotados em coo rde nadas 
adimensionais os dados experimentais de 
(PCS /PCS ) (u) três tipos de versus para os 

bu bs 

materiais analisados no presente trabalho. Também 
sao plotados, apos a devida redução, para efei tos 
comparativos, dados experimentais determinados por 
Wenzl (1970) para três tipos dife rentes de 
biomassa (casca de picea, de pinho e de bétula). 
Verifi ca-se que a curva obtida com os dados 
experimentais do pre;;ente traba lho para os três 
tipos de materiais e a mesma para os dados 
Wenzl ( 1970)' indi cando a universalidade 
comportamento experimental observado para 

calorifico variaçao do poder com a umidade. -curva obtida e uma reta de equaçao: 

PCS PCS ( 1 - 1' 095 u ) 
bu bs 
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1 Dados experimentais do presente trabalho. 
2 Dados experi ment ais de Wenzl (1970) . 



CONCLUSÕES 

- A forte influência da umidade no poder 
I ' calorifico das amostras analisadas esta 

evidenciada nos gráficos das Figuras 1, 2 e 3. 
Esta constatação é importante, tendo em vista a 
variabilidade da umidade observada. 

- Observando-se os dados contidos na tabela 4 e 
nas figuras 1, 2 e 3, para o poder calorÍfico 
inferior, verifica-se a viabilidade da 
substituição do combustível hoje utilizado em 
certos tipos de fornalha e caldeira (lenha) pelos 
resÍduos testados, desde que se processe a 
pré-secagem, reduzindo a umidade para valores em 
torno de 10%. 

- Considerando-se o PCI médio dos resÍduos 
analisados, à umidade de 10%; a distribuição 
desses resÍduos, que ao longo da realização do 
presente trabalho, mostrou-se aproximadamente 
uniforme em termos das quantidades produzidas, e 
ainda, os valores de equivalência indicados pelo 
Ministério da Agricultura (1984), conclui-se que 
para o muniCÍpio de VitÓria, a substituição da 
lenha por tais resÍduos equivalerá à substituição 
de 4,0 a 6,4 hectares por mês de floresta 
energética de cinco anos. Para a Grande VitÓria, 
extrapolando estes resultados, chega-se à 
substituição de 16 a 24 hectares por mês de 
floresta energética de cinco anos. 

- Constatou-se que a casca de coco como se 
apresenta apÓs a triage m na Usina é a que possui 
maior umidade, alcançando valores da ordem de 65%. 
Procedendo-se a secagem com os gases de exaustão 
da caldeira, não haverá consumo de energia 
utilizável e por outro lado, em média, o poder 
calorÍfico triplicará de valor. Esta mesma 
conclusão se aplica ao bagaço de cana, enquanto 
que para a made ira, por se apresentar com menor 
teor de umidade, o aumento do poder calorÍfico com 
a pré-secage m será bem menor. 

- O pode r calorÍfico superior e inferior de todos 
os resÍduos em base seca (zero porcento de 
umidade) é aproximadamente equivalente ao da lenha 
hoje utilizada. 

- O teor de cinzas médio determinado para as 
amostras analisadas é da ordem de 3,5 %. Portanto, 
é de se concluir que a mudança de combustÍvel não 
deverá alterar as e missÕes atmosféricas no que diz 
respeito ao material particulado das chaminés das 
fornalhas e caldeiras que ve nham a usar o material 
aqui estudado. 

- Finalmente, deve ser observado que o 
desenvolvimento do presente trabalho, envolvendo 
ape nas as categorias de lixo analisadas, é 
decorrente de dois fatores principais : primeiro, a 
eliminação do lixo não reciclado na ULV e segundo, 
a busca de queima mais limpa sem a emissão de 
substâncias tÓxicas e minimização da emissão de 
material particulado, que por certo decorreriam 
caso se procedesse a incineração indiscriminada de 
todo o lixo produzido. Neste caso, o tratamento 
necessário para as emissÕes inviabilizaria 
economi c amente tal substituição nas pequenas 
indÚstrias . 
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ABSTRACT 

Physical and chemical characterizations are 
made for urban solid waste selected from the Usina 
de Lixo de VitÓria - ES. Results from measurements 
of higher heating value (HHV) and lower heating 
value (LHV) of the waste tested are presented, 
showing that the heating values are strongly 
dependent on the waste humidity. A correlation 
between higher heating value and the waste 
humidity is determined for the experimental data 
obtained. As far as heating value is concerned, it 
is concluded that such residues can successfully 
replace wood in the furnaces generally used in 
small industries located in the Grande Vitoria 
region. For this aplication, the waste has to be 
dried previously to a humidity of about 10%. By 
doing so, three direct benefi ts are devised: 
economical, for obvious reasons (the waste 
residues selected are less expensive than the 
wood so burned); environmental preservation, by 
decreasing the rate of forest devastation; and 
finally, improvement in the recycling efficiency 
process that takes place in the Usina de Lixo de 
VitÓria. 
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RESUMO 
O trabalho apresenta uma análise térmica de coletores solares 

concentradores cilíndricos parabólicos utilizando tubos de calor como 
absorvedores da energia coletada. Dados experimentais foram colhidos 
em bancada de ensaios de campo. O modelo teórico utilizado fo i basi­
camente o de HSIEH modificado para contemplar a inclusão do tubo de 
calor. Os resultados são apresentados na for~~ de ~ráficos e comparam 
a previsão do modelo com o desempenho real. :Também é apresentada uma 
comparação destes CPC(s) com os convencionais equivalentes. 

INTRODUÇÃO : 

O concentrador solar parabólico composto CPC foi 
proposto inicialmente por Winston (1974), e é . adequado 
para temperaturas de produção de água ou vapor até 
250°C, sem necessidade de mecanismos de acompanhamento 
solar e apresenta custo relativamente baixo. 

Na sua forma convencional, utiliza superfícies 
concentradoras na forma de parábolas truncadas que 
refletem a radiação solar no seu eixo, onde um tubo 
absorvedor recebe esta energia. Pelo interior do tubo 
circula um fluido a ser aquecido, normalmente água. A 
utilização do CPC, com a finalidade de aquecimento de 
água para uso doméstico, é relatado em alguns 
trabalhos, como nos de Leão (1989) e Pereira (1986), e 
nest e último foi constatado que, devido a sua baixa 
eficiência global, o uso do CPC para tal final idade 
era muito desvantajoso, se comparado com os coletores 
planos usados para a mesma finalidade . 

A utilização de CPC(s) usando tubos de calor como 
absorvedor, é citada no trabalho de Escobedo (1987), 
onde a seção do condensador do tubo de calor aquecia 
uma cuba contendo a mistura zeólita-água em um sistema 
de refrigeração por absorção e M. Collares et all 
( 1984) , que ut i 1 i zou os tubos de cal o r como 
absorvedor, envolvidos por tubos de vidro evacuad~s, 

em um sistema de CPC(s) para obter água quente à 80 C. 
Neste trabalho , procurou-se desenvolver uma 

análise térmica sistemática, visando obter resultados 
teóricos e experimentai's, que viabilizassem o uso de 
CPC ( s) com tubos de cal o r sem invólucro evacuado, 
fornecendo água .aquecida para uso doméstico, portanto 
procurando-se baixo custo e simplicidade . 

O modelo teórico de Hsieh ( 1981), que já 
comprovadamente simula com bastante precisão os CPC(s) 
convencionais, foi modificado com a introdução do tubo 

de calor como absorvedor, e utilizado como modelo de 
simulação. 

Para a realização dos testes de campo 
construiu-se uma bancada de ensaios segundo as 
orientações retiradas de Duffie ( 1976) e Kreith 
(1978). Os tubos de calor foram projetados e 
construídos, segundo roteiros lá desenvolvidos por 
Duarte (1985) e Rocha (1988). 

As figuras 
principais entre 
tubos de calor. 

COLETOR SOLAR 

e 2 exemplificam as diferenças 
os CPC(s) convencionais e os com 

O coletor solar foi projetado, seguindo as 
orientações padrões de Winston ( 1974) e Álvares 
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Fig. l. Diagrama do CPC convencional. 

Fig . 2 . Diagrama do CPC utilizando tubo de calor 
como absorvedor . 

(1980) . Suas características principais referenciadas 
na Fig . 3, são: 

-Largura de abertura (Lt) : .... . ... .... . ...... . 0,25m 
- Área de captação: ... . . .. . .... ..... . .......... O, 50m 
-Comprimento da linha focal: . . ................ 2,00m 
-Espessura das superf.refletoras de aço inox. 0,5mm 
-Espessura de proteção de vidro laminado ...... 3,0mm 
-Profundidade do coletor(D): . . .. ............. 45,0mm 
-Razão de concentração (RC): . ..... ............. 2,00 

Componente 

Cobertura: 

Absorvedor: 

Refletor: 

Propriedade Valor 

Te - transmitância ....... . ... ... .. 0 , 86 
pc - reflectância .. . . . .. .... . ..... 0,09 
cc - emitância .. .... .. ............ 0,85 
«c - absortância .................. 0,05 

«a- absortância .................. 0,85 
pa- reflectância . ................ 0,10 
ca- emitância .... ................ 0,85 
k -condutividade térmica .... 384 W/mK 

er - reflectância. o o o o o o o o o o o o o o o .0,85 
n - o o o o o o o o o o o o o o o o o o o o o o o, 65(n min) 
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Fig. 3. Diagrama esquemático do CPC. 

O sistema de aquecimento constou de duas unidades 
de CPC funcionando em série, conforme o esquema da 
figura 4. 

TUBO DE CALOR 

Os tubos de calor em número de quatro, 2 por 
coletor, foram projetados e construídos segundo 
roteiros apropriados e cada tubo apresentou as 
seguintes características: 

-Material do tubo .. ... .............. cobre 
Comprimento total ...... . . .. . ....... lOOOmm 

-Comprimento do evaporador . .. . ... . .. 490mm 
- Comprimento seção adiabática.. . .... 20mm 

Comprimento do Condensador . ...... . . 490mm 
-Diâmetro externo do tubo . .. ........ 38,lmm 
-Diâmetro interno do tubo . . ......... 34,9mm 
- Diâm. int. do trocador de calor .... 50mm 
- Compr. do trocador de calor ........ 490mm 
- Leito poroso. . ... .................. tela 
- Número de voltas................... 6 
- Material da tela ... .. .. . bronze fosforoso 
-Espessura da tela .. ... .... . . ..... 0,1409mm 
-Diâmetro do arame da tela ..... . .. O,ll2mm 

Tela metálica ...... . . . . . . . .. ... .. mesh 100 
- Fluido de trabalho : água tridestilada e 

de ionizada. 

MONTAGEM DE TESTES 

A bancada para ensaios de campo, é esquematizada 
na figura 4. 
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Fig. 4. Diagrama esquemático da montagem. 

Esta bancada foi instalada em B. Hte, na direção 
leste-oeste, e os ensaios decorreram em abril e maio 
de 1989, no horário de 9:00 às 15:00 hs .Os resultados 
foram colhidos de 15 em 15 min., neste período 
executava-se a verificação do alinhamento do coletor 
com o sol. Utilizou-se para medição da radiação solar 
dois piranômetros do tipo estrela: um medindo a 
radiação total e o outro com máscara, medindo a 
componente difusa. Para medição de temperaturas 
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utilizou-se termopares tipo K (cromel-alumel). As 
medidas de vazão da água, foram realizadas manualmente 
com uso de proveta com graduação de 5ml . A velocidade 
do vento foi avaliada com um anemômetro de pás. 

MODELO FÍSICO-MATEMÁTICO 

No modelo físico-matemático de Hsieh, bastante 
conhecido no campo de energia solar, foram 
introduzidas modificações nas expressões da eficiência 
(1J). Para o coletor convencional a expressão usada 
era: 

1J = F'lJ 
o 

F' UL [ Tf -Tamb] 

Ht (RC) 
( 1) 

onde, F , Te e Tamb são: o fator de eficiência do 
coletor, temperatura de mistura e temperatura 
ambiente, respectivamente. UL, Ht, Rc e l)o são: o 
coeficiente global nas perdas do coletor, fluxo de 
radiação solar total incidente na cobertura, razão de 
concentração e eficiência ótica do coletor, 
respectivamente. 

Para o CPC com tubos de calor, utilizou-se a 
seguinte expressão: 

1) F'lJ 
(F' UL + UP)(T -T ) 

f amb 
(2) 

o Ht (RC) 

onde UP é o coeficiente global de perdas do trocador 
de calor, que envolvem os tubos de calor . 

ANÁLISE DOS RESULTADOS E CONCLUSÕES 

j 
\' 

Nos ensaios de campo e no programa de simulação 
teórico, utilizou-se vazões de água variáve is 20, 30 e 
40 1/h, compatíveis com as necessidades de água quente 
em condomínios . I 

Nas figuras 5, 6 e 7, são representa das 1 
graficamente os desvios entre a s efi c iências '' 
calculadas pelo modelo e as determinadas 
experimentalmente, para cada vazão de água utilizada. 
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Fig. 5. Eficiência experimental x teórica para 
vazão de 20 1/h. 

Efetuando-se os cálculos para determinar os 
desvios médios, encontrou-se 12% para a vazão de 40 
l / h e de 8% para 20 e 30 l / h; perfeitamente aceitáveis 
em validação de modelos térmicos. 
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Fig. 6 . Eficiência experimental x teórica para vazão 
de 30 1/ h . 
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Fig . 7. Eficiência experimental x teórica para 
vazão de 40 1/h. 

Na figura 8 é mostrada a evolução da eficiência 
com o termo (Tr-Tamb)/Ht, ou seja a temperatura de 
mistura da água (grau de aquecimento) pela radiação 
total que incidiu sobre o coletor, e compara os 
resultados com dados obtidos para um CPC convencional 
eauivalente. Pereira, ( 1986) . 

Na fig. 9 é apresentada a variação das 
eficiências dos coletores convencional e com tubos de 
calor, com a evolução do termo (Tr-Tamb)/Ht(m2 .°C/W). 
Nota-se claramente que a eficiência do CPC 
convencional decai com o crescimento dos valores do 
termo (Tr-Tamb) /Ht, enquanto no CPC com tubo de 
calor a eficiência permanece praticamente constante. 
Para se verificar o sistema tubo de calor-trocador, 
responsável pela recepção, transporte e retirada de 

energia teve um rendimento aceitável, foi construída a 
tabela 1 . Esta tabela demonstra que o rendimento do 
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conjunto tubo de calor/trocador foi em média da ordem 
de 93%. 

.. 
s -
~ 
c -~ 

.~ -~ -tb 

47 

44. 

41 

38 

35 

n 

n 

Z6 

23 

<Tt - Ta•b)/Ht x EFICIENCIA EXPERIMENTAL 

t. ..... 41 IIII ac oott ~P 
0 vuu 2t IIII ac ... ,_, 

,{)o 
o Cbo <Y o 

I vuoo 3t IIII CI'C ••• hp 
O vuoo 35 IIII CI'C oonvoncionol 
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d f . "ê ia instantânea Fig.9. Estudo comparativo a e lCl nc . 
do CPC com tubos de calor x convencional . 

Tabela 1. Rendimento médio do sistema Tubo de 
calor/Trocador . 

V~õ 40 l/h vaz:fóo 30 l/h VOAZQO 20 1_/l, 

~;;-;.;- ~~;M 9a:so 11H ,·I4I ;o7 , 6; ~3, 3 0 ~~ tes,5a o•>,o4 

tt."u"" ~Ec •"-~ F.~t;:ui\ .... TEc•n :rr)hJ' l;;.!ocu .. Ec•l') - nhp_ 

199:52 7.1~,07 92,?'/ 10? , 66 204 , 4 1 . 92 ,79 177, 4 9 !92, 50 V2 ,7.: 
19'/,20 7.J3,fJ(, 92,17 193 , i ·l 20$ , 24 94. 11 1(13,28 1~4 ,06 94,4~ 

194 aa 2 15, 99 90,23 tr.9.66 207 , 23 91,52 178,64 195,99 91,19 

1 99 : 52 212,69 93,81 191,40 203,37 94, 11 194,44 193,54 95 ,30 

199.~7. 212.66 93,87. 1?4,09 203 , 79 95,63 195,60 195,94 94 ,72 

1 97,7.0 208,29 94,68 11;14 ,88 207,76 93,90\109,78 190,22 95,74 

195,60 ~06,50 99,87 187,92 i98,82 94,52 174,bO 189,51 91,02 

199, 52 217.,57 93,86 187.92 20 1,81 93, 12 180~96 192,19 94,16 

92,75 -----[ ___ _j~~l_ ___ J ____ _L9_3~, 6-5~----L----i-9.3_,_s_s 



Para a combinação concentrador-tubo de calor 
definiu-se o rendimento global l)cT, Escobedo ( 1987), 
como o produto das eficiências térmicas l)c do 
concentrador e l)hp do tubo de calor: 

11cr 1) l)hp 
(3) 

Os valores obtidos encontram-se nas faixas 
superiores dos dados internacionais de referência. 

Os resultados obtidos dos gráficos anteriores, 
permitiram calcular a eficiência média do conjunto 
coletor - tubo de calor trocador, que foi da ordem de 
39%. 

Este valor supera os de Escobedo (1987), em 10% 
e em 13% os de Collares (1984). 

Concluiu-se finalmente desta análise : 

1- O modelo de HSIEH modificado pode ser aceito 
para prever o desempenho de CPC(s) que usam tubos de 
calor como absorvedor; 

2- A inclusão dos tubos de calor no sistema de 
CPC(s), aumenta consideravelmente o rendimento. Em 
média, com relação aos CPC (s) convencionais 
semelhantes são 62% maiores. 

3- O rendimento global do sistema de CPC(s) com 
tubos de calor é praticamente constante com a variação 
da radiação solar global . Este fato, amplia o tempo de 
coleta solar do CPC com eficiência praticamente 
constante. 

4- A técnica usada para fabricação do tubo de 
calor e seu projeto, pode ser considerada excelente, . 
uma vez que 93% de rendimento (no campo de tubo de 
calor) é considerada faixa de otimização. 
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ABSTRACT 

This work has employed the physical-mathematical 
model proposed by Hsieh (5) for the thermal analysis 
of CPC(s). The model has been modified to take into 
account the substitution of the conventional absorber 
by heat pipes. The thermal analysis has been carried 
out considering steady state conditions of operation a 
computer program has been developed, based 
meteorological data, optical features and operation 
parameters. A system employing CPC(s) having heat 
pipes as absorber was built and field tested . The 
experimental results have been compared with those of 
the theoretical simulation. This comparison has showed 
that Hsieh's modified model, produces a suitable 
method for the performance predict ion of the 
previously mentioned CPC(s). The performance of the 
latter has also been compared with data obtained from 
reference (9), where a conventional CPC is also used. 
The comparison indicates that an average percentual 
increase of 62% for the efficiency can be considered 
when the CPC employs heat pipes. 
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NUMERICAL ANALYSIS FOR 
CORIOLIS MASS FLOWMETERS 
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ABSTRACT 
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MEASURING PRINCIPLE USING CORIOLIS EFFECT 
Although the Coriolis principle applied 

to flow measurement was well established for 
more then 30 years, the first commercial 
Coriolis mass flow meter only appeared in 
1978 when Micro Motion introduced bis model 
"A". In 1979, Plache 111 presented a 
cantilevered "U-shape" pipe meter which was 
the basis of the first meter. He used a 
T-shape leaf-spring to excite the curved pipe 
by means of an electromagnetic oscillator. 
The angular deflection of· the pipe due to the 
coriolis force was measured during each cycle 
of the oscillating tube by using an optical 
detection system. An optical sensor was fixed 
near the center position of the U-pipe where 
the velocity and the deflection angle were 
always the greatest. A logic circuit counts 
the positive difference in pulses widths of 
each cicle which is proportional to the mass 
flowrate. Tests with his prototype showed 
accuracy around ± 0,2 % FS with fluids 
ranging in specific gravity from 0.5 to 2.5 
and in flowrate from 0.045 to 12 kgjmin. 

When a curved tube rotates about an 
axis, say yy' in Fig. 1, and fluid moves from 
one end (point A) towards the other end 
(point B) , a force appears rtormal to both 
vectors due to the coriolis effect. A single 
coriolis force is given by: 

After 1979, several others Coriolis 
flowmeters appeared. Each manufacturer tried 
to explore different geometrical shapes in 
order to improve the Coriolis meter 
sensitivity by increasing the flexibility of 
the structure. Some designs improved the 
flexibility adopting longer tubes, others 
thinner ones, but both with a compromise 
solution with mechanical noise contamination 
from external vibrations for long tubes or 
with the structural integrity of the meter 
for thin ones. This produced different sorts 
of geometries. The "S-shape", "Twinloop", 
"B-tube", "Parallel-tube", "Straight-tubes" 
and others more are some examples of 
geometries used. The pickoffs were also of 
many different types such as: electro­
magnetic, optical and strain-gages sensors ... 

In this paper an analytical study of 
different geometries usually adopted for 
commercial coriolis flow meter is presented. 
The study simulates numerically thê dynamical 
interaction "fluid x structure" of the meter 
relating mass flowrate (m), deflection angle 
(8), ang~llar ve,locity of the forced oscil­
lation ~) and the torsionaljlongitudinal 
stiffness (Ks) of a given geometry. 
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-7 -7 

F -2 m (w x V) (1) c 

This induced force produces a torque 
which twists the curved tube whereas the tube 
try to resist. Fig 2. shows an exaggerated 
deformation. 

fluid 
/ 1) A 

OUTL E T 

11' 
B 

Fig. 1 - Rotating tube with flow 

fi A 

Fig. 2 - Deformed tube due to the 
coriolis effect 



To rotate a tube is not a practical way 
to exitate the measuring tube. So the 
solution adopted for almost all meter 
manufacturers is to oscillate the tube about 
the sarne axis and near to its natural 
frequency. The exitation is normally a 
sinusoidal oscillation which also induces a 
sinusoidal coriolis force and torque. 

From Eq. 1, one can easily see that 
coriolis force, among others variables, is 
function of the mass of the fluid present 
inside the tube in a certain time. The tube 
deforms due to the coriolis force. The tube 
twist is a tiny but measurable deforrnation 
which depend mainly on the torsional and 
longitudinal stiffness of the curved tube. So 
keeping constant all the others variables it 
is possible to prove that coriolis force is 
directly proportional to mass flowrate, m. 

According to this theory the meter is 
unaffected 121 by changes in the fluid's 
temperature, pressure, viscosity, density and 
velocity profile. It is also insensitive to 
material build-up or coatings inside the 
meter. It is expected that the meter could 
measure any liquid, gas, slurry and e v en 
multi-phase or pulsating flows. 

Except for the first Plache's prototype, 
all coriolis meter manufacturers adopt a 
double tube configuration so the whole flow 
is splitted in halves. The vibration is 
normally caused by a rna gnetic oscillator 
fixed in both tubes in such way that in one 
cycle the sensor tubes approach each other 
and in the next one they move apart. 

ANALYSIS FOR DIFFERENT GEOMETRIES 

Six different geometries of the sensor 
tube is been studied. The first five are an 
existing designs (patented designs) and the 
last one is a proposed one. Fig. 3 shows 
diagrams for these models. All these models 
are a double tube configuration except the 
proposed one. 

The six geometries were first analysed 
statically using the code "GAELI" 131 in 
order to have the first natural frequency and 
the next third harrnonics. Two different 
criteria were adopted in order to compare the 
geometry of the sens ors. The overall length 
and the overall volume of each meter was kept 
constant as the basis of the design criteria. 
In addition, stainless steel (ASTM 316L) were 
selected as the sensors material. Table 1 
shows results for meters having the sarne 
total length. 

Table 1 - Natural frequencies in cps. 

GEOMETRY 1st 2nd 3rd 

I 45.9 81.2 137.6 
II 74.8 100.1 109.8 

III 117.0 132.8 138.8 
IV 92.5 135.4 167.8 
v 78.1 97.7 133.1 

VI 34.4 35 . 2 51.9 
-- -

An elemental coriolis force 
may be written as: 

~ ~ ~ 

dFc - 2 w X V dm 

4th 

301.7 
152.9 
259.1 
233.3 
301.6 

62.2 

(2) 

where dm is the elemental amount of mass 
inside a small volume of fluid, that is dm = 
pAdL. 
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Fig.3 - Diagram of the six meter geometries. 

The elemental moment due to the coriolis 
effect is given by: 

~ 

dM 
-7 -7 

dFc X r ( 3 ) 

where ~ is the position vector related to the 
coriolis force and its axis. The total moment 
M is obtained after integration of Eq. 3 
along the whole length of the sensor pipe. 
Eqs. 2 and 3 have diffe rent forros depending 
on the geometry of the meter. For all these 
geometries the product "pVA", which is the 
mass flowrate, always appears together, so it 
can be replaced by m. So, the total moment is 
then given, by: 

~ 

M = -4 w m R - [ 1/Fs ) (4) 

Where 1/Fs is a "shape factor" due to the 
meter geometry and R is the curvature radius 
of each meter struc ture. In ref. 141, one may 
find the whole mathematical analysis. Table 2 
shows the six relationships for 1/Fs: 

Table 2 - Meter shape factors 

"U-Shape" 

L + 4 
TI R 

"S-Shape" 

3rrR/2 

"Double-Square" 

1 
r;--

"B-Tube" 

C - R - 3rr/4 

"Twinloop" 

2L + rrR/2 

"Proposa l" 

1 
r;--



In these equations L is the total length 
of the pipe and C is the distance between 
both ends of the rneasuring pipe for the 
"B-Tube'·'. 

The total rnornent should be equated with 
the total resisting torque c supported by the 
structure. Provided that ali these structures 
are subrnitted to srnall elastic strain (linear 
structures) the resisting torque is given by: 

c = Ks e (5) 

where e is the torsional angle and Ks is the 
stiffness of each longitudinal pipe. 

The systern of equations (Eqs. 4 and 5) 
rnay be solved if one of the three variables 
e, c or Ks is known. The value of e is found 
through the dynarnical analysis using the 
c .de, "GAELI-DIN" 151. For a fair trial, all 
geornetries were sirnulated supporting a 
coriolis force produced by the sarne flowrate. 
The torsional angle is then obtained for each 
node of the whole structure. Having obtained 
e, the value of Ks is then found using Eqs. 4 
and 5. 

This analysis is still being under­
studied and sorne results have already come 
up. Three meter geornetries have been 
sirnulated: the "U-shape", the "B-tube" and 
the "proposed rnodel" (geornetry I, II and IV, 
respectively). The rnaxirnurn torsional angle 
and the torsional stiffness of these 
structures were found and Table 3 shows these 
results. 

Table 3 - Dynarnical analysis 

GEOMETRY 8 Crad) Ks 
<maximum> (Kgfnvrd> 

I 0.0336 103.40 

II 0.0666 116.49 

IV o. 151 29.5 

CONCLUSIONS 

Although the study is far frorn complete 
and rnany sirnplifying assurnptions have been 
rnade it is possible to draw sorne 
quantitative and qualitative conclusions frorn 
the resul ts achieved so far. The proposed 
geornetry is far more flexible than the 
others, that is, i t has larger angle e and 
srnaller torsiorial stiffness than the others. 
This advantage rnay be used with two purposes: 
a) or to reduce the whole length of the meter 
pipe in order to provide a more cornpact meter 
with the stiffness similar to the others or, 
(b) to use sensor (linear or angular pickoff) 
with large displacernent allowing better 
accuracy. 

The proposed rnodel also aknowledge 
suggestion frorn ref. 121 in order to reduce 
rneasurement contarnination due to externa! 
vibrations. The center of gravity of the 
meter is aligned with the in-and-out 
connections. 

The idea of using a single pipe instead 
of having "double configuration", which is 
quite normal in cornrnecial rnodels, is to avoid 
splitting the flow in two, which rnay produce 
non-hornogeneous flow or different rnass 
flowrate in each branch of the meter. 
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SUMMARY 

Current levei of the state of the art of numerical codes does not allow to 
perform the aerodynamic and thermal design of hypersonic vehicles , as well as of 
s~ace shuttles, by means of compu ter simulations only. The need arises for proper 
wmd tunnel testmg and detailed heat flux measurements. ln this paper significant 
results referring to flow visualizations and heat transfer measurements performed 
with an Infrared (IR) Scanning Radiometer in a blowdown hypersonic wind tunnel on 
simple and double ellipsoidal models are discussed. Comparisons of IR data with 
oil film flow visualizations, thermocouples measurements and computational 
predictions are made. 

INTRODUCTION 

The growing number of space programs devoted to 
the design and wind tunnel (and/or flight) testing of 
hypersonic vehicles , as well as of space shuttles 
orbiting in the high atmosphere, created a renewed 
interest within the scientific community toward the 
study of aerothermodynamics in hypersonic flow 
regime. 

Although in the last deéade there has been the 
development of a multitude of physico-chemical models 
alid numcrical techniques to solve fluid flow and 
thermal field s in the hypersonic regime, the current 
levei of the state of the art of numerical codes does 
not allow the aerothermodynamic design of the above 
mentioned vehicles to be performed by means of 
compu ter simulations only. The difficulty of 
correctly predicting the regions of flow transition, 
separation and reattachment over complex geometry 
bodies demonstrates the point. This is particularly 
true when these bodies are placed at high incidence 
and Mach number ranging from 8 to 25 , which represent 
the typical conditions experienced by a space shuttle 
during the atmospheric re-entry. ln these flow 
conditions the effects related to viscous 
interaction, turbulence and chemical reactions have 
to be taken into account too. 

As a particular but significant illustrative 
example, in the recent workshop on Hypersonic flows 
for re-entry problems held in Antibes , a considerable 
spread in numerical results carne out for the skin 
friction coefficient distribution over the leeward 
side of a double ellipsoidal body at Mach number 8 
(Workshop on Hypersonic Flows , 1990); in the sarne 
workshop very few peat flux data at the sarne location 
were available. 

lt is then essential to combine the use of 
computer codes and wind tunnel experiments: on the 
one hand to validate numerical codes, on the other 
one to have a data base of typical test case problems 
in order to create a touchstone for the results 
obtained by means of different models and numerical 
techniques. 

ln this paper significant results referring to 
flow visualization and heat transfer measurements 
performed with an Infrared Scanning Radiometer (IRSR) 
in a blowdown hypersonic wind tunnel on simple and 
double ellipsoidal models are presented and 
discussed. 
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Application of IR thermography to hypersonic 
wind tunnel experiments is advantageous on account of 
its relatively good spatial resolution, thermal 
sensitivity and sufficiently high response time, 
which enable it to be used in both thin-skin and 
thin-film techniques (Thomann, 1968; Bynum, 1976; 
Simeonides, 1989; Carlomagno, 1989a; Carlomagno, 
1989b). Moreover, the use of IRSR matches botb 
qualitative and quantitative requirements. The 
essential features of the adopted thermographic 
system are: it is non-intrusive; it allows a complete 
two-dimensional mapping of the surface to be 
performed; the vídeo signal output may be treated by 
digital image processing (Wendt, 1989; Carlomagno, 
1990c). Comparisons of IR data with oil film flow 
visualizations and thermocouples measurements are 
also performed. Tests are carried out within the 
European Community space program Hermes to develop 
the first european space shuttle. 

IR SYSTEM 

The IR thermographic system employed is based on 
an AGEMA Thermovision 880 scanner whic\is connected 
via TIC 8000 A/D converter board to an ffiM/AT 
computer. The total field of view (depending on the 
optics focal length and on tbe viewing distance) is 
scanned by the Hg-Cd-Te detector (working in the 
8-12,um IR window) and a frame of 280 lines (1:4 
interlaced) is produced in 0.16s. The line frequency 
is 2.5KHz . Nominal sensitivity, expressed in terms of 
Noise Equivalent Temperature Difference, is 0.07 C 
when the scanned object is at ambient temperature. 

The scanner spatial resolution indicated by 
AGEMA is 175 lnstantaneous Fields of View (IFOV's) 
per line at 50% Slit Response Function (SRF). 
However, it has been found that TIC 8000 digitizer 
degrades the Modulation Transfer Function of AGEMA 
880 scanner (de Luca, 1990). This practically means 
that, in the worst case, the sampling process may 
reduce the spatíal resolution of the system down to 
150 IFOV's/line at 50% SRF. 

The computerized system employed allows one to 
acquire a time sequence of thermal images. The 
average time interval between two subsequent images, 
as acquired by the present system, is 0.24s. 

A 7 lens coupled with a 12mm extension ring is 
used during the tests, thus obtaining a field of view 



cf about 80x80mm2 at a viewing distance of lm (the 
spatial resolution on the computer display is about 
1.8 pixels!mm). 

T.he system software used for the acquisition and 
handling of the thermal image (which consists of a 
frame of 140x140 pixels composed by two interlaced 
fields) is the Computer Aided Thermography System 
(CATS). Data may be acquired in both real time and 
:frozen modes. 

/,n application (or problem-oriented) software 
has been developed which can perform: noise reduction 
by numerical filtering; computation of temperatures; 
identification of isotherms; image restoration; heat 
transfer correlations. 

IR radiation I(i,j), emitted from the scanned 
surface at the target point (i,j) of the pixels 
matrix and at a certain instant, is the basic 
information processed by the problem-oriented 
software. Once tbe emissivity coefficient of the 
surface is known, by entering the appropriate 
<::alibration curve it is possible to convert the input 
Tadiation signal into temperature; this conversion 
generally takes also into account both tbe radiation 
reflected from tbe surroundings and tbe one absorbed 
by atmospbere. 

In tbis particular case, calibration is 
;;erformed by viewing a reference black body source 
(placed on tbe tunnel center line) tbrougb the 
·:>ptical access window, so as to include its 
transmission and reflection losses. Image restoration 
may be performed by making use of an appropriate 
degradation model (including botb imaging and 
sampling effects) and by implementing a FFT 
algoritbm. However, due to the relatively low spatial 
frequencies, the restoration is not applied to tbe 
present data . Finally, the thermal image is, in 
general, geometrically reconstructed by considering 
the local actual angle of view which depends on tbe 
model attitude and contour. 

The optical access window, 6mm thick and lOOmm 
in diameter, is made of anti-reflective coated 
Zinc-Selenide whicb is cbaracterized by a very bigb 
value of tbe transmittance coefficient. ln order to 
avoid tbermal stresses, the window is mounted on a 
hood so as to have it in a remote and safe position. 

EXPERIMENTAL PROTOCOL 

Experimental tests are carried out in the 
hypersonic blowdown tunnel H210 of CEAT, Poitiers, 
having a test section diameter of 210mm. Tbe 
operating fluid is dry air whicb has a stagnation 
temperature To = 800 K and a stagnation pressure 
4.5MPa < po < IOMPa. Free stream Reynolds number Re 
is changed mainly by varying the stagnation pressure. 
Ao appropriate nozzle is employed to obtain a nominal 
free stream Mach number M = 8.15. ln effect Mach 
number slightly depends on tbe stagnation pressure 
(due to the interaction of the nozzle boundary layer 
thickness) and ranges from M = 8 for po = 4.5MPa toM 
= 8.2 for po = 10MPa [10]. By s~tting po = 8MPa, M = 
8.15 and unit Re = 1.66 x 10 /m are obtained as a 
general role in all the tests. 

After starting of the tunnel, the model (which 
is initially in a remote position at room 
temperature) is vertically injected into the stream. 
The rise of its surface temperature with time is 
measured by viewing the model with the IR camera; a 
time sequence of thermograms is generally recorded 
during the test run. lt has to be pointed out that 
thermograms themselves are also used to interpret 
surface flows. Injection time is about 0.15s and 
testing duration is approximately three seconds. 
During tbe testing time the free stream conditions 
are practically steady. 

Two aerodynamic bodies, a simple and .a double 
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ellipsoid (this last roughly simulating tbe fore part 
of the Hermes shuttle shape), are tested. The 
geometry of the double ellipsoid is indicated in 
Alziary de Roquefort (1985a); the parameters of the 
simple ellipsoid correspond to those of the lower 
part of the double one. Models made of different 
materiais are used for both bodies during the tests. 
One, which is made of solid metal, is used to 
visualize the surface flow by means of the oil film 
technique. Another tested version of the simple 
ellipsoid is a stainless steel thin wall model (0.5mm 
thick) which is used to measure heat fluxes by means 
of tbermocouples witb the thin-skin technique 
{Alziary de Roquefort, 1989b). Being in practice very 
difficult to construct a thin wall double ellipsoid 
configuration (because it is difficult to maintain a 
constant wall thickness on the leeward side), a 
second version of this body is made of solid NORCOAT 
4000 to measure heat fluxes by means of IRSR with the 
semi-infinite wall (thin-film) technique. 
Thermographic data are also obtajned on a soiid 
NORCOAT simple ellipsoid model. 

NORCOAT 4000 is a relatively low thermal 
conductivity mr,terial (ks= .129 W/m K, cs=l080 J/kg K, 
ps=740 Kg/m ), whicb is made of sílica hollow 
microspheres drowned in a silicon elastomer base 
mixture (NORCOAT). Tbe NORCOAT surface emissivity 
coefficient is sufficiently bigb (the measured value 
in tbe wavelengtb range of interest is .93), 
therefore it is not necessary to coat it with a 
(tbermally) black paint in order to enhance IR 
radiation detection. lndeed, the variation of the 
directional emissivity coefficient as a function of 
the view angle has been measured in some ad hoc 
tests. It has been found that for angles of view 
(measured from the normal to the surface) up to 60 
it remains practically constant and equal to .93 ,, 
while for greater view angles the emissivity 
coefficient drops very rapidly. 

The models are generally tested at angles of 
attack a equal to 25 , 30 , 35 . For a = 30 some 
tests, not reported herein, are also carried out to 
study the influence of a small yaw angle (jJ = 5 ) or 
to detect induced transition. 

For the heat transfer measurements, because of 
short measuring time, the thermal penetration depth 
can be generally considered small , as compared to the 
local radius of curvature, almost everywhere on the 
model surface: therefore the lD semi-infinite wall 
thermal model can be applied. This model correlates 
the time history of the measured wall temperature Tw 
to the net exchanged heat flux Q by the relationship: 

Q (t)= Q(t)- Q (t) 
c r 

= j ~~C 8 ks [ q, ~) + 
1t v t 

} J I!/> (t) - !/> (À) l 
- d).. (1) 
2 (t - ;.i /2 

o 

where ps,cs and ks are the mass density, the specific 
heat and the thermal conductivity coefficient of the 
model material, respectively; t is time; q, is the 
temperature difference Tw(t) - Twi, _Twi bejng tqe 
initial value of the wall temperature; Q = Qc - Qr 
represents the difference between the convective heat 
flux and the radiative one. 

ln order to implement the thin-film technique 
with the infrared thermography, the acquisition of a 
time sequence of thermal images is needed. To 
synchronize such an acquisition with the standard 
measurement system of CEAT tunnel, the externa! 
triggering facility of the TIC board is used. Thermal 
data are stored in the computer high speed storage 
unit and subsequently processed to reduce them into 
heat transfer coefficients by means of the 



particular, the 
evaluated using an 

for aerospace 

problem-oriented software. ln 
integral of eq. (1) is numerically 
algorithm generally accepted 
applications (Cook, 1966). 

The adiabatic wall temperature Taw distribution 
on the surface could be measured by means of the sarne 
thermographic technique. However, this is not done 
during the present tests. Other methods to evaluate 
Taw have not been applied because believed 
inaccurate. Thereafter the dimensionless heat 
transfer coefficient (Stanton number) is generally 
defined by making use of the stagnation temperature 
To: 

St (2) 
pc V ( T - T ) 

p o w 

wbere p, cp and V are the mass density, tbe specific 
heat at constant pressure and tbe velocity of tbe 
free stream, respectively. 

it has to be pointed out that during tests it is 
not possible in practice to precisely set stagnation 
pressure and temperature at pre-fixed values. As a 
consequence, a certain spread of Reynolds number 
{arou.Ôd the nominal value of Re == 106

, corresponding 
to assume tbe main ellipsoid major axis, L = 60mm, as 
~be characteristic lengtb) is found . Since for a 
laminar boundary layer Stanton number is proportional 
to tbe reciprocai of the square root of Reynolds 
number, measured St v alues are slightly corrected to 
reoort them to the nominal Re value by means of the 
reiationsbip: 

St 6 
Re=IO 

St mea s ured 

[ 

Re 

measured l O 6 
(3) 

RESULTS 

Flow visualizations. The thermogram shown in 
Fig. Jrefers to tbe temperature map recorded over 
the leeward side of the double ellipsoid model, 
placed at 25 incidence, 2.08s after model injection. 
Tbe higbest aerodynamic beating is reached at model 
nose (not completely included in tbe tbermogram) as 
is shown by tbe wbite over-satured region. However 
the model contour is still detectable because, due to 
the higb view angle (between. tbe body loca~ no.rmal 
and tbe camera axis) of th1s zone, the direchonal 
emissivity coefficient becomes very low tbere. 

Starting from the nose zone, the sequence of 
curved narrow bands of different gray levei denotes 
the corresponding steep decrease . of. temperature whi?h 
is evident almost up to the begmmng of the cockp1t. 
Tbe outer light gray levei curved line (where 
temperature attains local mínima), wbich is visible 
around the upper ellipsoid, corresponds to the maio 
detachment line which is placed upstream of the 
junction lower ellipsoid-cockp~t ~nd "':hich is 
distinct from the detachment tine (mner hgbt gray 
levei line) caused by the cockpit itself (Da Costa, 
1987). . 

On tbe cockpit the flow reattaches on its fore 
part, where temperature rises .up to a local maximu~ 
(white over~satured area), while on the rear part 1t 
separates again within the ligbt gray zone wbich has 
borsesboe shaped contoured lines. At tbe cockpit 
right limb, on the symmetry axis, the flow reattaches 
and temperature attains the local maximum shown by 
tbe dark spot. 

Fig. 2 shows the windward side temperature map 
for the sarne flow conditions but angle of attack o: == 
30 . ln this case the model is placed in the tunnel 
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in sucb a way that its nose goes away from tbe tunnel 
axis with respect to tbe IR scanner. As a 
consequence, the edge zones toward the model tip , 
having a very high curvature, are scanned with a view 
angle which can become very high; hence, the actual 
NORCOAT emissivity coefficient falls down to very low 
values there and the model size appears to be 
reduced, mainly in the nose area. 

The continuous streamwise decrease of 
temperature from the nose, which is evidenced by the 
succession of bands of different gray leveis, has to 
be correlated to the laminar boundary layer 
development over the model. The increase of 
temperature at the dark area on tbe rear part of 
model can be interpreted as due to a natural boundary 
layer transition (Da Costa , 1987). No difference is 
found about the temperature maps recorded on the 
windward side of the double and simple ellipsoids . 
For this reason in the following, data will be just 
referred to as ellipsoid windward side. 

ln order to exploit the IRSR capability of 
detecting an induced transition and to visualize the 
streamlines over the model surface, a few ad hoc 
tests are performed by using trip wires, 0.5mm high, 
0.22mm in diameter, which are placed on the ellipsoid 
windward side 30mm away from the nose at 5mm steps. 
The effect produced by the trip wires for o: = 30 is 
visualized by the white stripings downstream of the 
transversal light gray line of the tbermogram 
reported in Fig. 3, where the transition trips are 
approximately located. The perturbation introduced in 
the flow seems to damp out in tbe model lateral zones 
where fluid particles, following curved divergent 
pathlines, accelerate. On the contrary, around the 
symmetry axis tbe flow becomes unstable and the 
occurrence of turbulence seems evident in the bot 
spot (light zone) located close to the trailing edge. 

Both tbermograms of Figs. 4 and 5 sbow the side 
view of the tested double ellipsoid for o: = 30 , the 
former being obtained by setting a scanner measuring 
temperature range much bigher tban the one used in 
acquiring tbe latter . As a consequence, thermogram of 
Fig. 4 gives a detailed information about tbe 
aerodynamic heating mainly on tbe lower ellipsoid, 
due to the bigher temperature attained tbere. The 
temperature field recorded on tbe cockpit appears in 
tbis case substantially flat except at tbe above 
mentioned reattacbment zone. The dark region 
extending in tbe direction of the principal axis of 
tbe ellipsoids corresponds to tbe cockpit-lower 
ellipsoid junction, wbere the model seems colder 
mainly because of tbe directional emissivity effect. 

On tbe contrary, a wide region over the lower 
ellipsoid is over-satured (white zone) in tbe 
thermogram of Fig 5. ln this last figure tbe steep 
temperature gradient, from white to ligbt gray , on 
the lower ellipsoid precedes the main separation 
upstream and around tbe cockpit, as also observed by 
means of tbe oil film visualization (Aymer de la 
cbevalerie, 1990). Tbe secondary separation on the 
initial part of tbe cockpit is clearly indicated by 
tbe bigh temperature gradient, from wbite to light 
gray. Moreover, the slight temperature rise on the 
tbe rear part of the upper ellipsoid (light gray 
region) refers to the flow reattacbment downstream of 
the horseshoe shaped separation line. Such an 
interpretation also agrees with the oil film flow 
visualization of Aymer de la Cbevalerie (1990). 

The thermogram of Fig. 6 refers to the leeward 
side temperature map over the double ellipsoid model 
for o: = 35 . A substantial difference of tbe location 
and shape of the main detachment line, as well as of 
tbe extension of the reattachment zone on the 
cockpit, both due to the bigher angle of attack, is 
evident by comparing this thermogram to the one of 
Fig. 1. 
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Aerodynamic heating measurement. Heat transfer IR 
distribution, obtained by means of the thin-film 
technique, are validated by analogous data obtained 
from measurements with the thin wall stainless steel 
(simple ellipsoid) model (reduced by means of tbe 
thin-skin technique (Aymer de la Chevalerie, 1990)) 
and from 3D computational solutions (Argyris, 1990; 
Riedelbauch, 1990). Fig. 7 reports sucb a validation 
as far as the streamwise Stanton distribution in the 
symmetry plane (windward side for a = 30 ) is 
concemed. Star symbols represent thermocouples 
thin-skin data, while the continuous line refers to 
the IR thin-film data. Note that in this latter case 
data are cut off in the nose region for X :5 -41 mm 
because they are meaningless ; in fact, due to the 
high angle of view , the directional emissivity 
coefficient becomes uncertain near the model nose . As 
already mentioned, the X scale is corrected with 
respect to the draft image to account for model 
geometry and incidence. 

With reference to Fig. 7 it has to be pointed 
out that IR and thermocouples data are taken in tbe 
very sarne flow conditions; nevertheless, in the 
latter case, being the stainless steel thermal 
conductivity relatively high, the wall temperature 
used in evaluating Stanton number is only slightly 
higher (i.e. about 30 C) than the ambient one at 
which model is injected into test section. On the 
contrary, in the case of NORCOAT, due to its 
relatively low thermal conductivity, the surface 
temperature rises up to a few hundreds C. Therefore, 
in order to compare IR and thermocouples heat 
transfer data, it is necessary to reduce both to the 
standard definition of Stanton number (herein 
indicated as St 1 ) , which is based on the local 
adiabatic wall temperature of the stream. This last 
is computed by means of the relationship: 

T.w = To[ ~: (1-r) + r ] (4) 

where r is the recovery factor and Te is the local 
temperature at the boundary layer r,qge. To reduce 
data of Fig. 7 it is assumed r = Pr 1 (laminar flow) 
and, in order to evaluate Te/To, local Mach number is 
drawn from inviscid 3D numerical solution of 
Radspiel (1990). 

The agreement between thin-film and thin-skin 
data seems quite satisfactory. However, the location 
of St minimum (which is followed by the rise 
attributed to boundary layer transitíon) is sligbtly 
moved upstream in tbe case of stainless steel model. 
The origin of this discrepancy is unknown. lt may be 
due to tbe different roughness of the two tested 
models or, more likely, to an influence of the wall 
temperature upon boundary layer transition. Usually 
wall cooling has a stabilizing influence. However, in 
Vignau (1989) it is sbown that for supersonic Mach 
number and Tw/Taw = 0.4 one can observe situations 
where wall cooling bas a destabílizing influence. 
Therefore, it is perhaps possible to bave tbe 
transitíon point on the thin-skin model at Tw = 300 K 
moved upstream witb respect to tbat on the NORCOAT 
model at Tw = 450 K. 1t is clear tbat more 
investígations are needed and that one must be very 
cautious about this point at present. The two 
reported numerical distributions also sbow a very 
weak rise of St 1 in the region under discussion. 

The iso-Stanton number contour map taken over 
tbe leeward side of the simple ellípsoid at 30 
incídence is shown in Fig. 8. Note that in tbis 
figure and following, Stanton number is defined in 
eq. (2) . Note that IR heat transfer measurements 
allow one to detect a St peak locate slightly 
upstream tbe X-Y axes origin, whicb is due to tbe 
flow reattachment. Fig. 9 reports tbe comparison of 
Stanton number measurements made by means of IR 
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camera and thermocouples in tbe sarne testing 
conditions of Fig. 8. ln this circumstance also the 
comparison is quite satisfactory, except as far as 
the location of tbe reattacbment region is concemed, 
which is mainly influenced by the downstream boundary 
conditions witcb depend upon the two used sting/model 
configuration. 

ln fact, it has been found that tbe flow in tbe 
separated region on tbe model leeward side is 
generally not well established, strongly depending on 
the sting system being used [15]. ln particular, the 
use of different configurations has revealed very 
different wali streamlines patterns and pressure 
distributions , as well as a different sbock wave 
strength (examined by means of schlieren 
visualizatíon) in front of the double ellipsoid 
canopy. 

Fig. 10 shows a typical map of iso-Stanton 
contours measured over the double ellipsoid leeward 
side, namely for a = 3ü . The streamwise 
distributions of St number over the leeward side of 
this last model are finally reported in Fig. 11 , for 
incidences of 25 , 30 and 35 and P = O . lt has to 
be emphasized that present IR data are practically 
the only one experimentally available for M = 8.15 as 
far as the double ellipsoid leeward side is 
concerned. The locatíon of relative miníma 
(corresponding to separation in front of the cockpit 
at about X = -35 mm) and maxima (reattachment on the 
cockpit, X = -25mm) appear practically independent of 
the angle of attack, within the accuracy of the 
present measurement system. St peak slightly 
increases with increasing incidence. The following 
relative miníma and maxima correspond to the already 
mentioned separation and reattachment on .tbe rear 
part of the cockpit. Their location moves upstream 
with increasing the angle of attack. 

The numerical solutions on the leeward side (not 
reported herein) sbow a remarkable spread of data. 
The secondary flow reattachment on the cockpit is not 
detected. 

CONCLUSIONS 

The Infrared Scanning Radiometer is used to 
measure the aerodynamic heating over model surfaces 
in the blowdown hypersonic wind tunnel H210 of CEAT 
(Poitiers). IR thermography is also used together 
with the oil film technique to investigate the flow 
field behavior. 

Experimental tests are performed on simple and 
double ellípsoid models at Mach num.P,er of 8.15 and 
unit Reynolds number of 1.67 x 10 /m for angles of 
attack of 25 , 30 , 35 Models used for 
thermographic tests are made of solid NORCOAT and the 
thin-film technique is used to reduce temperature 
data into the heat transfer (Stanton number) 
coefficient. 

Quantitatíve St distributions are compared with 
experimental data obtained on stainless steel thin 
wall models and numerical results. Flow field 
behavior, drawn directly from thermograms or from 
iso-St contours, well agree witb oil film surface 
flow visualizations presented in Aymer de la 
Chevalerie (1990). For both quantitatíve and 
qualitative results, IR data well agree with other 
reference data. Moreover, as far as heat transfer 
distributions over the leeward side of the double 
ellípsoidal body are concemed, the present 
measurements seem to be the only ones available. 
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~E SUMO 

O presente trabalho, que utiliza conceitos de Linhas de 
Transmissão, descreve a modelagem, por analogia elétrica, via 
técnica de parâmetros distribwdos, a resposta de sistemas de 
medida de pressão expostas a perturbações acústicas periódicas. 
Recomendações são apresentadas para a seleção do comprimento 
adequado do tubo que interliga o transdutor à tomada de pressão. 

INTRODUÇÃO 

O presentr- tr·aba 1 ho ana 1 i sa fenômenos 
assoc ·i ..s.dos à mediçâ·o de ~Jressão em dutos, na 
presença de perturbações acústicas 
periódicas. Nest;as circunst.!l ncias, o 
comprimento do tubo que conecta a tomada de 
pressão ao trans dutor· de pre .s~>ão pode 
inflwnciar o valor da pressiJ o ind ·icada e ns 
técnicas convencionais para medi ç~Yo do 
pressão não se qualifi c am, podendo, 
inclusive, conduzir a resultados 
completamente errô neos. Problemas semelhante!s 
podem ser encontrados na medição de ~ ~ ressào 
em artérias, compressores, turbo-máquinas, 
túneis de vento, em reservatórios, tubulaç õ es 
etc. 

Embora este assunto tenha sido objeto de 
diversas investigações ( Benson, 1966; 
Hoseley, 1966; Benedict, 1969}, o tema, 
entretanto, refere-se ainda a um problema não 
completamente resolvido e constitui motivação 
de interesse atual (Cheremisinoff, 1988; 
Jianwei et al., 1990). 

Os resultados experimentais obtidos para 
o escoamento de ar no interior de um duto de 
seção circular, são confrontados com os dados 
provenientes de uma modelagem via parâmetros 
distribuidos, que permite estudar a 
influência do tubo de conexão na pressão 
indicada pelo transdutor. Utilizando 
conceitos de linha de transmissão, o trabalho 
explica a origem e os erros sistemáticos 
inerentes à técnica de medição. 

DESCRIÇÃO DO FENôMENO 

Medições 
periódicos, 
descri tas, 

de pressão 
submeti dos às 

demandam cuidados 

em 

especiais. 

escoamentos 
comp 1 ex i dadfJS 

e técnicas 

No contexto de um outro trabalho 
(Almeida, 1992), experimentos realizados com 
o intuito de determinar a interação entre 
perturbações acústicas e um escoament;o 
turbulento, confirmam que as medições de 
pressão são fortemente afetadas pelo diâmetro 
da tomada de press~lo, pelo comprimento l da 
tomada de pressão, pelo comprimento L do tubo 
que interliga a tomada de pressão ao 
transdutor e pela freqüência e amplitude da 
onda de perturbaç~o. Estes efeitos espúrios 

obviamente tendem a desaparecer em 
escoamentos em regime permanente. 

Um estudo paramétrico dos diversos 
fatores QUEl interferem na determ·i nação da 
pressão no escoamento periódico bem como uma 
modelagem do sistema foram implementados e 
descritos por Almeida et al. (1992). O 
presente trabalho propõe um modelo que 
permite analisar a influência do comprimento 
do tubo de conexão na pressão indicada pelo 
transdutor, quando submetido a um escoamento 
periódico, conduzindo ao comprimento do tubo 
adequado a ser utilizado. 

Aparato Experimental. A figura 1 ilustra 
o aparato experimental e a instrumentação 
utilizada. Um túnel de vento em circuito 
aberto, cuja seção de teste consiste num duto 
de seção circular de 3000 mm de comprimento e 
S0,8 mm de diâmetro interno, precedido de uma 
câmara de estabi 1 i zação, onde são 
introduzidas as perturbações acústicas, é 
utilizado para produzir o campo ' de pressãq 
objeto de estudo. 

cl•AIUI 01 /' 

ltfA.U.IIAGlo 

/&I,TO• P&LAIIITI 

TO•.t,D.t.t 
Ot ~'•tnlo:! 

FIGURA 1. Esquema geral do aparato 
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As freqüências das perturbações 
acústicas utilizadas correspondem às 
fr·er~üências de ressonância naturais do 
sistema túnel de vento-seção de teste. A 
intensidade da perturbação é caracterizada 
pelo valor eficaz (rms) do sinal senoidal 
utilizado como fonte de perturbação. 

Um micromanômetro de preci~~o. descrito 
por Frota (1987) e um transdutor de pressão 
capacitivo de alta resolução foram utilizados 
para intercomparação das medições. 

Tubus de diferentes comprimentos e 
diâmetros instalados na posição x/L = 0,18 (x 

d 
denota posição longitudinal de medida ao 
longo do duto a partir do acoplamento com o 
túnel de vento; Ld denota o comprimento do 

duto), foram utilizados para produzir as 
variações geométricas das tomadas de pressão, 
conforme ilustrado na figura 1. 

Efeitos Espúrios na Medição de Pres&jo 
em Escoamentos PeriÓdi co-5-.----P-erturbações 
acústicas senoidais, -na freqüência f= 112 Hz 
(correspondente ao primeiro harmônico do 
duto) e amplitude variável,foram introduzidas 
no duto. Esta freqüência refere-se à situação 
em que os efeitos de varia<;ão de pressão são 
mais intensos. A pressão foi então medida 
para diversas combinações de geometr·ia da 
tomada de pressão, comprimento do tubo de 
conexão e dois tipos de transdutor. As 
figuras 2 a 4 ilustram os resultados obtidos. 

2~.00 .,-----------------,.---, 

20.00 

1''·00 
~ 
g 
': 10.00 
à: 

~.00 

o.oo~ 'i',,,,,,,, I 
5.00 10.00 15.00 20.00 
Valor ofoc:az da tonaêio no toÍda da Ampld oc:oó« M 

'U1J1JU> S.nsor C.apacilivo (0 • 0.!5 111111) y • 0.75 X- l.ZS 
u..t.u MicromanOmet.ro (0 • O. !5 11\111) y • O.~ X - 1. e4 
q22~ S.nsor C.apac1t.1vo (0 • 1.0 11\111) y • 0.80 X - 1.1Q 
·~u Micro..nO-t.ro (0 • 1. O 111111) y • O, !57 X - Z. m 
~~ S.nsor C~p.acit.ivo (0 • Z.O 111111) y • 1.47 X- 1.41 
'U..ll.l MicromanOmet.ro (0 " 2. O 111111) y a 0 . 155 X - 2 . 8Z 

FlGURA 2. ComparaçXo dos valores de pressXo medidas at.ra~ 
do MicromanOmetro • Sensor Capacilivo para 
diferen~es geome~rias de tomada de pressSo. 

Em cada um destes gráficos, a pressão é 
medida em função da amplitude da perturbação. 
Os pontos experimentais foram ajustados ·por 
retas traçadas via método dos minimos 
quadrados. 

As figuras 2 a 3 ilustram a influência 
da geometria das tomadas de pressão no 
comportamento do sistema. Para as situações 
investigadas, a análise da figura 2 (que 
reporta ressultados obtidos por dois 
transdutores de pressão) indica que o 
diâmetro da tomada de pressão afeta o valor 
da pressão indicada no transdutor. 

Utilizando-se tomadas de pressão de 
diferentes comprimentos e diâmetro interno de 
1 mm, foram obtidos os resultados ilustrados 
na figura 3, permitindo concluir-se que a 
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FlGURA 3. Influ•ncia do compri .. nt.o da t.omada de pressXo CD 
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FIGURA 4. Variaç~o da pre55~o em runçSo do j 

compr i ment.o do t.ubo de conex.ll:o C L ) . I 
pressão registrada no transdutor variaJ 
inversamente com o comprimento da tomada de l 
pressão, podendo atribui r-se esta variação à l 
dissipação viscosa (Almeida, 1992). \ 

A figura 4 i lustra a varia1;ão da pressão\ 
em função do comprimento L do tubo de conexão I 

que interliga o transdutor à tornada de ! 

l 
l 

pressão. 

Os efeitos espúrios decorrentes da 
geometria da tomada de pressâo e da natureza 
do transdutor foram descritos com sucesso em 
outro trabalho (Almeida et al., 1992) com 
base numa modelagem proposta via técnica dos 
parâmetros concentrados. Entretanto, devido à 
natureza intrinseca do fenômeno, este modelo 
é incapaz de descrever o efeito ilustrado na 
figura 4 que explicita a influência do 
comprimento do tubo que interliga o transutor 
à tomada de pressão. Para tanto, propÕe-se, 
no âmbito do presente trabalho, um modelo 
baseado na técnica de paramentros 
distribui dos. 

MODELAGEM DO SISTEMA DE MEDIÇÃO DE PRESSÃO 
-INFLUÊNCIA DO COMPRIMENTO DO TUBO DE CONEXiO 

Os dados ilustrados na figura 4 foram 
obtidos através de um microfone capacitivo, 
fabricado pela Brüel & Kajaer (capacitância 
C= 19,6 pF), instalado na extremidade de um 
tubo de conexão (tubo de latex de 4 mm de 

1 



diâmetro interno), utilizado para produz1r o 
efeito desejado. Embora não apresentado neste 
trabalho por 1 imitação de espaço, efeito 
similar foi detectado utilizando os dois 
transdutores ·de medida descritos 
anteriormente. 

A análise da figura 4 indica que os 
valores de pressão apresentam pontos de 
máximo que se repetem periodicamente em 
função do comprimento do tubo de conexão. 
Ainda na mesma figura, verifica-se que os 
pontos de mínimo e de máximo estão separados 
por uma distância constante, correspondente 
\ /4 ~ 60 cm ( \ denotao comprimento de onda). 

Blake (1983) analisa o fenômeno de 
maneira simplificada considerando o tubo de 
conexão como um tubo fechado numa extremidade 
e aberto na outra (tomada de pressão), onde é 
induzida uma onda senoidal. Nesta situação 
haverá ressonância nas condições previstas 
pela equação: 

L 
c ( 2m - 1 ) 

= 
4f = 

\ 
' \ 2m - 1 ) 

4 
( 1 ) 

sendo m = 1,2,3 ... , "c" a velocidade do som 
no meio e L o comprimento do tubo de conexão. 
Mantendo-se constante a freqüência e 
variando-se o comprimento do tubo de conexão, 
ocorrerá ressonância quando o comprimento do 
tubo for múltiplo do comprimento de onda e, 
nesta situação, a pressão indicada no 
transdutor (P ) pode ser mais elevada que o 

M 

valor P na entrada do tubo. 
<.:.• 

A seguir apresenta-se o modelo 
matemático que descreve o tubo de conexão 
comportando-se como uma linha de transmissão. 

Modelo Matemático. O presente modelo 
inspira-se na formulação de Latimer (1967) 
que aplica-se à propagação de ondas em 
catéteres e que permite o acoplamento de 
diferentes transdutores de pressão. 

A figura 5 ilustra o diagrama 
simplificado do sistema de medição de pressão 
e da analogia elétrica proposta para analisar 
o tubo como uma linha de transmissão. Esta 
abordagem facilita a análise, que seria 
extremamente árdua por meio de técnicas 
convencionais. 

~ ~~ r, 
I 

• t •• L 
j TrO"'Iduter 

R, 

·L··= 
LI.M.I DI "=--I T"MII ....... M 

z .••rnp•dar.cio --.:~ . v. 
OQP90itl ... 

:-1 
FlGURA ~- Diagrama do sis~ema • analogia •l•trica 

O transdutor de pressão é modelado 
sua impedância, Z = -j/( <.·.l C) 

t t 
O tubo de conexão é modelado 

técnica da analogia elétrica através 
seguintes parâmetros distribuídos: 

pela 

pela 
dos 

R =8rr ,u 
L 

resistência por unidade de 

comprimento, devido à viscosidade do fluido; 

indutância por unidade de 

259 

comprimento, devido à inércia do fluído; 

C~= 1/(K A L) : capacitãncia por unidade de 

comprimento, devido ~ compressibilidade do 
fluido e à complíância das paredes do tubo 
de conexão. 

G = 6 w C condutã nc i a por unidade de 
L L 

comprimento; 
Nestas expressões A denota a área 

seccional do tubo, ~ a viscosidade dinâmica, 
K o módulo de elasticidade volumétrico, ó 
a constante de atenuação e w = 2nf. 

Não ocorrendo perdas por dissipação, 
R = G = O L L • 

A impedância de uma linha de transmissão 
infinita é denominada impedância 
caracteristica e, se a freqüência for 
elevada, é expressa pela raiz quadrada do 
quociente entre L e c . 

L L 
Embora não trivial, a manipulação das 

expressões acima e das leis da eletricidade 
aplicadas ao circuito ilustrado na figura 5 
permite consolidar o modelo que analisa o 
tubo de conexão comportando-se como linha de 
transmissão (detalhes do desenvolvimento 
estão disponiveis em Almeida, 1992). Karakash 
(1950), apresenta uma relação para a 
determinação da voltagem numa linha de 
transmissão, em cujos terminais está ligada 
uma carga de impedância Z: 

v 
out 

v = 

t 

cos (IL ( 2) 

nesta expressão ,15 denota o número de onda. Se 
v.J L » R o número de onda é calculado pela 

1 / 2 
expressão (i' = ·:il ( LL CL ) · . o modelo proposto 

permite caracterizar a resposta v do 
ou L 

sistema (por analogia, a pressão indicada no 
transdutor) submetido a uma solicitação v 

conforme caracterizado na figura 5: 
O sistema prevê ressonância na 

cotg O L = w C Z 
L O 

t n 

condição 

Verifica-se que para 
C (ou C desprezi vel) o 

um elevado valor de 

t L 
termo v.J c Z 

torna-se predominante, 
efetuar uma correção na 
levar em consideração 
e = arctg ( w c z ) . 

t o 

o 

sendo 
equação 
ângulo 

INTERPRETAÇÃO DOS RESULTADOS 

l o 
necessário 

(2) para 
de fase 

Os resultados ilustrados na figura 6 
foram obtidos com o auxilio do microfone 
acima descrito, instalado em uma tomada de 
pressão de diâmetro 1 mm e comprimento 30 mm, 
exposto a uma propagação de onda de 
freqüência 128Hz (w = 704 rad/s). 

Com base no modelo e nas caracteristicas 
fisicas e geométricas do sistema, foram 
calculados os parâmetross da linha de 
transmissão apresentadas na tabela I. 

Baseando-se nos resultados da tabela I 
obtem-se, da equação ( 2): 

v 
oul 

v 
t.n 

= [ cos(2,83L + 1,57) 

- 569 sen(2,83L + 1,57)]-i (3) 
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e os resultados experimentais 
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Utilizando o modelo proposto por Blake 
(1983), expresso pela equação 1, pode-se 
estabelecer uma comparação (Tabela II) com os 
resultados experimentais obtidos, 
evidenciando um desempenho insatisfatório do 
modelo, em contraposiç ão à boa concordância 
obtida com o modelo proposto no presente 
trabalho. 

CONCLUSõES 

O modelo proposto, desenvolvido à luz do 
conceito de linha de transmissão, provou-se 
adequado para analisar o efeito do 
comprimento do tubo que interliga o 
transdutor à tomada de pressão. A análise do 
modelo permite concluir que a resposta do 
sistema medidor de pressão é satisfatória .se 
o tubo de conexão for utilizado com 
comprimentos inferiores a 1/4 do comprimento 
da onda da perturbação acústica imposta. 

Tabela 2 . Pontos de reeoonlncla obtidos pelo equeçlo 1. 
Comparoçlo com roaultoooa exoarlmantolo. 

L L 
m (mi <m> 

I:QUAÇilO a EJCPE81WJ:MYAL. 

1 0,65 0,60 

~ 1. 95 1 ,60 

3 3,25 2. 70 
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ABSTRACT 

The present work, based upon 
Transmission Line concepts, describes the 
modeling of the response of measuring 
pressure systems exposed to periodic 
perturbations. Thecnical recomendations are 
provided leading to the adequate lenght of ~ 
the tube which conects the tranducer to the ~ 
wall pressure taps. ~ 
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SUMMARY 

~h e thin ra_dial-jlow lay_er formed by a free-surf'!ce liquid jet impinging normally against a jlat surface 
was studzed expenmentally usmg laser-Doppler veloe~metry to mak.e velocity and turbulence measurements 
across t~e layer dept~. f!'or radiallocations of less than 2.5 nozzle diameters, the velvcity profiles showed that 
the max1mum veloctty 1n the layer occurred very near the plate, contrary to the assumption common to 
~nalyttc~l treatments that the velocity .outside the boundary layer is everywhere equal to the pre-impingement 
Jet velocuy. Turbulence wasfound to mcrease near the plate, and an apparent transition to turbulentjlow was 
documented. 

NOMENCLAIURE 

1d v fluid kinematic viscosity 
nozzle diameter 

It is clear from the preceding discussion that direct experimental mea­
surements of the flow structure would provide valuable assumption valida­
tion and insight into the nature of the radiallayer flow of an impinging 
free-surface liquid jet. The objective of this study was to experimentally 
explore this region of the jet flow field by measuring velocity and turbu­
lence pro files across the depth of the radially spreading liquid layer. 
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38. h local radial-flow layer thickncss 
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Q 
r radial coordinate measured from the stagnation point 
Re Reynolds number, 4Qhwd 

local mean velocity in the radial direction h u 
ii 
u 

spatial average radial velocity at given r-location, _!_ J u(z)dz 
local mean surface vclocity on liquid layer h 0 

u' local RMS fluctuation in the radial direction 
U' local RMS fluctuation in U 
Yj average jet exit velocity 4Qhtd2 
z axial cooi'dinate measured from the impingement plate 

!NTRODUCfiON 

Impinging jets are characterizcd by unusually high transfer coeffi-
cients near the stagnation region. For this reason, they have found wide 
application in a variety of industries. They are used in the glass and metal 
industries for cooling, and in the paper and textile industries for drying, 
and f~r thermal control of high heat flux electronic equipment. Any 
analytJcal treatment of the heat transfer under an impinging liquid jet relies 
upon assumptions about the flow. For the radial flow region of an 
impinging jet, many of these assumptions remain unsubstantiated by 
experimental evidence. The objective of this research is to experimentally 
7ha~ac~erize the radial .flow region of an axisymmetric free liquid jet 
1mpmgmg normally agamst a flat surface by measuring local velocity and 
turtmlence leveis in the layer. 
. . While the flow structure for submerged jets, in general, and for ai r 
Jets m particular, has been studied extensively in the literature for the cases 
ofboth impinging anda non-impinging jets, free-surface liquid jets have 
received comparatively little attention. Watson (1964) appears to have 
been ~e ?~t to examine ~alY?cally the laminar and turbulent radial spread 
of a l!q~~~ Jet ove~ a flat lffipmgement surface out to, and including, the 
hydraul1c JUmp usmg boundary layer theory. The flow was considered in 
four regions, and a similarity solution was developed of the form u = 
U(r)f(ll) where ll = z/h(r), h( r) is the locallayer thickness, and f is the 
s~nlil~ty function. Turbul~nt flow was also considercd using an eddy 
VISCOSlty model and proceedmg analogously to the development for lami­

i c nar flow. The flow of a planar liquid jet was discussed as well. 
r e 
::lf 
h e 

Subsequent investigations have studied liquid jets both experimentally and 
analytically (Nakoryakov et al., 1978; Thomas et al., 1990a; Thomas et 
ai., 1990b; Rahman et ai., 1990a, 1990b; Rahman et ai., 1990c; Liu and 
Lienhard, 1989; Carper, 1989; Azuma and Hoshino, 1983; Hung, 1982; 
Olsson and Turkdogan, 1966). However, none of these studies have 
characterized the flow structure under such jets. 

. .Re~ently, Stevens and Webb (1992) reported free-surface velocity 
d1s~nbuuons, U(r), from an impinging liquid jet with laser-Dopplcr ve­
locimetry. It was found that the free-surface velocities of the radiallayer 
flow would collapse to a single band independent of nozzle size and flow 
rate when plotted in dimensionless coordinates, UNj versus r/d. This 
band w~ co~lated to ±20% by a parabola matched wii.h a straight line in 
two radial reg10ns. The band of correlated velocities contained a maxi­
mum at r/d = 2.5. Thc study, however, reported no velocity data inside 
the liquid laycr. 
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METHOD AND EXPERIMENTAL APPARATUS 

The impinging jet was formed in a closed loop system containing a 
p~mp: flo:-v meters, a nozzle, and apparatus for collecting spent water and 
d1rectmg 1t back to the pump. The pump was a Teel model 2P019 with 
maximum capacity of 53 lpm at 0.069 MPa and 7.6lpm at 1.1 MPa. A 
bypass was included in order to allow the pump to operate at optimal con­
ditions wllile maintaining the jet at the desired flow rate. The flowmeters 
were King Instrument Co. K72 series rotameters with a combined mea­
surement range of 0.38 to 45.6 lpm (0.1 to 12 gpm) with uneertainty of 
0.038 lpm for flow rates less than 3.8 lpm and uncertainty of 0.38 lpm for 
flow rates greater than 3.8 lpm. The average jet exit velocity was calcu­
lated from the flow meter readings and the known nozzle diameter. The 
flow loop is described in greater detail in Stevens (1991). 

Liquid velocities were measured with a TSI laser-Doppler velocimeter 
using a Spectra-Physics 5 Watt Argon-Ion laser. The optics were config­
ured for backscatter operation, as illustrated in Fig. 1. Only one compo­
nent of the veloeity was measured in this study, using the 488 nm (blue) 
line of the laser. The optical train included a field stop system with an 
aperture of 0.20 mm. A 120 mm focal distance lens was used with beam 
exp~sion to provide a measurement volume with a calculated size of ap­
proximately 0.16 mm x 0.03 mm. Coarse measurements indicated that, 
for the power settings and flow situations of this study, the actuallength of 

d--~ 
free surface 

liquid jet 

LDV optics 
train and 

photodetector 

120 mm 
F.L. lens 

Computer-controlled 3-D traversing --~ 
table, 0.1 mm positioning resolution ~ 

LDV proba volume 

lloat glass 
implngement plate 

1/1 O wave front 
surface mirror 

Fig. 1. Schematic diagram of experimental apparatus. 
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the major axis was approximately 0.3 mm for this configuratiOn. 
Photodetector output was processed by a TSI modell980B signal proces­
sor operating in continuous data collection mode. Frequency shifting at 
one MHz was employed to improve the data rate and minimize fringe bias. 
An Epson Equity III+ microcomputer was used to process and store the 
data. Typically, three to five thousand instantaneous velocity points were 
used in determining the local mean and RMS velocity. The measurement 
volume was moved relative to the stationary experimental setup by moving 
the entire LDV system on a three-axis traversing table with ±0.1 mm reso­
lution in each direction. 

A tenth-wave, front surface mirror was used to reflect the laser beams 
from below through a glass impingement plate so that the measurement 
volume was positioned inside the liquid jet. The flow was seeded with 
milk at a very low concentration. The concentration was deliberately low 
so that measurements could be taken well above the impingement plane 
without interference from excessivc light scattering through the fluid. The 
radial coordinate was established for each measurement configuration (Re 
and d) by initially positioning the measurement volume to one side of the 
jet centerline, then taking closely spaced velocity measurements as the 
LDV diagnostic volume was traversed radially across the centerline. The 
stagnation streamline (r= 0) was then determined by interpolating to locate 
the point where the measured velocity was exactly zero. Velocity profiles 
were measured across the liquid layer at each radiallocation by initially 
positioning the measurement volume as close to the plate as possible, then 
making measurements in a line normal to the impingement plane. 

The nozzles consisted of pipes of sufficient length so that the turbu­
lent pipe flow was fully developcd at the nozzle exit. The nozzle-to-plate 
spacing was maintained atone nozzle diameter for all cases except the 23.0 
mm nozzle, for which it was three-quarters of a nozzle diameter. 
Maximum uncertainty in the average jet velocity (measured with the 
flowmeters) is estimated to be 7%. Uncertainty in the local velocity mea­
surements (measured with the LDV) is estimated to be less than 4%. 

Measurements were made over a range of nozzle diameters and flow 
rates.' Nozzle diameters used in the study ranged between 7.6- 23 .0 mm 
i.d., and flow rates were between 0.5 - 25 lpm. These nozzle sizes and 
flow rates were used in combinations to provide an approximate Reynolds 
number range of 2,600- 53,100. 

RES UL TS AND DISCUSSION 

Me;u;urement Procedure. There were numerous problems associated 
with taking data in Lhe radial layer flow at r/d > 0.5. The layer was very 
thin, so even though lhe measurement volume length was estimated to be 
only 0.3 mm, in some instances only one or two independent (non-over­
lapping) measurements could be made through lhe thickness ofthe liquid 
layer. Furthermore, it was virtually impossible to determine when lhe 
measurcment volume had penetrated Lhe free-surface as lhe table was tra­
versed vertically. This was because the air-water interface reflected Lhe 
measurement volume back into the liquid layer as the interface was 
reached. Finally, a large zero-velocity spike was observed in lhe velocity 
histogram as Lhe air-water interface was approached. This was also due to 
Lhe backward scattering of Lhe laser beams from lhe interface which effec­
tively positioned Lhe reflected measurement volume at the stationary wall. 
The problem of locating the free surface was also encountered by Azuma, 
et ai. (1983), and is described in great detail in their paper. ln that refer­
ence, however, Lhe layer was much thicker and the interface was appar­
ently smoother so that a change in the data rate could be used to ascertain 
when Lhe measurement volume had reached the free surface. For this 
study, other methods were employed. ln order to remove lhe zero-velocity 
spikc from lhe collected data, a histogram was plotted for each velocity 
measurement as demonstrated by Fig. 2. The extent of Lhe zero velocity 
spike was determined, and those data with Doppler frequency equal to Lhe 
shift frequency selected (indicating erroneous zero velocity caused by re­
flection of the LDV diagnostic volume off the Iiquid free surface and onto 
the stationary impingement plate) were removed digitally in the data file. 
The mean and RMS velocities were then recalculated from Lhe reduced set. 
As shown by the example in Fig. 2, there was a clear break betwcen the 
fluid velocities and the unwanted zero-velocity signal corresponding to 
unwanted wall measurements. This break was present in ali measurements 
used, including those close to the impingement plate, which implies that all 
measured velocities were sufficiently far from the wall that near-zero flow 
velocities from the boundary layer were not included. ln principie, it 
should have been possible to adjust the filter bank on Lhe signal processo r 
to eliminate the unwanted signal as the data was collected. However, in 
practice, the fixed and discrete filter settings on the signal processors made 
it more convenient to fllter the data digitally in software as describcd. The 
problem of determining Lhe depth ofthe air-water interface was handled by 
traversing verticall y until no further signal was recei ved. Then, the a ver­
age depth of Lhe layer was determined by integrating the measured veloci­
ties in Lhe z-direction until integral continuity for Lhe axisymmetric configu­
ration was satisfied for the given r-location, Ti: 

2 h 
Vjltd = 21trJu(z)dz 
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velocity (m/s) 
Fig. 2. Sample velocity histogram from the radial flow measurements, 

Re = 37,000, d = 23.0 mm, r/d = 1.25, z/d = 0.026. 

Axisymmetry was verified by rotating Lhe nozzle with respect to lhe mea­
surement volume, and repeating Lhe measurement. Measurements were 
attempted in the liquid layer radially bcyond the hydraulic jump as well. 
However, the difficulties described above were compounded by the very 
slow fluid velocities of that region. These velocities resulted in an unac­
ceptably low data rate and also made it impractical to cleanly filter Lhe de­
sired signal from Lhe zero-velocity spike at Lhe walL 

ln spite of Lhe difficulties describcd above in collecting data through 
Lhe spreading liquid layer, Lhe available measurements yield valuable re­
sults for characterizing Lhe flow field through this region. 
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Mean Velocity. Figure 3 exhibits samples of the data in Lhe radial­
flow laycr for nozzlcs of d = 10.9 mm and d = 23.0 mm. Thc largest noz­
zlc provided the thickest layer, and thus gave Lhe greatest measuremcnt 
resolution, and consequently, the most complete and detailed results. 
Thesc figures show all of Lhe data taken, some of which, as discussed 
previously, corresponds to measurement volume locations above lhe free 
surface of lhe liquid layer. The averagc free surface location detcrmined 
according to Eqn. (I) is also shown in lhe figures. Note that Lhe radial 
spacing between Lhe vertical scans is not plotted to scale in these figures . 
The data from Lhe 23.0 mm diameter nozzle provides a much clearer pic­
turc of Lhe flow pro file through Lhe liquid laycr, but is limited to a relatively 
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small radial range (0.5 :5 r/d :5 2.25). The data from the smaller nozzle 
cover a_ Ia;ger r/d range, but in some cases have only one or two points 
from wtthin the Iayer. 1be profiles do serve to ciarify some ofthe features 
ofthe radially spreading liquid Iayer from Stevens and Webb (1992). For 
examp~e. the maximum in the plot of the dimensionless surface velocity as 
a ~tion of r/d can be readily explained by examining the profiles of Fig. 
3. It IS clear that for small r/d the maximum veiocity in the Iayer is dose to 
the piate. Thus, the surface veiocity is reiativeiy Iow. As the fluid traveis 
radially, the maximum velocity moves upward whiie the Iayer thins untii 
the two meet and the maximum veiocity is at the free surface near r/d "' 
2.5. This agrees with the maximum in the free-surface velocity data ob­
served by Stevens and Webb (1992). Careful examination of Fig. 3 
shows that as the maximum veiocity moves toward the free surface the 
magnitude of this maximum decreases with radial distance for r/d '> 2. 
This agrees qualitatively with the shape of the free-surface veiocity pro file 
ofStevens and Webb (1992), and confirms that the monotonic decrease in 
the data of that study for r/d > 2.5 is a result of the retarding influence of 
the wall. ln effect, the boundary Iayer absorbs the whoie flow near r/d "' 
2.?. Note that the boundary Iayer discussed here is growing in an inertia­
dnven, zero-pressure gradient radial flow, and thus may differ from the 
more common boundary Iayers resulting from pressure-driven, two-di ­
mensional flows. The invalidation of the common assumption of u = Vj 
everywhere outside the boundary Iayer (for exampie, Watson (I964)) re­
ported by Stevens and Webb (1992) is emphasized again by Fig. 3. For 
r/d < ?·?· not only is the maximum veiocity not at the free surface of the 
flow, 1t Is actually very close to the piate in this region. Note also that the 
maximum radial velocity in the laycr has a magnitude greater than the aver­
age j~t exit velocity, i~ some cases being 30% higher than Vj . This is 
cons1stent with prcvwus mcasurements of the free-surface velocity 
(Stevens and Webb, I992), which were also observed to be grcater than 
Vj-

These measurements also shed some light on possible veiocity proflle 
assumptions used in Stevens and Webb (1992). At small r/d the maximum 
velocity is near the plate, and the measured veiocity pro files are very dis­
similar to any of the analytic proftle assumptions discussed. Thus, the ex­
pressions given for the veiocity distribution across the liquid Iayer depth 
given by Stevens and Webb (1992) are ciearly inappropriate descriptions 
for the velocity pro files across the radially spreading layer for 0.5 < r/d < 
2.5. At larger r/d, the Jiquid layer was generally too thin to obtain enough 
spatially resolved measurements to make a proper comparison between lhe 
equations and the data. However, near r/d "' 2.0 for the 23.0 mm nozzle, 
there are sufficient data to make a rough comparison possible. Figure 4 
compares two sets of measured velocities with various profiles from 
Stevens and Webb ( 1992). ln Fig. 4, both the profiles and the data are 
plotted in dimensionless coordinates of u/U and z/h, where U is the free­
surface velocity, and h is the local depth ofthe liquid layer. While the data 
are sparse, it appears that the diffcrence between different pro files is small 
compared with the difference between the pro files and the data. It must be 
noted, however that thc measured velocities correspond to the region r/d < 
2.5, and the maximum velocity has still not reached the free surface. Due 
to Jimitations of the experimental apparatus, it was not possible to make 
measurements at largcr r/d for the largest nozzle. Further, for smaller noz­
zles thc liquid layer was too thin to obtain velocity data providing a com ­
plete description of the velocity pro file across its depth. 

Layer Depth and Surface Velocities. Figure 5 shows the local Iiquid 
layer depths, h(r)/d, calcuiated by integrating the measured radial veiocity 
profiles according to Eqn. (I) . Aiso shown is the depth predicted using 
the correiation equation from the free-surface measurements of Stevens 
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and Webb (1992). Finally, Iayer depths predicted by Watson (1964), 
Hung (1982), and Carper (1989) are included. The soiution of Carper 
(1989) contained a constant of integration, x, which was estimated by two 
different methods, resulting in possibie v alues of 0.5 and 0.8. The Iower 
panei of Fig. 5 shows one set of measurements from the 23.0 mm nozzie 
and one set from the 14.0 mm nozzle. The analytical expressions from 
Carper, Watson, and Hung are evaluated for Re = 36,500. Watson's 
laminar solution, and the expression from Carper with the x = 0.5 provi de 
the best overall agreement with the integrated data. The expression from 
the free-surface correlation is very poor at small r/d , but somewhat better, 
though still high, at Iarger r/d. This couid be expected from the obvious 
shape difference between the assumed parabolic veiocity proflle of Stevens 
and Webb (1992), and the veiocity profiles at small r/d in Fig. 3. Also 
note that the free-surface data are represented by a correlation, which pre­
dicted the measured data only to within ±20%. The upper panei of Fig. 5 
shows a similar comparison for a different nozzie and Reynolds number. 
For this case, the Watson laminar and turbulent expressions predict the 
depths best for smaller r/d, and the Watson turbuient expression and the 
expression from the free-surface measurements give the best prediction at 
Iarger r/d. The free-surface correlation and the Watson turbulent expres­
sion both accurateiy reflect the experimentally determined increase in depth 
at Iarger r/d. 

Figure 6 compares the correlation from the measured free-surface ve­
Iocities of Stevens and Webb (1992) with linearly extrapoiated free-surface 
veiocities from the measurements of this study for the sarne configurations 
used in Fig. 5. The analytical expressions of Watson (1964) for the free­
surface velocity are also included for comparison. The interpolatcd veioci­
ties cleariy validate the correlation equations ofthe previous worl<, particu­
larly considering the width of the band of data that the correiation equa­
tions represent. Note that the dimensionless interpoiated veiocities at the 
free surface from this study are greater than unity as observed for the mea­
sured free-surface velocities of Stevens and Webb (1992). These results 
confirm the validity of the more extensive measurements of the free-sur­
face veiocity of that study. 
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Turbulence. Figure 7 demonstrates the turbulence across the liquid 
layer for the sarne data as shown in Fig. 3. The figure shows the RMS 
turbulence (the RMS fluctuations nonnalized by the average jet exit veloc­
ity) as a function of z/d and radiallocation for the 23.0 mm nozzle at Re = 
37,000. Only measurements from within the liquid layer are included in 
Fig. 7 and the local mean layer depths are duplicated from Fig. 3. 
Generally, the turbulence increases both near the wall and as one proceeds 
radially away from the stagnation point. This is shown more clearly in 
Fig. 8, where measurements from Fig. 7 are plotted as a function of r/d at 
distinct z/d. 

ln order to effectively display the turbulence leveis in greater detail, 
the radial variation in RMS turbulence (u'Nj) for a given z/d is plotted in 
Fig. 9 for two nozzle sizes at different Reynolds numbers. The data for d 
= 10.9 mm indicares a rise in turbulence levei near r/d = 1, and both nozzle 
diameters exhibit increases in u'Nj for r/d::;; 2.5. A distinctlocal maxi­
mum in the RMS turbulence is observed at r/d = 2.5. These trends sug­
gest a transition to turbulent flow. lnterestingly, the location of peak RMS 
turbulence seen in Fig. 9 corresponds to the point where the maximum ra­
dial velocity reaches the free surface (see Fig. 3). The radial location of 
this apparent transition point also coincides loosely to the local maximum 
in heat transfer coefficient observed previously for impinging free-surface 
liquid jets (Stevens and Webb, 1991). While the data are too sparse to 
draw defini te conclusions, the location of transition does not appear to bc 
strongly Reynolds numbcr-dependent. Further, higher local turbulence 
leveis are associated with higher Reynolds numbers. 

Figure 10 illustrates local radial component turbulence intensity (u'/u) 
data inside the liquid layer for d = 10.9 mm, Re = 53,100 at z/d = 0.018 
and 0.046, as well as free-surface turbulence intensity (U'/U) data from 
Stevens and Webb (1992). V alues of the free-surface turbulence intensity 
extrapolated from the u'/u data of this study on the interior of thc layer at 
the z/d = 0.018 and 0.046locations are also included. The turbulence in­
tensity measurements from inside the laycr show a sudden sharp change at 
r/d = 1 with a local maximum observed in the z/d = 0.018 data near r/d = 
3. The z/d = 0.046 proftle is increasing, but has not reached a local maxi­
mum. The data illustrate that the free-surface turbulence intensity is a 
minimum at the radial location where, it has been suggested, transition to 
turbulence occurs and the peak mean velocity reaches the free surface. The 
free-surface turbulence levei is seen to rise with radial position thereafter. 
Increased turbulence leveis result near the wall at r/d = l - 2, and progress 
radially outward and upward inside the liquid layer. The extrapolated val­
ues for the free surface, though for a different nozzle and flow rate, follow 

u'IV 
i 

Fig. 8. 

0 .25~~~~~~-r.-~~~OT~~~~~~ 

0.20 

0.15 

0 .10 

0.05 

z/d 

• 0.013 

• 0.026 

.. 0.052 

o 0.065 

• 0 .039 o 0.078 

o.oo~~~~~~~J_~~~~~~~~~~ 

0 .0 0 .5 1 .0 1 .5 2.0 2.5 

r /d 
Variation of the RMS turbulence (u'Nj) versus radiallocation 
for Re = 37,000, d = 23.0 mm. 

u'/V 
J 

0.5 

0.4t 

0 .3 

0.1 

0 .0 
0 .5 

0.4 

0 .1 

(\ d- 7.6 mm 
z/d - 0 .040 

d - 10.9 mm 
z/d = 0 .018 

~ 
o 13,300 
o 22,800 

Re 
o 53,100 
o 46,500 

o.o~~~~~~~~~~~~~~~~~_.~ 

o 2 4 6 8 1 o 12 

r /d 
Fig. 9 . Radial variation in RMS turbulence (u'Nj) for a given z/d for 

two nozzle sizes at different Reynolds numbers. 

the general shape ofthe data from Stevens and Webb (1992) confirming 
the validity of those measuremcnts. 

CONU.USIONS 

The measurcments from the interior of the radial- flow layer showed 
that the maximum velocity in the layer is not at thc frce surface for r/d < 
2.5. This invalidates the assumptions of many analytical models for that 
portion of thc flow. It also providcs a physical explanation for the peak in 
free-surface velocities reported by Stevens and Wcbb (1992). Various 
laycr velocity profile assumptions were compared to available data taken at 
r/d = 2 and r/d > 2. Qualitatively, thc profile assumptions were generally 
similar to the measured data, but there were insufficient data for thorough 
comparisons, particularly at r/d > 2.5 where agreemenl would be expectcd. 
Liquid laycr depths were calculated by integrating the measurcd layer 
velocity profiles and compared to various analytical predictions. The frec­
surface layer depth correlation of Stevens and Webb (1992) and the 
turbulent model ofWatson (1964) accurately predicted an increase in depth 
of the liquid layer at larger r/d . Free-surface velocities wcre extrapolated 
from the measured data and compared to results reported in Stevens and 
Wcbb (1992) and agreement was very good. Turbulence was found to bc 
highest near the impingcment surface, and to increase gradually with r/d. 
An apparent transition to turbulcnce was observed in the radial flow layer, 
with a local minimum in the turbulence intensity (u'/u) near r/d = 1, and a 
peak in the RMS turbulence (u'Nj) occurring ncar r/d = 2.5. 
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- I MEDIDA DE VAZAO EM DUTO PELO METODO DE GAUSS 
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SUMÁRIO 

Investigações experimentais foram executadas objetivando a 
aplicação do Método de Integração Numérica de Gauss à medida de vazão 
em um escoamento assimétrico gerado em um duto retangular de 
geometria irregular. Este duto é encontrado no sistema que fornecece 
ar refrigerante ao trocador de calor do sistema de ar condicionado da 
aeronave CBA-123 VECTOR, desenvolvida pela EHBRAER. 

INTRODUÇÃO 

No sistema de ar condicionado da 
aeronave CBA-123 VECTOR, os trocadores de 
calor são conectados às entradas de ar 
embutidas à fuselagem. A medida em vôo da 
vazão de ar atmosférico fornecido aos 
trocadores é de fundamental importância na 
avaliação do sistema de climatização. 

Dos vários métodos de medida de vazão 
de ar em dutos, verificou-se que poucos 
atendiam aos requisitos impostos pelas 
condições de ensaios em vôo, além das 
imposições devido as assimetrias geométricas 
e aerodinâmicas. 

o objetivo das investigações 
experimentais, foi desenvolver um arranjo 
ideal de anemômetros, baseando-se em um 
método de integração das velocidades 
pontuais. 

Os arranjos foram testados em uma seção 
do duto da aeronave a jusante do trocador de 
calor, onde a assimetria do escoamento é a 
miníma, porém não nula devido a existência 
de duas curvas de 90 graus em planos 
perpendiculares a montante do trocador .. 

Q MÉTODO DE INTEGRAÇÃO PARA MEDIR VAZÃO 

Kinghorn [1985] trata dessa 
conceituação afirmando que existem 
basicamente dois tipos de métodos para o 
cálculo da velocidade média a partir de 
velocidades pontuais: o método numérico, que 
se utiliza da integração numérica e o método 
gráfico a base da planimetria. 

Conforme os resultados experimentais 
obtidos por Winternitz [1957], a Técnica de 
Quadratura de Gauss adaptada para medida de 
vazão por Sherwood [ 1939] em um trabalho 
clássico sobre o assunto e reestudado por 
Benedict [1974], garante, em relação a 
outros métodos, quanto a eficácia maior 
precisão e quanto a eficiência a minimização 
da quantidade de pontos. 

Winternitz [1957) trata da necessidade 
de se desenvolver métodos que reduzem o 
número de pontos, declarando o método de 
Gauss-Sherwood [1939] como aquele que requer 
o menor número de pontos para um dado nivel 
de precisão dentre os disponiveis para seção 

: circular, isto é, quatro pontos por diâmetro 
; para uma incerteza de 0,5%. 
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Os métodos contidos nas normas, 
relativos à integração de perfis de 
velocidades, são todos derivados a partir da 
hipótese de perfil bem comportado, ou seja, 
simétrico e completamente desenvolvido. 
Também a quantidade de pontos requerida, 
variando de 20 a 170, torna-os proibitivos 
para a nossa aplicação, quando se pensa em 
praticidade e custo. 

Quanto à escolha da seção de teste, 
deve ser observado que a grosso modo: quanto 
menor o nivel da irregularidade, menor terá 
que ser o número de pontos de medida para 
uma dada precisão. 

Sabe-se que o trocador de calor 
apresenta uma caracteristica de alta 
resistência ao escoamento, podendo seu 
efeito ser comparado ao de um retificador do 
escoamento, removendo, em certo nivel, a 
rotação e assimetria; produz indo um perfi 1 
de velocidades mais regular comparado às 
condições a montante. O efeito retificador . 
ocorre, segundo Schubauer [1948], quando a 
velocidade do escoamento é menor que 30 mfs, 
condizendo com a nossa faixa de velocidades 
locais. Essas são as razões que levaram à 
escolha de uma seção de teste a jusante do 
trocador de calor. 

ApresentaçãQ teórica: Em uma dada 
distribuição de velocidades, a variável 
velocidade (U) é função das distâncias x e y 
ao centro do duto, admensionalizadas em 
relação aos lados da seção; então, temos que 
u = U(x,y). 

A velocidade média (Um) do escoamento 
em uma seção transversal de um duto 
retangular deve ser determinada 
utilizando-se a expressão (1). Assumindo que 
o perfil de velocidades possa ser 
representado por um polinômio, a cubatura de 
Gauss é aplicada, segundo Carnhan [1969], 
através da seguinte aproximação: 

u .. 1 
4 

1 

f f U(x,y)dxdy "' 
x=-1 Y=-1 

(1) 



onde os pesos w1 e w2 assim como os pontos 
(x,y) estão tabelados em Carnhan (1969) em 
função do número de pontos de medida. 

Tabela 1: Resultados teóricos da 
cubatura de Gauss para escoamento simétrico 
em duto retangular. 

ARRANJO TOTAL DE DISCREPÂNCIA 

X,Y PONTOS (%) 

2,2 4 7,5 

I 

2,3 6 1,6 
2,4 8 1,1 
2,5 o 1,0 
2,6 2 1,0 
3,2 6 6,2 
3,3 9 0,5 
3,4 12 nula 
4,2 8 6,2 

! 4,3 12 0,5 
5,2 10 6,2 

I 6,2 12 6,2 

TABELA 2 

Anemômetros: Fez-se necessário a 
utilização de um conjunto de anemômetros de 
fio-quente, devidamente calibrados, próprios 
para a medida de vazão que pretendemos 
executar em vôo, onde o estado do fluido 
v ar ia em uma faixa mui to extensa. Al 'Omar 
(1970) sugere um modelo de calibração 
próprio para utilização em vôo. 

PROCEDIMENTO EXPERIMENTAL 

Arranjos de quatro a doze anemômetros, 
dispostos Se.Jundo a técnica de cubatura de 
Gauss instalados em uma seção do duto da 
aeron~ve, foram testados em laboratório. 

o método utilizado nesse trabalho, com 
a vazão decaindo lentamente do máximo ao 
minimo da faixa de interesse, se propõe a 
evitar o problema normalmente encontrado nas 
fontes de ar comprimido em manter altas 
vazões constantes ou mesmo as baixas vazões 
suficientemente estabilizadas. 

ComparaçXo entre as vaz~es másstcas da placa de ortr1c1o de 54 
do método de integração das velocidades pontuais. 

mm e 

c T 
A E ARRANJO DI SCREPANCI A 

s s 
o T 

MtDIA DESVIO INTERVALO 
PADRltO DE CONFIANÇA 

E [ ~J [ ~J DA MEDIDA [ ~J 

01 48 GS4-9'' 0 . 24- 0.87 - 1A6 1 .95 

02 02 (02,02 ) 0 .7 1 13.00 -24.80 26 . 20 

03 07 (02,03) 23.80 10.60 3.10 4.4.50 

04 13 (02. 04) 15 . 16 13.00 -10.30 40 . 70 

05 15 (02,05) - 0 . 4.8 15.30 -30.54 29.60 

06 16 (02,06) 3.31 15 . 10 -26 . 30 32.90 

07 20 C03,02) - 6 . 15 13 . 06 -31.74 19.44 

08 30 C03,03) - 2 . 44 7 . 30 -16.77 11.88 

0 9 31 C03,04) - 6 . 63 14 . 70 -35A6 22.19 

10 32 (04,02) -21 . 97 12 . 51 -46 .50 2.55 

11 33 (04 .03) -16.81 11 .23 -38 83 5.20 

12 34 C05. 02) -23 . 43 10 . 54 -44.09 -2.77 

1 3 35 (06,02) -22 . 81 9 . 61 -41.65 -3.97 

Resultados para um perfil teórico: 
Partindo de um modelo matemático de perfil 
de velocidades simétrico para um duto 
retangular obtido de White (1974], foi 
possivel comparar o resultado da cubatura ao 
da integração analitica deste modelo e 
avaliar em que nivel a igualdade (1) é 
válida para diferentes arranjos de pontos. 

Os cálculos foram feitos para arranjos 
de 4 a 12 velocidades pontuais em uma seção 
de razão de aspecto igual ao que foi testado 
em laboratório, obtendo-se os resultados 
tabelados em (1). 

Portanto, os resultados 
somente a partir do arranjo 
anemômetros consegue-se, 
discrepância nula. 

Q EQUIPAMENTO QE TESTE 

mostraram que 
(3 ,4) com 12 
teoricamente, 

Do reservatório, o ar comprimido é 
conduzido ã seção de teste através da 
instalação mostrada na figura (2). A 
incerteza adotada para a placa de orificio é 
± 0,5%, valor assumido pela norma AGA 
descrita por Spink (1978] e utilizada na 
instalação da placa e no cômputo da vazão. 
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~----------------

RESULTADOS 
DISCREPANCIA COM AJUSTE 

COEFICIENTES 
Q :( Q -BJ/A 
aj 9 

MtOI A D ESVIO INTERVALO Rz A B PADRltO DE CONFIANÇA 
[ ~J [ ~J DA MEDIDA [ ~J (m;sl 

--- --- --- --- -- -- ---
o .1 0 2 . 46 - 4.27 4 . 92 0 . 998 1. 32 -0 . 10 

O . H 3 . 54 - 6 . 50 7.39 0 .997 1.40 -0 . 07 

0 . 11 2 . 60 - 4.98 5.22 0 .999 1.43 -0.08 

0 .1 4 2.64 - 5.03 5 .32 0 .999 1. 32 -0.10 

0 . 05 2.43 - 4 . 72 4 . 83 0.999 1. 32 -0.09 

0 . 10 2 . 46 - 4. 73 4 . 92 0.999 1. 19 -0.07 

-0 .26 1.28 - 2. 79 2 . 26 0.999 1. 13 -0.05 

0 . 05 3.00 - 5.83 5.93 0.998 1.25 -0.10 
-- -- - --- - - - -

0 .35 2.82 - 5.18 5 .89 0.999 1.04 -0 . 08 

-0 . 07 2 . 21 - 4 . 41 4 . 27 0 .998 1.05 -0 . 06 
------ - ---- - ---

0 . 02 2 . 58 - 5 . 05 5 . 09 0 .998 0.96 -0 . 0 6 

0 . 02 2 .42 - 4 . 72 4 . 76 0.998 0 . 94 -0 . 05 
-

Esse método requer, porém, um sistema 
de aquisição de dados para gravar as 
velocidades pontuais e os parâmetros da 
placa de orificio para posterior análise. 

ValidaçãQ do equipamento de teste: Com 
o objetivo de qualificar o equipamento de 
teste, o método de Gauss-Sherwood (1939) 
para medida de vazão foi aplicado em um duto 
circular do equipamento de teste de 9 11 de 
diâmetro interno e comprimento 20 vezes seu 
diâmetro na tentativa de se obter um perfil 
simétrico e livre de rotação. A figura { 1) 
demonstra a sua qualificação, garantindo um 
intervalo de confiança de -1,46% a 1,95% em 
relação ã vazão obtida pela placa de 
orificio, condizendo com o que é apresentado 
por Winternitz (1957] e Kinghorn (1972]. 

RESULTADO 

CorreçãQ QQ método: Observando a curva 
de vazão da integração (Qg) em função da 
vazão de referência (Qpt) na figura (3), 
percebe-se um desvio angular e deslocamento 
vertical entre essa curva e aquela ideal 
correspondente ãs discrepâncias nulas. Por 
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FIGURA C.2: ESQUEMA DA BANCADA DE TESTES. 

isso, aplica-se o método dos m1n1mos 
quadrados com o modelo polinomial da 
expressão (2) ao conjunto de valores 
contidos na faixa de vazão de interesse, de 
forma a minimizar tais discrepâncias devidas 
à (Qg). 

Q = a Q + b g • pl I 
(2) 

Posteriormente, de posse dos valores 
dos coeficientes de ajuste (a) e (b), 
recalcula-se (Qg), indicada como (QaJ). 

Discrepâncias: Os resultados obtidos em 
laboratório, em termos da vazão indicada 
pelos arranjos (QaJ) em função da medida de 
referência da placa de orificio (Qpt), na 
faixa de 0,1 a 0,6m3 /s, sugere que a maioria 
dos arranjos testados garante a precisão 
requerida para a medida, desde que os 
cálculos sejam submetidos à correções 
adequadas. 

Isso é comprovado na curva de 
discrepância (D) entre as duas medidas nos 
gráficos da figura (3) obtida de um dos doze 
arranjos testados e na tabela (2), onde 
temos a visibilidade de todos os arranjos. 

Considerando os indices estatisticos da 
tabela ( 2) , observamos que os arranjos que 
apresentam intervalo de confiança das 
discrepâncias entre -5% e +5% com 95% de 
probabilidade são (02,02), (02,06), (03,02), 
(03,03), (04,03) e (06,02). 

Grau de assimetria: Torna-se 
interessante poder investigar a existência 
de uma correlação entre a discrepância (D) e 
a assimetria do perfil de velocidades. 
Portanto, baseado em Kinghorn [ 1979], que 
define um indice de assimetria para 
escoamentos em dutos circulares, definiu-se 
analogamente neste trabalho um indice de 
assimetria (Su) para dutos retangulares a 
partir das n velocidades pontuais medidas e 
da velocidade média (Um) . 
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Esse indice mostra quanto o perfil de 
velocidades é assimétrico em relação a um 
escoamento simétrico com seção quadrada. 

As variações irregulares no perfil são 
altamente indesejáveis, uma vez que as 
posições ideais para os anemômetros são 
definidas em função da forma do perfi 1. A 
partir da observação, na figura (3), da 
evolução do indice de assimetria e da curva 
de discrepância, podemos afirmar que existe 
a correlação entre ambas. 

CONCLUSÕES 

Deve ser ressaltado que a assimetria é 
causada por inúmeros fenômenos, podendo, 
então, apresentar-se de di versas formas e, 
portanto, influenciar a medida de vazão da 
sua forma peculiar. 
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Figura 3 - ARRANJO (02,02) 

O nivel aceitável das irregularidades 
do escoamento, para aplicação do método de 
velocidades pontuais, será o mesmo que para 
qualquer outro método de medida de vazão. Se 
desconhecidas as irregularidade em urna 
instalação não padronizada, devemos, então, 
utilizar uma outra medida como referência em 
urna seção que apresente escoamento regular. 
Dessa forma é possivel identificar o arranjo 
ideal para a instalação não padronizada. 
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ABSTRACT 

Experimental investigations were 
conducted airning at ernploying the Gaussian 
Integration Method to theFlow Rate Measurent 
in an assirnetric flow generated in a 
rectangular duct of irregular shape. The 
duct is connected to the Raro Air syste~ 
which suplies coolant air to the heat 
exchangers of the air conditioning systern of 
the CBA-123 VECTOR aircraft, developed by 
Ernbraer. 
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SUMÁRI O 

Discute-se neste traba lh o alguns elementos de base para a implementação da a­
nemometria l aser baseada no efeito Doppler. O material e a form a das janelas de vi­
sualização são analisados , assim como o problema da locali zação do volume de medida 
e o pos ici onamento da sonda laser . Descreve-se técnicas para o contra le geométr ico 
dos planos de sondagem. Exemplos são ·dados para a medida do escoamento em uma seção 
t ransversal de uma caixa espiral de turbina hidráulica . 

INTRODUÇÃO 

A anemometria laser se constitue hoje como uma 
das técnicas exper i men tais das mais reputadas em mecâ 
nica dos fluidos, devido, entre outros, a sua caracte 
rÍstica não intrus iva. O método basea do no efeito T 

Doppler (Laser Doppler Anemometry - LDA) é o mais di­
fundido e é tema deste trabalho, onde discute-se di -
versos top1 cos importantes para a preparação, realiza 
ção e controle dos experimentos. O principal objetivo 
deste trabalho ê fornecer elementos de base para a im 
plementação efetiva desta técnica, tratando em detalhes 
de alguns aspe c tos que são normalmente omitidos ou' 
pouco tratados na literatura. Inicialmente os princí -
pios do método LDA são recordados. A seguir a etapa ' 
de preparaçao do experimento ê analisada, dando-se ê~ 
fase ao acesso Õtico e a o posicionamento da sonda la­
ser. No que se relaciona ã realização e controle do 
experimento, discute-se os possíveis problemas com o 
sistema laser, o monitoramento do sinal e o cálculo ' 
da incerteza experimental. 

PRINCÍP I OS DA ANEMOMETRIA LASER - LDA 

A intersecção de dois feixes luminosos de fre -
quência f 0 , monocromáticos e coerentes (raios laser ) 
forma um volume no espaço constituído por uma rede de 
franjas de interferência, Fig. la. Uma partícula em 
movimento em um fluido, ao atravessar este volume de 
medida, dispersa uma luz modulada ã uma frequência fD, 
diferente de f 0 e devid a ao efeito Doppler. Esta fre 
quência e detectada por um fotomultiplicador, PM, e e 
utilizada para calcular a velocidade da partÍcula, a 
qual deve representar aquela do fluido. A componente 
de velocidade, Vx , perpendicular ã bissetriz do âng~ 
lo en ' formado pelos raios laser, ê dada por lll 

i (1) 

onde i ê o valor da interfranja, Ã0 ê o comErimento de 
onda da luz no vácuo e n o Índice de refraçao do meio. 
O sentido do escoamento ê determinado efetuando-se ' 
uma defasagem na frequência de um dos raios, fB , que 
faz desfilar as franjas no sentido contrário ao da paE_ 
tÍcula. O sinal recebido pelo PM compreende uma parte 
de alta frequência, fD , e uma parte de baixa fr;quê~ 
cia, chamada pedestal. A visibilidade do sinal e re-
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presentativa da. relação entre as amplitudes do sinal 
Doppler e do pedestal 121 , Fig. lb. A visibilidade 
é um parâmetro muito importante, pois fornece infor­
maçÕes sobre_a relação sinal/ruÍdo e sobre o tamanho 
e concentraçao das partÍculas no volume de medida. 

PREPARAÇÃO DOS EXPERIMENTOS 

Acesso Õtico. Para permitir a introdução dos ' 
raios laser na região do escoamento, tem-se que ins­
talar janelas de visualização nas paredes do canal ' 
em estudo. O plexi glass é o material mais comumente 
utilizado, devido as facilidades de usinagem e monta 
gem, permitindo o acesso Õtico em geometrias comp l e~ 
xas. Entretanto, este material apresenta condiçÕes ' 
de homogeneidade e transmissão Õtica muito inferia -
res àquelas do vidro Ôtico e o seu Índice de refra -
ção varia significativamente nas regiÕes com concen­
tração de tensÕes mecânicas. Assim, o vidro Õtico ' 
possui propriedades mais adequada s para a utilização 
da anemometria laser, alem de fornecer um valor pre­
ciso pa ra o Índice de refração . Por exemplo, o vi -
dro Õtico BK7 apresenta uma incerteza, dada pelo fa­
bricante 131 , de 3 X 10-6 para comprimentos de on­
da entre 400 e 700 nm. Para escoamentos com água, o 
vidro Õtico apresenta uma outra vantagem. A aderência 
das impurezas na superfÍcie do vidro Ôtico é muito ' 
menor que em relação ao plexiglass, diminuindo o 
tempo gasto para as operaçÕes de limpeza da janela ' 
de visualização. 

xlc 
z 
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' DAS fi\ANJAS 

ax 
I 

9n lmin 

PEDESTAL T 

t "o = (lmax • lmin) I (lmax + lmin) 

SENTIDO POSITIVO VISIBILIDADE 

DO ESCOAMENTO 

Figura 1. a) Efeito Doppler. b) Visibilidade do si­
nal. 
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Fi gura 4. Método par a a l oea li zação do v o lume de me di 
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m . smo que possibi lite a compl e ta determinação do posi ­
cionamento da sonda em um plano, ã partir de do is movi. 
mentos retilÍneos e um ro tacional. Neste easo ê n eces­
sário o cáleulo da translação e rotação d e um sistemaT 
d e e ixos no plano. Co mo exe'llplo desereve-s e o método 
emp regado no easo d e geomet r ia de uma seção tr a nsver -
sa l de uma eai xa es pir al de uma turbina hidráuli ca ' 
F i g . Sa. Medidas com o anemôme tro laser são mostradas 
na Fig . Sb, estando a s e ção e quipada com qua t ro jane -
la s de ~ isuali zação . A r~ tação do s i s tema ( Kh' yh) 
li g ado a janela, em rela ç ao ao s i. s te ma ( x , y , ) , d e 

. . - . - s s 
or1gem e or1entaçao conh e c1das , e o angul o entre os 
eixos Õticos da janela , 13 . são med idos segundo o es -
qu e ma da Fig 6a. Um espelho e o mecanismo de desloca ­
me nto da sonda las e r são nD nt ados nos eixo s Õticos de 
duas janelas adjacentes. Parti. ndo de uma po sição de rc 
fe rência, a sonda é girada a té se encontrar a direção' 
perpend icular ao espelho . Es t a posiçao é deter mina da ' 
pe la retroreflexão sobre a sonda laser, a qual é veri­
ficada pelas condiç~e s de iluminação sobre o tubo de 
sa Ída do rai o lase r (le nt e d e e mi ssão retir ada) . O in 
gula 8 é e ntão me dido pe l o co ntador do movi me nto r o t a ­
c ional do mecanis mo d e d e s l ocame nt o. A r o t a ção do s i s 
t ema é med ida da mes ma forma , montando-se o e sp e l h o e ; ; 
um plano de ref e rênc i.a ela tur b ina. A transl a ç ã o do sis 
t ema é medida ã partir da visuali zaçao do s pontos I' 1 e ··-
Pz , de coordenadas co nh ecidas n o sistema (x , Y ) , 

- s s -
e das equaçoes do tr açado de rai os. Detalhes tleste mv -
todo são encontrados e m 111 
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As desvantagens do vid ro Ótico sao o preço e a mon 
tagem me câni ca mais delicada. Em relação ao preço, o 
BK7 compete, no mercado europe u, com o plexiglass pa­
ra as geome trias comun s da s janelas de visualização , 
mas usi na ge m de formas especiais el eva rapidamente o 
custo. Por exemplo , para a realizaç ão de uma face ci ­
lÍndrica, o preço é multiplicado por um fator 6 em re 
l ação à face plana. Mesmo nestas condiçÕes o ganho em 
precisão compensa a sua utilização , principalmente ' 
quando se trata de medir escoamentos comp lexos em re­
giÕes de difícil acesso 141 Quan t o a montagem mecâ 
nica, a Fig. 2a mostra uma configuração simples empre 
gada com suc e sso para pressÕes de a té 3 bar relativos. 
Uma regra de base a seguir é evi t ar o contato direto' 
vidro / me tal. Para pressÕes superiores o vidro não de 
ve sofrer e sforço durante a monta gem, ou se ja , deve T 

estar pri s ione iro das peças A e B, apresen tando um 
jogo mínimo, já incluindo as e s pe s suras das juntas ' 
de t ef lon . A vedação é realizada com um o'ring l oca­
lizado na parede lateral interna da pe ç a B. Com este 
tipo de montagem conseguiu-se r e alizar exper imentos ' 
com pres são de 40 bar relat ivo s ~~ 

Canais de paredes na o planas acressentam uma 
difi culd a de suplementar para a impl ementação da anemo 
metr i a lase r. O traçado de raios em geometr ias cilÍn 
dri cas , para localização do pon t o de cruzamento dos ' 
rai os e c~ l c ul o do ângulo On , nã o a pr esenta proble -
mas sob o ponto de vista da geometria Õtica \61 . En­
t re t anto , a de f orma ção do volume de medida (franjas), 
caus ada pe las aberraçÕes Õti cas , obriga o emprego de 
si s t emas Óti cos mais comple xos 17-91 Assim, o uso' 
de janelas de visualização de f ac e s planas é mais in­
di cad o . Po r ém, a discontinuidade entre a janela e a 
parede inte rna do canal pertuba o e s c oamen to, causan­
do di s t orçÕe s na Plcdida. Para a va l i ar a intensidade' 
desta pe rtubação, uma janela mi s t a pode ser utilizada, 
Fig. 2b . Es ta janela ê compos t a de um elemento de vi 
dro Óti co de faces planas e uma membr ana de acrÍlicoT 
que segue a ge ometria interna do cana l. A resist~ncia 
mecâni ca des ta membrana ê garantida pelO equilÍbrio I 

de pre s são sobre suas face s , a través dos furos reali­
zados cm sua base de fixação. Nes t a s condiçÕes, e 
somen t e quando o eixo Ótico da s ond a laser é perpendi 
cular à supe rfÍ c ie do vidro, pode - s e desprezar os T 
efeitos de r e fração através d a membrana 141 Uma com 
paraçao da s medidas utilizando os dois tipos de jane - ­
las citados é mostradas na Fi g . 3 . Trata-se do escoa 
menta em uma seção transversal de uma caixa espiral de 
uma turbina hidráulica, onde v1 é uma componente do 
escoamento secundári o e Vu é a c omponente principal 1 

do campo de veloc idade. Ob se rva- s e que as distorçÕes 
provocadas pela janela de fac es planas t~m importân -
cia somente para a medida de v1 prÓxima da janela . ' 
Outras informaçÓes sobre a implantação de acessos Óti 
cos, em especia l sobre a prote ção contra a opacidadeT 
das j anelas u tilizada s em escoamen t o de gases podem ' 
ser encontradas em 11 01 . 

Calibração e Geração de Par tí culas . A calibra­
çao consi s te em medir o ~ngulo en . Um método preci­
so, melhor que l % para o valor da interfranja, utili 
za um teodoli to e é descrito em 1111 Outra maneira 
mais fácil de medir este ângulo e projetar os raios ' 
a~Õs cruzamento , em uma tela e utilizar relaçÕes geo­
metricas para o seu cálculo. Para maior precisão des 
te método , a sonda deve estar montada em um banco ôtT 
co e existir meios para determinação do centro geomé~ 
tricos dos focos dos raios projetados e da l ocali za -
çâo do ponto de cruzamento dos raios. Em relação as 
caracterÍ sticas das partÍculas a serem tran spor tadas ' 
pelo escoamento , no sentido de possibilitar a utiliza 
ção da anemometria laser, o assun to não é tratado T 
aqui e indica-se a ref. 1121 Entretanto, pode-se ' 
dizer que pa ra escoamento com água as impurezas natu­
rais do f luido são geralmente sufic i en tes para a rea­
lização das medidas, ao contrário do freon, por exem­
plo, Onde e i mpOSSivel realizar medidaS Sem geração I 

de particulas. 
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Figura 2. Janelas de Visualização . a) Faces Planas. 
b) Mi s ta. 
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Fi gura 3. Comparação de Medidas para duas Janelas de 
Vi sua lização. 

Localização do Volume de Medida. Para a l ocali 
zaçao do volume de medida em relaçao a uma parede do 
canal, o mé todo descrito em 11 31 é o mais utilizado . 
Nes t e mé todo o centro do vo lume de medida é determina 
do pe l o máximo da resposta do PM para a luz dispersa~ 
da em uma refer~ncia mecânica. Em 1131 a referência 
util izada ê um fio metálico de 5 ~m de diâmetro. Ou­
tras ai t ernativas são o emprego de retÍculos Óticos, 
c om traços de 10 ~m realizados por depÓsito de prata 
em discos de plástico ou simplesment e traços efetua­
dos de maneira mecânica, de aproximadamen te 100 ~m , 
em superf i cies metálicas pintadas de preto. A preci 
são obtida é a mesma que a do mecanismo de desloca ~ 
menta da sond a laser , Fig 4. 

Posicionamento da Sonda Laser. O correto posi­
cio namento da sonda laser e fundamental para o suces ­
so do experimento. O problema consis te em encontrar' 
a matriz de passagem do sis tema ligado ao canal em es 
tudo para o sistema li gado ao mecanismo de deslocamen 
to da sonda laser. o calculo des ta matriz para um me 
canismo de vários graus de liberdade é complicado e 
dificil de se colocar em pratica. Uma maneira ma1s 
simples de abordar este problema é conceber um meca -

•' 

i 



mático e caracter izado pelo ângulo y, Fi g . 6b. Este ân 
gulo pode ser calculado com o auxilio de um dispositi~ 
vo, comp osto basi camente de um furo micrométrico ("pin 
hole") de 100 11111 de diâmetro e. de um medidor de potên~ 
cia, para localizar o centro geométrico do vo lume de 
medida. O "pinhole" ê montado em uma mi cro-mesa de 
trans l ~ção, a qual e acoplada ao medidor. Es t e disposi 
tivo e o mecanismo de deslocamento da sond a lase r sãO 
montados nos eixos ~ticos de duas janelas ad j acentes , 
J 1 e J 2 . A medida da distância entre os ~ixos d o ~i sp~ 
s1 tivo e da sonda laser, para dua s posi çoes do propri o 
dispositivo (z1 , z2 e 6y , Fi g . 6~), fornece o ângulo y . 
Mai or es detalhes desta técnica sao encontrados em 141. 

Na anemomet ri a laser pode existir um erro siste­
mático adicional, relacionado com a probabil idade da 
passagem das partículas através do volume de me dida , 
"bias erro r". Para verificar a exis tência deste error 
pode-se utilizar o mé t odo descri t o em (1 61. 

Out ra impor t ância da análise de incertezas, alêm 
do cont ro le das medi das, ê sua'aplicação para o plane­
jamen t o do experimento. A Fig . 8 mostra um méto do para 
a de t erminação da região que pode ser sondada pelo ane 
mÔrnetro laser, no caso do exemplo da seção tra nsversal 
de urna turbina hidráu lica . Es t e método cons i s t e na s u­
perposição de todas as possíveis med idas através d as 
quatro janelas de visualização (simé tri cas em re laç ão 
ao eixo da seção) . A melhor combinação de medidas das 
componentes de veloci dade para a co nstrução do campo 
tridimensional ê dada po r uma análise de i nce rtezas a­
pli cando-se o método descrito e m 1171 . 

!';::::?:· .. . 
-~;:.:.:.~ ::},:.'. '· 

''--:t~:;'; 
\ -·~i~L> 
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Figura 8 . De t erminação da região possÍve l de ser me­
dida. 

CONCLUSÃO 

A anemometri a laser ofe r ece e normes possibilida -
des de medida, porem sua utilização de maneira e ficaz 
neces sita o conhecimento de diferentes t écnicas em di­
versos ramos d a c i ê ncia. 

Neste trabalho forneceu- se diversos e l emen tos de 
bas e , no sentido de contribuir para a impl ementação efe 
tiva dess a té cnic a de medida, dando-se es pec i al atenção 
aos aspec tos que são pouco trata dos na lite r a tura. 
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SUMMARY 

Th·is wor•k dea Ls with the planning, r•ecú ization 
and con tY'o L o[ the LaseY' Dopp leY' Anemome tr•y exper• iments 
The mateY'ial and for•m of the wirzdow:; aY'e ancdysdi, as 
well as the measuring position of' ilte laseP bear,s una 
the loca t ion o[ the laiJ eY' probe pr•ob lems . 'l'echni .. p..tes 
QI'e described fo r the ge ome t r•ic'" L ccntJ•oL o/ th~: mea,;u 
ring plans. Examples are give n tu th,; j'Luw measw•emt!nts 
in the cross section of a water• cw•ld ne upú•, ;[ easing . 
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RESUMO 
o estudo da flutuação da temperatura em um escoamento turbulento 

requer a utilização de sensores rápidos que · possam captar estas 
flutuações. Com este objetivo foram desenvolvidos sensores para 
temperatura a partir de fios comerciais de termopares do tipo "J". 
Este trabalho descreve o processo de fabricação dos sensores e a 
avaliação dos mesmos. 

INTRODUÇãO 

o estudo do escoamento turbulento é 
usualmente feito separando-se a média 
temporal das componentes da velocidade e da 
pressão da parte flutuante destas 
componentes segundo a hipótese de Reynolds. 
Nos problemas onde ocorre transferência de 
calor, também a temperatura deverá ser 
dividida em sua parte média temporal e sua 
parte flutuante (Hinze, 1975) . 

Embora o aperfeiçoamento da técnica de 
anemometr ia de fi o quente, operada em 
corrente constante, faça com que este tipo 
de sonda trabalhe como um termómetro mui to 
rápido (Goldstein, 1983), permitindo ~ 
medição da flutuação da temperatura ate 
frequências relativamente elevadas, é sempre 
atraente a idéia de se utilizar para este 
fim termopares, devido a sua robustez e 
confiabilidade, desde que os mesmos possam 
acompanhar as variações de temperatura do 
escoamento turbulento. Isto implica que o 
tempo de resposta dos termopares utilizados 
deve ser muito baixo, para tanto devem 
possuir baixa inércia térmica. 

Mika (1973), em seu estudo da 
velocidade de fluidos em canais aquecidos 
através da correlação da flutuação da 
temperatura em dois pontos do escoamento, 
faz uma comparação entre vários tipos de 
sensores para medição das flutuações de 
temperatura. Os resultados das medições em 
ar e água mostram que, apesar de serem os 
termopares os sensores mais lentos, sua 
utilização é possível para frequências 
abaixo de 100 Hz para os termopares tipo 
"K", diâmetro de o, 5 mm, utilizados em seu 
trabalho. 

Um exemplo interessante da medição da 
flutuação da temperatura por termopares é 
mostrado por Michiyoshi e Ohtsubo (1970). Em 
seu trabalho, os dois Autores medem, através 
da frequência de uma esteira de vórtices de 
von Kármán produzida no interior do 
escoamento, a vazão de água ou mercúrio 
aquecidos. As flutuações de temperatura 
causadas pela esteira são detectadas por 
termopares tipo "K" com O, 5 mm de diâmetro 
da bainha protetora. 

Zukauskas e Slancia~skas (1987) 
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utilizam microtermopares de cobre-constantan 
em seu estudo da camada limite turbulenta, 
hidrodinâmica e térmica, em vários tipos de 
fluidos. Nesse trabalho, as constantes de 
tempo dos microtermopares são determinadas 
analiticamente como função do número de 
Biot. Os resultados dos oscilogramas de 
temperatura indicam que os termopares são 
muito rápidos, no entanto, não são 
apresentados espectros de temperatura. 

o objetivo deste trabalho é o 
desenvolvimento e a avaliação de termopares 
para a medição das flutuações de temperatura 
no escoamento turbulento de ar em um canal 
aquecido. 

DISPOSITIVOS EXPERIMENTAIS 

Os termopares utilizados foram montados 
a partir de fios de compensação comerciais 
do termopar do tipo J (ferrojconstantan) 
posteriormente trefilados a frio para 
reduzir o seu diâmetro. Os fios não 
trefilados apresentam um diâmetro médio de 
95 gm para o fio de constantan e 105 gm para 
o fio de ferro. 

Foi construido um dispositivo 
constituído de duas placas paralelas de aço 
retificadas para executar a trefilação dos 
fios. Da trefilação manual resultaram fios 
com uma redução em torno de 10% a 15% de seu 
diâmetro original. Os fios foram soldados a 
ponto para formara a junção de medição, 
colocados em tubos de vidro e embutidos em 
uma agulha hipodérmica de diâmetro de 2, 2 
mm. A Figura 1 mostra a forma final das 
sondas de temperatura construídas. 

Após a fabricação das sondas de 
temperatura, as mesmas foram submetidas a 
aferição e a medição do tempo de resposta. 

A aferição dos termopares foi realizada 
da maneira convencional, colocando-se a 
junção de referência a o °C e a junção de 
medição em um banho com água aquecida, cuja 
temperatura era variada por adição de água 
fria. A temperatura do banho era medida com 
um termómetro padrão de platina-rádio. 

Para a medição dos tempos de resposta, 
os sensores eram colocados em um forno a 
temperatura em torno de 200 °C e retirados 



, 
~-

Fig. 1 Termopares utilizados 

para esfriarem em ar parado ou ar fgrçado 
até a temperatura ambiente (- 20 c no 
ambiente do laboratório). o ar era forçado a 
uma velocidade de aproximadamente 10 mjs por 
meio de um ventilador. O sinal do termopar 
~ra amplificado em 1100 vezes e registrado 
na tela de um osciloscópio com memória. 

A metalografia dos fios dos termopares 
foi feita pelo embutimento dos mesmos em 
co-polimeros de acrilico. A solução usada 
para a micrografia do fio de ferro foi de 
ácido nitrico 2% e, para o fio de 
constantan, uma solução de cloreto férrico, 
ácido cloridrico e água. 

RESULTADOS 

A figura 2 mostra as curvas de aferição 
dos termopares utilizados neste trabalho. 
Nela se pode comparar os resultados de 
aferições realizadas simultaneamente de 
sondas construídas com fios trefilados e não 
trefilados. Observa-se uma pequena diferença 
entre os resultados obtidos pelos dois 
sensores quando comparados com a curva 
padrão, de acordo com a IPTS-68, para a 
faixa de O a 400 °c, utilizando-se uma 
aproximação quadrática (Powell et al., 
1974). Pode-se atribuir esta variação a 
alteração da estrutura de um dos fios, ou de 
ambos, devido a trefilação. 

As Figuras 3 e 4 apresentam o resultado 
da micrografia realizada nos fios. 

Comparando-se as Figuras 3-a e 3-b 
pode-se verificar que, no fio de ferro, após 
a trefilação, os grãos estão levemente 
alongados como era de se esperar para uma 
estrutura trabalhada a frio. 

A Figura 4 mostra a estrutura do fio de 
constantan antes e após o trabalho a frio. 
Observa-se, também, um leve alongamento e 
grãos menores na estrutura trefilada (Fig. 
4-b) · quando comparada com a não trefilada 
(Fig. 4-a) , semelhantemente ao que ocorreu 
com o fio de ferro. 

Esta alteração na estrutura é, 
provavelmente, a principal responsável pela 
variação dos valores mostrados na Figura 2. 

As Figuras 5 e 6 apresentam as curvas 
de resfriamento dos termopares trefilado e 
não trefilado em ar forçado. 
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Fig. 2 Curvas de aferição dos termopares. 
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Fig. 3: Fio de ferro não trefilado (a); f~ 
de ferro trefilado (b). Aumento de 500x. 
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A maior velocidade de resposta ~ 
termogar trefilado foi de 112,5 °Cjs ou 81S 
msj C, enquanto que para o sensoc:f nãc 
trefilado foi de 100 °Cjs ou 10 msj C. ~ 
velocidades de resposta obtidas para estes 
sensores levam a concluir-se que seu uso é 
adequado para o objetivo para o qual foral 
construidos. Com estas caracteristicas as 
sondas obtidas podem ser usadas para medir 
flutuações de temperatura de 110 Hz, o que é 
compativel com as flutuações de temperaturlig 
em escoamentos turbulentos de ar segundtão 
Mika (1975). Cf 



a) 

Fig. 4: Fio de constantan não trefilado (a); 
fio de constantan trefilado (b). Aumento de 
500x. 

Fig. 5: curva de resfriamento do Õermopar 
'trefilado. Escala x: 2sjdiv e y: 30 C/div. 

!Fig. 6 : curva 
f!âo trefilado. 

C/ di v. 

de resfriamento do 
Escala x: 2s/div 

termopar 
e y: 30 
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No entanto, deve-se considerar que as 
flutuações de temperatura ocorrerão na faixa 
do espectro de turbulência correspondente 
aos grandes vórtices (Hinze, 1975), o que 
significa que terão baixas frequências. No 
escoamento turbulento em um tubo circular, 
as flutuações de velocidade serão da ordem 
de 5 % da velocidade média temporal do 
escoamento em um dado ponto (Lawn, 1971). 
Pode-se tornar, assim, um intervalo de tempo 
correspondente a 5 % da variação total de 
temperatura nos experimentos de medição de 
tempo de resposta corno referência para a 
determinação do tempo de resposta efetizo. 
Para o caso analisado (5 % de 112,5 C) 
obtém-se um tempo de resposta de 4,5 rns, o 
que corresponde a urna frequência de 222 Hz. 
Neste caso, porém, efeitos da 1nercia 
térmica deverão ser muito pronunciados, corno 
nos resultados de Mika (1975) onde as sondas 
utilizadas eram de maior diâmetro que as 
utilizadas neste trabalho. 

CONCLUSÕES 

Este trabalho apresenta o estudo 
visando o desenvolvimento e a avaliação de 
termopares com resposta rãpida para a 
medição de flutuações de temperatura no 
escoamento turbulento de ar em canais 
aquecidos. 

Com este objetivo foram 
construidos sensores a partir de fios 
comerciais de ternopares tipo "J" trefilados 
manualmente a frio. Além dos testes 
realizados normalmente com terrnopares, corno 
aferição e medição do tempo de resposta, foi 
feita a metalografia dos fios utilizados, 
antes e após a trefilação. 

Os resultados da rnetalografia 
mostram pequena variação na estrutura dos 
fios. Esta alteração não trouxe alteração 
significativa nas curvas de aferição. 

A trefilação permitiu urna redução 
significativa no tempo de resposta dos 
sensores, permitindo realizar medições de 
flutuação da temperatura até 110 Hz, quando 
se considera toda a faixa analisada para o 
tempo de resposta, podendo atingir 222 Hz 
desde que se considere efeitos da 1nercia 
térmica que deverão se fazer presentes. 

Para a aplicação dos terrnopares à 
medição de flutuações de temperatura em 
experimentos, urna cuidadosa anâlise de erros 
deverã ser efetuada para a avaliação dos 
resultados. 
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ABSTRACT 

A., Heat 
flows, 

The study of temperature fluctuations 
in turbulent flows requires fast sensors 
which can follow these fluctuations . With 
this purpose, temperature probes were 
developed from commercial wires of "J" type 
thermocouples. This paper presents the 
assemblage and evaluation of the probes. 
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This paper- descr-ibes an alter·native analytical appr-oach to a 
cer-tain class o{ heat and/or- mass diffusion equations with a non­
classical coupling in the boundar-y. This appr-oach follows the ideas 
o{ the gener-alized integr-al tr-ans_for-m technique and uses · Stur-m­
Liouville pr-oblems instead o{ the mor-e involved eigenvalue system 
mentioned in the liter-atur-e. 

INTRODUCTION 

It is a well known fact that man~ 
engineer1ng problems in heat and/or mass 
diffus1on can be written 1n a s1ngle 
mathematical formulation . Mikhailov and 
Ozlsik<1984) discuss seven different classes 
of such problems and present formal solutions 
to each of them using the classical integral 
transform technique One of these classes, 
the class VI problem is characterized b~ a 
set of diffusion equations coupled through a 
boundar~ condition . Some important 
applications to this class of problems are 
related to extraction of plant oil from seeds 
or extraction of sugar from sugar beet 
turnings, to metion but a few. However, in 
arder to obtain numerical results from the 
solutions reported, a non - convetional Sturm 
L1ouville eigenvalue problem has to be 
accuratel~ solved for the eigenvalues and 
related eigenfunctions 

Since the solution of this eigenvalue 
problem sti11 remains, to a certain extent, 
an open question an alternative approach is 
presented 1n this paper . The basic idea is to 
choose a more simple, ~et ph~sicall~ 

relevant , auxiliar~ problem An application, 
related to the thermal entr~ development on 
double pipe heat exchangers, is considered 
in arder to illustrate the ideas here 
advanced. 

f'INALYSIS 

This anal~sis starts b~ the general 
formulation of the so called class VI 
problem For s1mp11cit~ the cne - dimensional 
version will be considered . Therefore, 
following Mikhailov and Ozisik <1984) the 
problem to be solved 1s . 

clT ( x , t ) 
W k (X )-...:;~;o:t---

c} [ clT ( x, t )) 
=ax Kk <x> ~x +P<x,t> 

in x <x<x ,t)0 , k=1,2, . 'n (1) 
0 :1. 

subJected to the following 
condit 1ons . 

DT <x , t l 
k 0 0 ' t) 0 

ÕT (X 't ) 
DI T < x , t> + (3 K < x" , t> ~x 1 

k k I< I< 

boundar~ 

(2) 

=4><t> 
(3) 

The coupling among 
potentials T <x,tl is 

the var1ous 
related the 
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,, 
ph~sical quantit~ ~<t> b~ . 

clT (X ' t ) 
d</J ( t) 

dt 
k "" :1. 

t )0 

Q ( t ) ' 

(4) 

The initial conditions for the n 
potentials T and for <fJ are taken as ,, 

T (x,0) = f <x>, x <x<x k= 1,2, . ,n (5) ,, k 0 1 ' 

~(0) = <fJ ( 6) 
0 

Clearl~ various problems of practical 
interest can be specified from the above 
formulation b~ choosing proper values to the 
coeffic1ents a , (3 1 r , <fJ and to the 

k ~ k 0 

functions W <x>~ K <x>~ P <x,t>~ f <x>~ Q(tl . 
k k k k 

As discussed in Mikhailov and Ozisik <1984> 
the exact solution via the Classical Integral 
Transform Technique requires the precise 
evaluation of an eigenvalue problem which is . 

0, d ( dVJ k (IJ i X )] 
- W <x> + dx k dx 

1-J 2 w ( X )V/ (1-J I X ) 
k k 

in x <x<x (7) 
0 :1. 

dV' (/J I X ) 
(8) k 0 0 

dx 

I 
) 

I' 



dlf' (J..I I X 

01. lp (J..I I X ) + (1 K ( X )--""'----....l:..-
1< " 1 " " 1 dx 

n 
1 L dlf' (J..I I X ) 

Y K <x ) " 1 

1-1"' " " 1 dx 
(9) 

k--,_ 

It can be observed that the above 
problem is a non-classical Sturm Liouville 
one and its solution for specific functions 
K <x> or W <x> can be extremei~ involved. 

k k 

Therefore~ in arder to avoid this potentiall~ 
troublesome problem we take~ in accordance 
to the ideas 1n the Generalized Integral 
Transform Technique~ the following auxiliar~ 
problems. 

d ( dlf' k i ( X )) 

dx wk (x) dx + 1-1 .. , 
k ' i 

w ( )( )lp " ", ,._ <x>=0~ 

k=1 12 I 

dlf' (X ) 
k I :i. 0 0 dx 

n~ in x <x<x 
0 

dlf' (X ) 

01. lp ( X ) + (1 K ( )( )~ 
" " , i 1 " " 1 dx 

0 

<10) 

( 11> 

(12) 

These problems are special cases of the 
classical Sturm-Liouville s~stem and the 
evaluation of the eigenvalues 1-1 and 

k ' :l 

related eigenfunct1ons lf' <x> are readil~ 
k ~ :t. 

obtained through well established techniques 
such as the Sign Count Method described in 
Mikhailov and Oz1sik (1984) . 

The above e1genvalue problems allow for 
the definition of the following integral­
transform pairs . 

T (Kit) 
k 

T ( t ) 
k ; :i 

00 

L 
:l .. •i. 

1 

N1. /E~ 
k ; :J. 

1 
NI/P.. 

k 'i 

)( 

lf' (x) T (t) 
k ' i k ' :L 

transform 

I 
1 

w ( X )lp ( X ) T ( X I ) 

k I< , i k 

X inverse 0 

where N is the norm given b~. 
k ' i 

i< 

N I 'w <><>lP''' <><> 
k k ; :1. 

dx 
.... i 

)( 

0 

( 13) 

dx~ 

( 14) 

(15) 

The next step is to rewrite the or1ginal 
problem 1n terms of the transformed 

potentials T <t> . This is dane b~ operating 
k,i 

X . 

on equation <1> with --1-I ._lf' <><> dx~ 
N'/e k,:l. 

on 

k, :1. X 
X 0 

equation (10> with ---1-J 1

T <x~t> dx and 
N'/"" " 

b~ 

k ' i )( • 
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summing the two resulting expressions. 
final result is . 

dT (t) 
k' .. + 1-1 2 T < t > = p < t > + 

k • :l k , i k • ::1 dx 

The 

X [ 
1 1 8 8T (X I t) 

Ni/2 I lp k ' .. (X) 8)( [ K k (X) 8: ) -
k.i. )( 

0 

d ( dlf' (X)) ] 
-\ <x~t) dx K" <x> ~x 

1 
dx 

Where p <t> 
k • i 

1 

N1 /f.~ 
k ' .. 

X 

I 
1

lf' (x)P (x 1 tldx 
k • i k 

)( 

0 

(16) 

<17> 

The right hand side is integrated b~ 
parts and us1n9 the boundar~ conditions in 
<2>

1 
(3)~ <11) and <12> we have . 

dT < t > 
k • i + l-I E' T ( t ) =p ( t ) +0 <P ( t ) 
dt k , i k , :l k , :L I< , :i. 

i=1~2, I k=1,2, ,n 

where O 1s given b~ 
k • i 

() 

lp ( X ) - K ( X )lp ( )( ) 
kl.:l, i. k S. k,i 1 

k • 1 N1 /f./1; 

k,i 
a + (1 ) 

k k 

(18) 

( 19) 

Equation (18) represents an infinite 

s~stem for the transformed potent1als T <t> 
k ' .. 

coupled through the quantit~ 4-<t> The next 
step is to rewrite the flux terms in equation 
(4) in terms of the transformed potentials in 
arder to establish the coupling with <18>. 
Therefore, an integration of <1> in the 
domain x < >< < x together with <2> shows 

0 .. 
that. 

X 
d I 1 8T (X I t ) i 

-d t w (X) T ()(I t ) d X = K (X ) k -
1 

+' 
)( k k k S. 

0 
p ( t) 

k 

Appl~ing the inverse formula 
above equation the flux term can be 
as . 

( 20> 

in the 
written. 

! 

K (X L 
·-· dT (t) I 
f k c ,;j 
k,.j dt +P <tl 

k 

00 

k 1 

where f 
k '.i 

an d P < t > 
k 

_1_ 
N'/e 

k '.j 

.1- i. 

X 

I 1

W <xJlf' <x>dx 
k k • ,j 

X 
0 

x1 

I P" <x~t>dx 
X 

e 

( 21li 

:::1 

I 



Substituting· equation (18) in <21> and 
the resulting expression in equation <4> 
leads to: 

~ +(t' ~A ] dt L L ... .; 
k-i..j-S. 

t t a .. . .; r .. . .; <t > 

" 
(O 

II y f p 
k k. ,j ... ,j 

k -lJ -1. 

where A ~· y f n 
k • ,j k k . ,j k • .; 

and B "" 
y f J..Jt:.t 

k • ,j k k • .; j 

( t) 

t'y p (t) 
L .. .. 
k ••S. 

+ Q ( t)] <24> 

<25> 

<26> 

The initial conditions for the 
transformed potentials can be 
using the inverse formula in 
This procedure ~ields to 

obtained b~ 

equation <5> . 

·-· 
T (0) 

k • i 

1 
where g 

... i N,,...., 
k,i 

9 

X J 1 

W k ( X )~ k • ' · ( X ) f k ( X ) d ){ 

X 
0 

<27) 

<28> 

It should be noticed that the anal~sis 
is exact so far but for computational 
purposes the expansions in <13> can be 
truncated to a sufficientl~ large number m 
once a pre-established convergence criterion 
is achieved . ln matrix form the truncated 
s~stem can be written as. 

y ( t ) 

Y<0> 

where t he 
transformed 

G 

A Y<t> + B<t> 

vector 
potentials 

y ( t ) 
r 

k. :i 

contains 
an d 4> . 

<29> 

<30) 

the 
The 

coefficients of matrix A and vectors B and G 
are easil~ obtained b~ a simple inspection on 
equations <18> and <24> . Once this s~stem is 
solved, .P<t> is determined and the inversion 
formula <14> is recalled and the potentials 
T (x,t> are obtained. 
k. i 

APPLICATIQN 

ln arder to explore the features of the 
approach suggested in this paper an 
application will now be considered. It is 
related to the thermal development in double 
pipe heat exchangers under the stead~ state, 
laminar concurrent flow situation . The 
formulation for the inner local dimensionless 
temperature e <R,Z> and for the dimensionless 

• 
shell side bulk temperature e <Z> is taken 

e.,-.v 
according to Stein and Sastri <1972) as: 
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iJG <R,Z> 
2R< 1-RE'- )-~•;-:--­

iJZ 
~ [ iJG 1 < R , Z >) 
iJR R iJR 

0<R<1, Z>0 ( 31) 

e <R,0> = 0 , 0 :S R :S 1 <32> .. 
ae <0,Z> 

• 0 ' z ) 0 (33) iJR 

ae ( 1, z) 
e ( 1 'z) + K • e <Z>,Z>0 (34> iJR • e.-. ..... 

de ( z) 
2 

ae ( 1, z) 
!Z, ...... '· 0, Z>0 (35> dZ -H iJR 

e ( 0) 1 (36) 
E.~ • a v 

The parameter H 
flow rate ratio and 

is 
K 

the heat capac1t~ 

is a dimensionless 

combined thermal resistance of the tube wall 
and shell side convection. A simple 
comparison between the problem presented 
above and the general one presented in the 
anal~sis shows that th1s important 
engineering problem is a special case of the 
Class VI problem . Therefore the auxiliar~ 
eigenvalue problem is chosen as. 

d~ (0) 
i 0 dR 

d~ ( 1) ,, 
0 dR 

which is the classical Graetz 
problem . 

Following the anal~sis, the 
the transformed inner fluid 

<Z> and average outer 
•• i 

e <Z> is : 
f.~ ... ..., 

0, 

(37> 

<38> 

(39) 

eigenvalue 

s~stem for 
temperature 

temperature 

d9 <Z> 
<Z>--.:;::..!_ 

d~ (i) 
• i +~o~"'e i e ( z) 
dZ i •• i N.,....., dR 2,a'-" 

i 

i= 1 '2' . . i Z>0 <40) 

de 
(O 

<Z> 

L: 
e + c e <Z> D e ( z)' dZ e. ....... ,j • • ,j .;-· 

Z>0 ( 41) 

(O 

f 

l 2 ~ (i) 

where c ____;L_ <42> 
H N' .... "' dR .;-• 

,j 

':: 



and D 
.i 

2 

H 
~ ··' r e 

.j j :\. , .:1 

The 1nlet conditions are . 

-e <0> = 0 , e ( 0) 
:'t . • i F..! •• ...., 

~ESULTS AND DISCUSSION 

<43> 

1 (44,45) 

ln arder to show numerical results and 
to evaluate the overall performance of the 
present methodolog~, the truncated version of 
the s~stem <40) - <45> was solved for some 
t~pical values of the governing parameters . 
The subroutine EIGRF from the IMSL package 
<1987>was used to determine the eigenvalues 
and their associated eigenvectors of the 
corresponding matrix A and the subroutine 
LEQT2F was emplo~ed to solve the linear 
s~stem which results from the application of 
the inlet conditions in the general solution 
for the transformed temperatures 8 <Z> and 

1. ; i 

e < z >. 
f! • MV 

Due to space limitations , numerical 
results are onl~ presented for the average 
overall Nusselt number along the exchanger 
length for certain values of the heat 
capacit~ flow rate ratio . Other results and a 
deta1led d1scussion about the accurac~ of the 
above formulation can be found in Scofano 
<1991) The results in figure 1 are converged 
for the fifth significant digit and it was 
found that no more than 40 terms were needed 
in the expansion for the inner temperature 
field 1n the range 10- 3

( L< 1 . It was also 
found that a t~p1cal computer run ( fi xed 
v a 1 u e s o r K a n d H , m = 4 0 , 10 < •::;; L :$ 1> ... 
requ1red no more than 90 seconds of CPU time 
on an · IBM 4381 mainframe computer The two 
features, accurate resu1ts w1th a relativel~ 

short computer t1me, indicate that this 
approach offers some advantages over purel~ 

numerica1 methods, such as finite differences 
or fin1te elements, where fine meshes are 
required for solving the problem in regions 
near the inlet 

the one dueto Sieder and Tate . It can be 
noticed that there is a significant deviation 
between the calculated results and the 
empirical correlation especiall~ for the 
lower values of the heat capacit~ flow rate 
ratio and for short exchanger lengths 
Possibl~ one cause of such discrepancies is 
associated to the fact the Sieder and Tate 
correlation was obtained from experiments 
taken under the countercurrent configuration 
as pointed out b~ Nunge and Gi11 <1967> . 
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Figure 1 - Average Overa11 Nusse1t Number 
along the exchanger lenght . 

As a closing note, it is interesting to 
compare the calculated results for the 
average overall Nusselt number with the ones 
predicted b~ empirical correlations such as 

I 
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O presente trabalho objetiva ampliar o universo de soluç~es exalas 
existentes para a distribuiçl'lo de temperaturas em regeneradores de 
calor de leito fixo. O método consiste em transformar o sistema de 
equaç~s diferenciais parciais de governo em ordinárias através de uma 
transformação por similaridade. A solução numérica é obtida pelo 
método de Runge-Kulta de quarta ordem para dados tipicos encontrados 
na literatura. A principal aplicaçl'lo é como caso leste na avaliaçl'lo de 
esquemas numéricos a serem propostos para solucionar o sistema origi­
nal de equaç~es, dado que a solução aqui apresentada é exala. 

INTRODuÇÃO 

O constante aumento dos custos dos com­
bustiveis nos últimos anos, tem levado as in­
dústrias a investir em sistemas de gerencia­
mento da utilização de energia, com o objeti­
vo de reduzi r o consumo global. Em mui tos pr·Q. 
cessas, a energia perdidá em uma fase pode 
ser reaproveitada em outra, desde que devida­
mente estocada. 

Entre os muitos métodos existentes para 
reaproveitamento da energia térmica destacam­
se os recuperadores e os regeneradores de ca­
lor, ambos trocador·es de calor de contato in­
direto . Neste último, o calor sensivel de um 
fluido, armazenado em um meio sólido, que po­
de ser um leito poroso ou as próprias paredes 

; do equipamento, é posteriormente retirado pe­
: lo fluido que se quer aquecer. O processo de 
armazenamento e reutilização, neste caso, é 

' inerentemente transiente. 
As distribuiç~es de temperatura como 

, função do tempo e da posição em um regenera­
dor de calor sl'lo tratadas no estudo da din~­

mica destes equipamentos. A import~ncia da 
predição destas distribuiç~es, é que esta é 
indispensável na verificação da viabilidade 
econômica da implantação de um sistema de es­
locagem de energia baseado em regeneradores 
de calor. 

Um grande número de trabalhos publica­
dos nos últimos anos tem analisado a din~mica 
dos regenadores de calor. Uma relação destes 
estudos é apresentado por Schimidt [1]. O 
caso geral de um fluido escoando através de 
um regenerador de leito fixo foi matemática­
mente tratado pela primeira vez em 1929, por 
Schumann [2] . Neste trabalho, o autor utili­
zou as hipoteses de condutividade térmica 
do material sólido nula na direç~o do escoa­
,mento e infinita na direção normal a esta, 
condutividade térmica do fluido nula e pro­
priedades constantes para o sistema como um 

:todo. Em 1975, Hughes, Klein e Close [31 pro­
puseram uma simplificação ao modelo apresen­
tado por Schumann para resolver o problen~ de 
um reservatório de calor utilizado no 
aquecimento solar de ar, visando reduzir o 
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elevado tempo computaci ortal do modelo or i gi -
nal. No mesmo ano, Schimdt e Szogo [4] resol­
veram o problema de um regenerador composto 
de barras retangulares espaçadas entre si, u­
tilizando a técnica de diferenças finitas e 
considerando conduçl'lo de calor bidimensional 
no sól i do. Em 1978, estes autores abor· dar am 
novamente a mesma configuração, porém consid~ 
rando que neste caso fluido quente e frio en­
travam em contato com as barras, simut~neameu 
te, um em cada lado o estudando a distribui­
ção transionte de temperaturas como função da 
temperatura de entrada de um dos fluidos 
[ 5]. 

O presente trabalho obtém soluç~es e~ 

tas par a a distribui çl'lo tr ansi ente de t.emper·!!. 
turas de um regenerador de calor do leito fi­
xo, utilizando as mesmas hipóteses de Schimdt 
e Szego [4], mas considerando condução unidi­
mensional no sólido . O método utilizado con­
siste em transformar o sistema de equaç~es d~ 
ferenciais parciais que governa o problema em 
diferenciais ordinárias, através de uma tran~ 
formação por similaridade. Para tal, foi uti­
lizada uma forma para a variável independente 
e - foram exigidas formas para as dependentes 
seguindo o procedimento utilizado por Tur-ra e 
~ssim [6]. O sistema resultante foi resolvi­
do numéricamenle, com emprego do método de 
Runge-Kutla de quarta ordem. 

Os resultados encontrados para as dis­
tribuições de temperaturas são apresentados 
ao fim do trabalho para algumas situações fi­
sicas. Em virtude da ausência de dados expe­
rimentais que respeitem as formas propostas 
das transformações, não é apresentada compa­
ração entre estes e os resultados aqui obti­
dos. 

De fato, cabe ressaltar que a simplifi­
cação decorrente da transformação por simila­
ridade proposta só será válida caso as formas 
utilizadas para as variáveis dependentes se­
jam respeitadas. Em virtude disto, a aplica­
ção principal dos resultados aqui apresenta­
dos é como padrão de avaliação para esquemas 
numéricos que venham a ser desenvolvidos para 
solucionar o sistema de equações original, 
uma vez que a solução obtida é exala. 



MODELAGEM 

O sis~ema de equações diferenciais par­
ciais que governa a dinâmica de regenerado­
res de calor de lei~o fixo, com escoamen~o 

incompressível forçado, de propriedades cons­
~an~es e sem geração interna de calor-, é apr~ 
sen~ado a seguir, com ~adas as variáveis re­
presentadas por sua nomenclatura clássica: 

8 Tr 8 Tr 
c pf Cpr 8 t = - c Pr u Cpr 7JZ 

+ U A' CT .. -- Tf) C1) 

lJ Te 
C1-c) P,.. c,..Dt 8zT .. z + 

Àc 8 z 

+ U A' C Tf - T r:.) C 2) 

Aqui, z representa a dir·eção axial, os 
s:ub-indices " e r referem-se respectivamente 
aos meios sólido e fluido e A' é a razão en­
~re a área afe~iva da ~ransferência de calor 
e o volume do regenerador. A área efe~iva é 
dada pelo produ~o do número total de partícu­
las do regeneador, n, pela área de cada par­
~icula, Ap. O número de partículas pode ser 
obtido da definição de porosidade, c=1-V,./Vt, 
com Va=nVp, onde Vp, Vt e v,. são respectiva­
mente o volume das partículas esféricas que 
formam o leito, o volume total do regenera­
dor e o volume de sólido do leito. 

Na derivação destas equações, assumi­
mos que o problema é básicamente unidimensi~ 

nal, a condução de calor no meio fluido pode 
ser desconsiderada e o perfil de velocidade é 
uniforme. Desconsideramos também os efeitos 
viscosos e a troca térmica com o ambient.e. A­
lóm disso, para permi~ir uma formulação con­
tínua do problema, o tamanho das partículas 
sólidas que compõe o leito foi considerado 
pequeno em relação a dimensão do leito. 

Os termos des~as equaç~es contendo U, 
coeficiente global de troca de calor, repre­
sentam a transferência de calor na direção 
normal ao escoamento entre fluido e sólido. 
Da mesma for·ma, o termo com Àa, condutivida­
de térmica do sólido, representa a condução 
de calor na direção do escoamento. 

Na metodologia de solução aqui utiliza­
da, o sistema original de equações diferen­
ciais parciais é primeiramente transformado 
em um sistema de cquaçóes diferenciais ordi­
nárias através da introdução das seguintes 
var-iáveis de similaridade, obtidas do traba­
lho de Turra e Qassim [6]: 

n= z /~ C3) 

T• = ftCn).t + 'l'oe C4) 

Tr = fzCn).t + Tor (5) 

U = Kt/t C6) 

pfu = Kz / ~ (7) 

Nas expressões acima, n é a nova vari­
ável independente. As demais expressões re­
presentam formas funcionais que deverão ser 
respeitadas para que a transformação seja 
válida. Kt e Kz são constantes. To .. e Tor são 
as temperatur·as iniciais dos meios sólido e 
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fluido, necessAriamente iguais, por requisito 
da transformação. 

Por conveniência, an~es de procedermos 
à transformação, as expressões C1) a C7) 
serão adimensionalizadas, utilizando os se­
guintes parâmetros de referência: o tempo de 
duração de uma das fases de operação do rege­
nerador, trer, para o tempo; a temperatura 
máxima atingida por um dos meios, Tref, parai 
as temperaturas e o comprimento do leito doi· 
regenerador, L, para a distância. As demais 
variáveis, U e pu, dados de entrada neste 
trabalho, devem ser fornecidas em termos das ! 
variáveis adimensionais. Do processo de adi- ! 
mensionalização resul~am as seguintes equa-1 
ções: ! 

• lJ Tr 
lJ t:• 

U tref 
L 

• 8 Te • + 
8 z 

l 
I 

+ U A' tref 
Pr Cpf c 

CT,.• - Tr•) C8) f 

• lJ Tr:.,.. 
lJ t 

Às tref 8zT,.• 
P,.c1~c) c. Lz ~z + 

+ U A' tr•f • 
P C1-c) C CTr - Te•) 

" Q 

n• = z• / -IC 
• Ta 

• Tr 

u 

pfu 

• • • • ft Cn ).t + Tor:. 

fz•cn•)_t• + Tor• 

Kt / Ct•.tref) 

Kz /-/C. tref 

C9) 

(10) 

C11) 

C12) 

C13) 

C14) 

onde as variáveis adimensionalizadas aparece 
designadas pelo índice superior "*" · 

Substituindo as expressões C10) a C14) 
no sistema de equações diferenciais parciai 
adimensionais C8) e C9), resulta: 

• • ... .. ..... 
= + 

I 

I 2 fz cn ) - fz cn ) - Ct fz Cn ) 

• • • • • -+ Cz [ ft cn ) - fz Cn ) C15)1 

• • • • •• ... . 
2 fi cn ) - n fi cn ) = Cs fi cn ) + 

+ C4 [ • • fz cn ) • • - fi cn ) C16) 

Nestas equações, as constantes Ct a C. 
são dadas por : 

Ct ~ C2Kz -.{~ )/Cpf L) C17) 

Cz = C2Kt A')/Cprc Cpr) C18) 

Cs = C2Ãa tref)/[p C1-c) 
Q 

c. L 2 J C19) 

C4 = C2Kt A')/[p C1-c) .. Ca] C20) 

Enfatizamos que as constantes Kt e 
representam a variação do coeficien~e globa 
de transferência de calor e do perfil de ve 
locidades respectivamente, como indicam a 
expressões C6) e C7). 

O conjun~o de equações C15) a C20), de 
vidamente acompanhado de condições de cantor 



no apropriadas, pode ser resolvido por algum T* 
método numérico. Este é o assunto da próxima 
~ão. 

SQLuÇÃO NUMtRICA 

Como salientamos no inicio deste traba­
lho, a principal aplicação do método aqui 
apresentado é como padrão de comparação para 
esquemas de solução numérica que venham a ser 
propostos no ~uturo, visando resolver casos 
mais gerais. Assim, para ~ornecer adequada 
fonte de comparação, alguns exemplos serão 
resolvidos e sous resultados comentados a se­
guir. 

Nos exemplos resolvidos, duas situações 
fisicas correspondentes a dois gr·upos de con­
dições de contorno serão abordadas: t.empera­
turas de ambos os meios variando linearmente 
com o tempo na entrada do reger1erador e iso­
lamento térmico do sólido na entrada; tempe­
ratura do ~luido variando linearmente na en­
trada e isolamento térmico do sólido nas duas 
extremidades . As tabelas 1 e 2, abaixo, resu­
mem as condições de contorno dos casos estu­
dados : 

Tabela f 

Caso 

(!) 

CID 

Tabela z 

Caso 

CD 

CID 

Condições de Contorno em t*e z* 

• • • DI· /fz. =O •• em z :O • Tr .=Ar •t• +To r •' em z :O 
Ta :Aa t +Toa , em z*,.,o 

• /ltz.*=o. • aTa em z =O 
tT., /"i =O • em z :1 • •• :z*=o Tf =Ar t +Tor • em 

• Condições de Coni.orn.o cm Y) 

•• 
~'. =o •• 
~z.=Ar •• 
~t =As , 

• em n.=o 
em n.=-o 
em Y) =O 

• em n.=o. • 
em n.=n C1,t ) 
em Y) =O 

O sistema de equações diferenciais or ­
dianárias obtido na seção anterior será r-e­
solvido através do método de Runge- Kutta de 
quarta ordem. Para tal, a equação de segunda 
ordem, C15), será reduzida t d:Jas de pr-\,me\r·a 
através da substituição ~t' C Y) ) "' ht C Y) ) • 

Os resultados obtidos pela solução numérica 
serão convertidos em valores da distribuição 
&dimensional de temperaturas em ~unção de 
tempos e distâncias adimensionais, através 
das expressões (10) a C12). 

Os resultados obtidos para os casos I e 
II são apresentados a seguir, juntamente com 
os dados de entrada que particularizam cada 
caso. As constantes que ~ornecem a variação 
das temperaturas do sólido e do f 1 ui do na Em-· 
!trada do regenerador Cver condições de con­
torno' recebe~am os seguintes valires: caso 
I, Aa "' O e Af = -4!5; caso II, Af "' -4!5. 
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Fig. 1 Distribuição de temperaturas, 
caso I 
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Fig. 2 - Distribuição de temperaturas, 

caso II 

Vale ressal lar que no caso II , como ar·­
tificio matemático para garantir o isolamentc 
té{mico do equipamento em z=L, permitimos que 
As variasse, de mogo a satist·a:zer esta cond:L 
ção. Como apenas Af deveria per·manecer fixo, 
não houve perda de generalidade, neste caso. 

Na tabela 3, abaixo, apresentamos, em 
unidades SI, os dados de entrada comuns aos 
casos I e II, utilizados na obtenção dos 
resultados acima. Os valores utilizados são 
dados considerados tipicos, obtidos na lite­
ratura para o ~uncionamento de regeneradores 
deste tipo . 

Tabela 3 

Variável Símbolo Valor 

Porosidade c 0.37 
Compr. regenerador L 1.0 
Diâm. particulas d 0.02!5 
Tempo de ref. lref 1800 
Temperat . de ref. Tref 334.4 
Temperat. inicial Toa, Tor 3!55.9 
Const. oxpr. u Kt !52410 
Const. expr . pu Kz 51 . !54 



ANÁLISE DOS RESlJL,TADQS 

Antes de mais nada, cabe ressaltar que 
de todos os resultados passiveis de se obter 
com o método aqui exposto, os apresentados no 
item anterior foram selecionados entre os que 
se afiguravam fisicamente mais interessantes. 
Isso se deve ao fato de que as variáveis de­
pendentes devem obrigatóriamente seguir as 
formas estabelecidas nas expressões de C4) a 
C7), restringindo deste modo as soluções. Por 
este motivo também, não foi possivel apresen­
tar comparações entre os resultados obtidos e 
dados experimentais, visto a inexist~ncia 
destes na literatura. 

A análise da fig. 1 deixa evidente que, 
em tempos próximos de zero, as temperaturas 
do sólido e do flu~do de fato tendem ao mesmo 
valor, para cada z , como exige a transforma­
ção. Oserva-se ainda que, em z=O, a tempera­
tura do meio sólido permanece constante e que 
a do meio fluido diminui com o te~po, 

co~forme exige o valor das constantes Aa e 
M das condições de contorno. Sobre o com­
comportamento térmico dos dois meios, vale 
observar que a distribuição inicial de tempe­
raturas vai sendo alterada, com o passar do 
tempo devido à entrada de fluido progressiva­
mente menos quente no regenerador e que o 
isolamento térnuco exigido pelas condições de 
contorno para o sólido em z=O é de fato ob­
servado. 

Analisando a figura 2, observa-se um 
comportamento qualitativamente id~ntico ao do 
caso anterior no que diz respeito à igualdade 
de temperaturas em t ... o e às temperatur·as de 
entrada dos dois meios. Nota-se apenas que 
neste caso o valor das constantes é diferen­
te. A rospei to do comportamento tér·mico dos 
meios, observa-se que, novamente, a distribu .. -
ição inicial de temperaturas vai sendo al­
terada com o passar do tempo, desta vez po­
rém observando-se a condição de isolamento 
térmico em ambas as extremidades do equipa­
mento. 

Cabe aqui um comentário de interesse a 
respeito das curvas Ta e Tr, quando o tempo 
tende para zero. As formas da transformação 
em C4) e C5) exigem que Ta e Tr sejam cons­
tantes e iguais a Toa e Tor apenas quando t 
tende para O, nada sendo válido afirmar nesse 
sentido quando t>O. Oserva-se ainda que t=O é 
um ponto singular da análise, não havendo, 
portanto possibilidade de representar as cur­
vas correspondentes. Deste modo, fica justi­
cado o comportamento das curvas de temperatu­
ra versus posição para t=0.2 na figura 1. De 
fato, desconhecendo-se a priori a forma das 
funções ftCn) e fzCn), nada se pode inferir a 
respeito do comportamento inicial das funções 
T .. Cz, t) e TrCz, t). 

CONCLUSÕES 

Na análise aqui apresentada, o sistema 
de equações diferenciais parciais que gover­
nam a dinâmica de um regenador de calor de 
leito fixo, foi reduzido, via uma transfor­
mação por similaridade a um sistema, menos 
geral, de solução considerávelmente mais sim­
ples, de equações diferenciais ordinárias. Os 
resultados obtidos a partir de tal análise, 
para as distribuições espaço-temporais das 
temperaturas dos meios sólido e fluido foram 
apresentados, mostrando comportamento fisica­
mente razoável. Comparação destes resultados 
com dados experimentais não foi realizada, em 
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virtude da inexit~ncia de dados que respeite 
as formas impostas na transformação. 

A aplicação da metodologia ora apresen 
tada na solução de problemas reais envolven 
do a dinâmica de regeneradores de calor fica 
portanto, bastante limitada aos casos que s 
enquadrem nas mencionadas formas. Entretanto 
ressalta-se a importância deste método, co 
gerador de soluções de casos particulares, 
ser utilizados como padrão de calibração 
esquemas numéricos desenvolvidos com intençã 
de resolver casos mais gerais do sistema ori 
ginal de equações. 

Apresentamos ainda como sugestão par 
trabalhos posteriores, a idéia de se genera­
lizar a transformação, de modo a considerar 
as propriedades fisicas do sistema não mai~ 
como constantes, e sim como funções da vari­
ável independente tranformada. 
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ANAL! SE DOS RESULTADOS 

Antes de mais nada, cabe ressaltar que 
de todos os resultados passiveis de se obter 
com o método aqui exposto, os apresentados no 
item anterior foram selecionados entre os que 
se afiguravam fisicamente mais interessantes . 
Isso se deve ao fato de que as variáveis de­
pendentes devem obrigatóriamente seguir as 
formas estabelecidas nas expressões de C4) a 
C7), restringindo deste modo as soluções . Por 
este motivo também, não foi passive! apresen­
tar comparações entre os resultados obtidos e 
dados experimentais, visto a inexistência 
destes na literatura. 

A análise da fig . 1 deixa evidente que, 
em tempos próximos de zero, as temperaturas 
do sólido e do flu.do de fato tendem ao mesmo 
valor, para cada z , como exige a transforma­
ção . Oserva-se ainda que, em z=O, a tempera­
tura do meio sólido permanece constante e que 
a do meio fluido diminui com o te~po , 
co~forme exige o valor das constantes Aa e 
AI das condições de contorno. Sobre o com­
comportamento térmico dos dois meios, vale 
observar que a distribuição inicial de tempe­
raturas vai sendo alterada, com o passar do 
tempo devido à entrada de fluido progressiva­
mente menos quente no regenerador e que o 
isolamento térnuco exigido pelas condições de 
contorno para o sólido em z =O é de fato ob­
servado. 

Analisando a figura 2, observa-se um 
comportamento qualitativamente idêntico ao do 
caso anterior no que diz respeito à igualdade 
de temperaturas em t-+0 e às t..emperatur·as de 
entrada dos dois meios . Nota- se apenas que 
neste caso o valor das constantes é diferen­
te . A respeito do comportamento tér·mico dos 
meios, observa-se que, novamente, a distribu-­
ição inicial de temperaturas vai sendo al­
t erada com o passar do tempo, desta vez po­
rém observando-se a condição de isolamento 
térmico em ambas as extremidades do equipa­
mento . 

Cabe aqui um comentário de interesse a 
respeito das curvas Ts e Tr, quando o tempo 
tende para zero. As formas da transformação 
em (4) e (5) exigem que Ts e Tr sejam cons­
tantes e iguais a Tos e Tof apenas quando t 
tende para O, nada sendo válido afirmar nesse 
sentido quando t >O. Oserva-se ainda que t=O é 
um ponto singular da análise, não havendo, 
portanto possibilidade de representar as cur­
vas correspondentes. Deste modo, fica justi­
cado o comportamento das curvas de temperatu­
ra versus posição para t=0 . 2 na figura 1 . De 
fato, desconhecendo-se a priori a forma das 
funções ftCn) e fzCn), nada se pode inferir a 
respeito do comportamento inicial das funções 
T .. Cz,t) e TrCz,t). 

CONCLUSÕES 

Na análise aqui apresentada, o sistema 
de equações diferenciais parciais que gover­
nam a dinâmica de um regenador de calor de 
leito fixo, foi reduzido, via uma transfor ­
mação por similaridade a um sistema, menos 
geral, de solução considerávelmente mais sim­
ples, de equações diferenciais ordinárias. Os 
resultados obtidos a partir de tal análise, 
para as distribuições espaço-temporais das 
temperaturas dos meios sólido e fluido foram 
apresentados, mostrando comportamento fisica­
mente razoável . Comparação destes resultados 
com dados experimentais não foi realizada, em 
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SUMMARY 

The solution to the two-dimensional quasi-stationary temperature field in a finite 
depth solid with a Gaussian moving heat source is developed. The spot is indefinite along 
the direction normal to the motion. The solution approximates that for a Gaussian 
rectangular or elliptical or circular spot. lt is then analysed with reference to significant 
dimensionless parameters. The temperature distribution in the solid is presented and 
maximum temperatures, at various depths, are derived as a function of Peclet number in irs 
range of applications. Results presenred can give information in heat treatment problems. 

NOMENCLATURE 

•cm 
G(-l·) 

H 
' k 

m 
~'\! 

Pm 
q 

-r 
t 

T 
v 
v 
w 
X,Z 

X,Z 
X 
Greek symbols 

a 

• 
Subscripts 

. f 
o 
Superscripts 

~ t 

max 

: 

coefficient, equation (11) 
Green's function 

thickness of the solid 
thermal conductivity 
index of serics 
Pcclet numbcr, cquation (9) 

coefficicnt in serics 
surface hcat flux 
radius of Gaussian spot 
time 
temperature risc 
hcat sourcc velocity 
hcat source vectorial velocity 
function, cquation (3) 

Cartcsian coordinates 
dimensionlcss Cartesian coordinates, equation (9) 

axial coordinate of maximum tcmperature 

thcrmal diffusivity 

time, in Crcen's function 

at x~ -oo 

at x=Ü 

dimensionlcss 
coordinates system on the solid 
dummy spatial variable 
maximum 

i INTRODUCTION 
i 
1 
! 
i ln the recent ycars considerable interest has been shown in 
J conduction heat transfer analysis of material processing by either i stationary or moving heat sources, such as laser and electron beam. ln 
~particular, temperature field in welding, drilling, cutting, heat 
4. treatment of metais has been investigated in most cases theoretically 
~ and sometimes experimentally. Thanks to advances in solution 
i techniques, numerical methods allow the study of complex problems. 
~ However, analytical approaches are still very useful since they often 
~ provide a good insight into the significance of parameters affecting the 
~ process. 
~ Most of the early investigations concentrated on infinite or semi­
~ infinite bodies heated by a Gaussian source. Although the infinite o r 

l. semi-infinite medium approximation is not for thin bodies, the results 
!of such models can be applied to solids whose thickness is much higher 
!than the penetration depth of the thermal effects. 
l One of the first analytical solutions to the temperature 
(distribution in an adiabatic semi-infinite body heated by a moving 

\

rectangular surface heat source was given by Jaeger (1942). Rosenthal 
' (1946) derived exact solutions for differently shaped moving spots on 
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both semi-infinite and finite medium by using the transformation of the 
moving coordinates. Carslaw and )aeger (1959) obtained the sarne 
solution for a semi-infinite body by the heat source method. 

As far as Gaussian heat sources are concerned, the analytical 
solution in a semi-infinite body for a circular spot ata constant velocity 
was presented by Cline and Anthony (1977); they correlated the cooling 
rate and the depth of mclting with the size, the velocity and thc 
power levei of the spot. For the sarne heat source Chen and Lee (1983) 
showed thc existence of a criticai velocity below which the effects of 
the source motion become practically negligible. Sanders (1984) derived 
the conditions under which lhe solution for a Gaussian circular moving 
spot as a function of its normalized velocity can be used. Modest and 
Abakians (1986) presented the analytical solution for a Gaussian 
pulsed laser beam in a semi-infinite solid, which can be easily applied 
to complicated geometries. Temperature profiles induced in a semi­
infinite material by a moving elliptical Gaussian heat source were 
calculated by Nissim et ai. (1980), who considered the temperature 
dependence of the thermal conductivity. Their model was generalized 
by a numerical algorithm presented by Moody and Hendel (1982). 

The carlier solution to the temperature distribution in an 
adiabatic thin plate with a stationary or moving Gaussian heat source 
was given by Pittaway (1964). The three-dimensional problem dueto a 
circular Gaussian pulse spot on a finite depth adiabatic solid was 
solved analytically by Lolov (1987) and Tsai and Hou (1988). Kar and 
Mazumder (1989) presented a model to determine the transient and 
three-dimensional temperature field in a finite slab due to a moving 
circular Gaussian beam. Thermophysical properties of the material 
were assumed to be temperature dependent, except for the thermal 
diffusivity. Evans and Riley (1986) determined analytically the 
thermal distribution in a steadily moving slab of finite thickness with 
a uniform surface heat input along a strip on the upper surface, 
perpendicular to the motion, the remainder of the upper surface being 
taken to be insulated. The lower surface was assumed to be either 
adiabatic or convectively cooled. However, we feel that the 
investigation of the heat conduction in finite depth solids with a 
moving Gaussian heat source is stilllimited. 

ln this paper the analytical solution to the two-dimensional 
quasi-stationary temperature field in a finite depth solid with a 
Gaussian distribution moving heat source at the body surface is 
developed and presented. The spot is indefinite along the direction 
normal to the motion. This problem approximates rather well that 
with a Gaussian rectangular or elliptical or circular spot. The 
temperature distribution and the maximum temperatures, at various 
depths, are presented as a function of Peclet number and solid thickness. 

GEOMETRY AND MATHEMA TI CAL DESCRIPTION 

Considera heat source, moving ata constant rela tive velocity v 
over the surface of an indefinite solid, whose thickness is H. The 
geometry and the coordinates are schematically shown in fig.l. The 
spot is Gaussian along the direction of the motion and uniform along the 

h 
j: 
li 



q(x) = qo exp(- ;: J 

:r: x=x* 

z* • z 

Figure 1. Geometry and coordinates of the system. 

direction normal to lhe motion. The body is isotropic and homogeneous; 
there is no heat generation inside it. From the moving heat source 
theory <B.osenthal, 1946), in the coordinates system moving with the 
heat source, a mathematical statement of the quasi-sleady slate lwo­
dimensional (2-0} problem is the solution to 

alT v õT <h 
O!>z!>H, lxl <oo -+--+-=0 ; (la) 

a/ a ax ai 

-k aT(x,O) = qo ex~- x2 ) 
az r2 

; lxl < oo (lb) 

aT(x,H) =O 
az ; lxl <oo (lc) 

T(x ----)- oo,z) =Te ; O!>z!>H (ld) 

T(x ---)+oo,z) =O ; O!>z!>H (le) 

With condition (lc), values of Tare the temperature rise above 
the tempcraturc at X-) oo. Properties k and a are assumed to be 
independent of tcmperature and position. 

DERIVATJON OF THE SOLUTION 

The solution to the conductive problem (I) can be derived 
considering the correspondent transient problem 

a2
T v aT a2

T 1 aT 
-+--+-=--a/ a ax ai a iJt 

(2a) 

with lhe initial condition 

T(x,z,O) =0 (2b) 

whose boundary conditions are the (lb-le) . The following 
lransformalion is introduced 

T(x,z,t) = W(x,z,t) ex~-
2
: x- :: tJ (3) 

The conductive problem in lhe function W can be solved by using 
lhe Green's function (Ozisik, 1980 and Beck, 1984). Combining the 
relations given by Beck (1985) for an infinite domain and for a finite 
depth domain with adiabalic upper and botlom surfaces, for a 2-D 
region one can write 

G(x,z,t I x',z',t) = ____ ....:...:: 
H[4a7t(l-t)] 

i L~ { m
2

7t
2
a(t-t)] m1tz m7tz') 4 1+2 ex - cos-- cos-- ( ) 

H2 H H 
m=l 

From Beck (1984, eq.13) we obtain 

W _ qoa ,2 2 ex _ (x-x') ·! ~ { 1 2] - Hk L L.~ ex -;.+..!...x'+~t) 4a(t-t) 
r 2a 4a . .. 

+2t...{ m'•:~H) ]=~ l•+' (5) 

By substituting equation (5) !nto equation (3) we obtain 

qoa v x' v ~ { 2 J T(x,z,t) = Hk ex~- 2a x) L~ ex -;+2ãx' 

1 2] (x-x') 

L
t ex - 4a(t-t) ~ v ] 

x ex --(t-t) 
[4a7t(t-t)]l/2 4a 

i I+ >t=m~' "~ _ m'•;,(l-') J)d,dn l 
(6Ji 

The integration over the time can be carried out for thei 
asymptotic quasi-steady state condition (!----) oo). From Abramowitz andi 
Stegun (1972, p.l026, eq.29.3.84) one has · 

r (x-x·/ ] 1 2 ] 

l' ex9_- 4a(t-t) x - PmV (t-1:) d't= 
_....;;;... __ 11 ;i?2' e 4a 

't'={J [4a7t(t-'t)] 

= 2_ ex ( _ Pm I x- x' I v ) 
v P\ 2a 

where 

Pm
0

{ il •( ';~a r r 
for m=O 

for m >O 

Substituting expression (7) inlo equation (6) gives 

l ~ { 2 J qoa v I x' v 
T(x,z) =--ex_( --x) - f ex --+-x' 

Hk I\ 2a v Jx'~ / 2a 

oo ffi1tZ 

I I cos-
x-x' v ) d , 2 I H --- X+-

2a v _; Pm 
x ex~­

m=· 

1~ J x·
2 

v J ( Pm I x-x' I v ) l 
x ·~exll.. -;+ 2a x' exF\_- 2a dx' 

(7) i 
I 

I 
I 
f 

I 
(8)! 

I 
By evaluating the integrais in the way shown in the AppendiÍ 

and introducing the following dimensionless variables 1 
f 

X=~ 
r 

Z=~ 
r 

H T 
(9) 

v r 
Pe="Zã T+= 

(qo r/k) 
H+ 

r 

we obtain for \----) oo 

~ 

+ + ..Jit ""' { mltZ ) T (X,Z,H ,Pe) = --+- L...J Cm co -+- {exp Pe(1 + Pml 
2 H Pe m=O H 

x (:e (l+pm) -X)] erf{ ~e (l+pm)- X] ex~ Pe(l- Pm> 

i 

+ (:e (1-pml -X)] erf{ X- ~e (1-pm) ]} (1~ 
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with 

{ 1/2 
for m=O 

Cm- (11) 

1/pm for m> O 

where now Pm is 

Pm=[l+( Hm+;e rr 12 

RESULTS 

ln the following the temperature distribution and the maximum 
temperatures at various depths, derived from equation (1 0), are 
presented as a function of Peclel number and solid thickness in their 
ranges of higher interest in lhe applications, Pe=l0-1-10 and H+=l0- 1-

10. Reference will also be made to lhe temperalure T+2 Pe H+ !n112, in 
order to obtain a unique asymptolic v alue in ali cases. The term n1 12 /(2 
Pe H+) is lhe final downstream lemperalure, which can be evaluated 
by a global energy balance. Temperature values were derived at an 
approximation notless than 10·5. The complemenlary function of error 
funclion in equation (10) was taken from Abramovitz and Stegun (1972, 
p.299, eq.7.1.26) when its argument is less than 3.5 and from Spanier 
and Oldham (1987, p.388, eq.40: 9: 2) when the argument is not less than 
3.5. The coordinates at which maximum lemperature is attained were 
determined iteratively ai an approximation not less lhan 10-S . 

The dimensionless surface and bottom temperature profiles as a 
function of lhe dimensionless spatial coordinate along the motion, ai 
various Peclet numbers and for H+=O.l, are reported in fig.2 . The figure 
shows lhat, at Peclet numbers lower than the unity, lhe temperature is 
practically uniform along the depth. The slight temperature gradient 
in the solid, in terms of T+2 Pe H+ /n 112, increases at increasing Peclet 
numbers. This remarks suggest lhat solids whose thickness is nearly onc 
tenth of lhe radius of lhe spot can be considered thermally thin. Thus, 
their thermal analysis can be reduced to that of a one-dimensional 
field dependent on lhe axial coordinate x. One can also notice in fig.2 
that the higher the Peclet number the lower the upstream diffusion of 
lhe heat. This is due to the facl that the higher the velocity lhe lower 
lhe contribution of the diffusion and lhe higher that of the convection 
to lhe heat remova!. 

The spatial distribution a long X of lhe dimensionless 
temperature at different depth in lhe body, for various Peclet numbers 
and for H+=1, is plotted in fig.3. At low Peclet number (fig.3a) 
temperature profiles are similar to those in a ten times thinner body 
(fig.2). However, one can notice a slight difference between lhe 
temperatures of the upper and the lower solid surfaces when the solid 
is thicker. Furthermore, the temperature profile ai Z=O has a maximum 
for x nearly equal to- O.Sr. AI higher Peclet numbers (figg.3b and 3c) lhe 
temperature becomes more dependent on the depth and its profiles at 
lhe upper surface are strongly dependent on the axial coordinate. As a 
consequence, lhe higher lhe Peclet number the higher the distance from 
the origin at which the unitary asymptotic value is attained. 
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vs axial 

The variation of the temperature along the direction of lhe 
motion at various depths, for Pe=O.l and 1, in a thermally thick solid 
(H+=10) is presented in fig.4. The comparison between figures 3a and 4a 
points out, in the considered range of X, higher temperature differences 
along lhe direction normal to the motion in a ten times thicker solid, q0, 

r and v being equal. Furthermore, lhe sarne figures show that, at the 
lowest Peclet number, a higher thermal thickness of the body enhances 
the heat diffusion in it and, therefore, determines a less asymmetric 
temperature profile. From figures 4a and 4b one can remark that, the 
thickness being equal, the higher the Peclet number the higher the 
asymmetry of temperature profile and the thermal gradient component 
normal to the motion direction. Furt.hermore, the higher the Peclet 
number the higher the distance from the origin at which the maximum 
temperature is attained. This considerations are in a good agreement 
with those by Chen and Lee (1983) for a semi-infinite body. The figures 
show, also, decreasing thermal penetration depths at increasing Peclet 
numbers. This confirms that at high Peclet number values the solid can 
be approximated to a semi-infinite one. 
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3 

3 

The distribution of dimensionless surface and bottom 
temperature T+ as a function of X, at various Peclet numbers, in a 
thermally finite depth solid (H+=1) is reported in fig.S. lt shows 
nearly equal temperature differences along Z in the range Pe=0.1-1. At 
Pe=10 the bottom surface of the solid is still practically undisturbed up 
to X=-1, -while the upper surface temperature has already attained its 
maximum value upstream. At ali Peclet numbers the surface maximum 
temperatures occur at x values less than r, in agreement with the results 
obtained by Evans and Riley (1986) for the sarne thermal thickness of 
the solid but for a strip heat source. 

The axial coordinates at which the maximum temperature is 
attained as a function of the depth, at various Peclet numbers for H+= 1 
and H+=10, are presented in fig .6. V alues were obtained by equating to 
zero the derivate of equation (10) and solving by means of the cut-and­
try method. At ali Peclet numbers, the higher Z the higher lXI; for 
Z?:O.SH+ the maximum temperature is attained asymptotically. Figure 
6a shows that at the surface the higher the Peclet number the less thc 
distance of the maximum from the origin. ln the inside of the solid, ncar 
the upper surface, the higher the Peclet number the highe r thc 
variation of lXI with z. This is due to the fact that the higher thc 
Peclet number the higher the ratio between the convective and the 
diffusive contribution to the heat removal. One can also notice that at 
Pe=10 in its inner layers the solid behaves like a semi-infinitc one. 
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Figure 5. Surface and bottom temperatures vs axial coordinate, at 

various Peclet numbers, for H+= 1. 
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Figure 6b points out that in a thermally thicker body the higher thej 
Peclet number the highcr thc distance from the origin at which the; 
maximum temperature is attained at any depth. A comparison between l 
figures 6a and 6b shows that, when the diffusive contribution to the! 
heat remova I is higher than the convective one (Pe=O.l ), a higher[ 
thickness of the solid (H+=lÜ vs H+=l) enhances the diffusion of the 
heat along the depth in addition to that diffused along x, both 
upstream and downstream. This determines the displacement toward 
the origin of the maximum temperature point at the upper surface. On· 
the contrary, one can notice a higher distance of the aforcmentioned! 
point from the origin in the thickcr solid at Pc=10, dueto the increase: 
of diffusivc contribution to thc heat remova) along both x and zi 
directions. 

The dimensionlcss maximum temperature as a function of the! 
depth, at various Peclet numbers, for H+=l and H+=lO is reported ini 
fig.?. The figure points out that the lower the Peclet number lhe highert 
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the dependence of maximum temperature on depth; furthermore, at the 
sarne Pede! number, the higher H+ the higher the variation of the 
maximum temperature as a function of the depth. Knowing the trend of 
the maximum temperature variation is very useful to those interested 
in heat treatments, such as hardening. As a matter of fact, at Pe=1 and 
H+=l, figure 7a shows that hardening depth is highly dependent on 
any deviation of the maximum temperature from the hardening 
temperature. 

CONCLUSIONS 

The analytical solution to the two-dimensional quasi-stationary 
temperature field in a finite depth solid with a Gaussian distribution 
moving heat source at the body surface has been proposed and analysed. 

Temperature profiles as a function of the coordinate along the 
direction of motion showed that, at any Peclet number, solids whose 
thickness is less than one tenth the spot radius can be considered 
thermally thin. On the contrary, the temperature distribution in the 
surface layers of bodies nearly ten times thicker than the spot radius 
can be well approximated by that in a semi-infinite solid. 

The axial coordinate at which the maximum tempcrature is 
attained at any depth seems to be dependent on the distribution of the 
heat flux. Furthermorc, it is worth noting that, at any Peclet number 
and thermally finite depth, thc maximum temperature is attained 
asymptotically below the mid -height of the solid. 

Results presented in this papcr can give useful information to 
those interested in surface heat trcatmcnt, such as hardcnjng of 
metallic materiais . 
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APPENDIX 

The integrais in equation (10) are to be evaluated by taking into 
account that for X'<X 

J.x ( x·
2 

v ) ( Pm (x - x')v) II= exp --+-x' exp - dx' 
x·~ r2 2a 2a 

and for X'>X 

J~ ( x•2 v ) ( Pm (x-x') v ) 
12 = exp --+-x' exp dx' 

x'=x r2 2a 2a 

According to Abramowitz and Stegun (1972, p.302, eq.7.4.2), one 
can obtain 

..J"it r [ v x ] [ ( v r )
2 2] 11 = -2- exp -'2'(X Pm exp '4ã' (1 + Pm) 

[ v r x] x erfc -(l+p ) - -
4 a m r 

..J"it r ( v x ) [ ( v r )
2 2] 12 = - 2 - exp '2'(X Pm exp '4ã' (1 - Pm) 

[ 
x v r ] x erfc - - - (1 - p ) 
r 4 a m 
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SUMMARY 

The generalized integral-trcmsform ltchniqut is applied to th e boundary-layer equations for fiow over a 
sphere in their· Jn·imitive va riablc!i. Even though a diffusion-bascd eingenvalue problem is used, the velocity 
pro file, shem· stre!is and scpamtion point have been calculated with high accuracy. Low-order approximations 
are shown to be accumte near thc surface and lhe prediction of the separation point is very good. Comparison 
to finite-differenc~ resulls shows the better corwer·gence behavior of the íntegral-transform method. 

!NTRODUCT!ON 

The application of integral transfonnations in the solution of lin­
ear diffusive problerns is well-known aud has been recently reviewed 
by Mikhai lov and Ózi~ik ·(1984 ). More recently, a generalization of 
the integral-transform method has been developed and successfully 
applied to diffusion-convection problems (Cotta, 1992, Mikhailov and 
Cotta, 1990). The application of this method to partial differential 
equations has some similarity to the method of ]ines and spectral 
methods, because it transform s ali the existing derivatives ( except 
those in the parabolic elirection) into algebraic terms. This proce­
dure generates a system of ordinary differential equations which can 
be readily integratcel. However, the generalized integral-transform 
approach analyti cally opcrates the equ ati ons using an integral trans­
formation . This trans form ation is generateel by an eingenvalue prob­
lem baseei on the origina.! set of eq uations, including the diffusive 
terms and, sometimes , convective terms. It represents the unknown 
functions using exact infinite seri es expansions in terms of the or­
thogonal set of eingen fun ctions . Thus , the unknown-function de­
penden cies in all but one of t he indepenelent variables are known 
analytically. This cnablcs one to use the scries truncation error to 
monitor the accuracy of t he solution during the integration proce­
dure. Since ordinary-differcntia.l- equation solvers are extrernely re­
liable anel powerful nuwadays, this meth oel avoids comple tely the 
problems of stabili ty anel internal i terati ve proced u res present in 
the finite-elifferen ce solutions of non -linear partia! elifferenti al equa­
tions. AJthough the generalized integral-tra nsform technique still h as 
some shortcomings , like sotne inability of handling non-homogeneous 

1 bound a ry conelition s, it is undoubtedly a powerful methoel ofsolving 
partia! differential eq uati ons. 

The generalized integral-t ransform met hod has been applied to 
convect ive heat transfer in ducts (Guedes anel Cotta, 1991, Aparecido 
and Cotta, 1990a, Aparecido and Cotta, 1990b) parabolic diffusion 
problems in finit e dornains ( Cott a anel Carvalho, 1991, Cotta and 
Serfaty, 1991 ), and to the Navie r- Stokes equations in a square cavity 
(Pérez Guerreiro and Cotta, 1991 ). lts application to parabolic dif­
iusion problems in ex tern a! dom aius is \h(• aim of the present work . 
The constant-prope rty boundary- layer equations constitu te a well­
known problem , which is parabolic-difl'ttsive in terms of its primitive 
variables (the ve]oci ty contponents). Moreover, it is a convection­
dominated problem with a. non -homogeneo us boundary condition 
at infinity, which represents a· challenge to the application of the 
integral-transform methoel. Thus, it has been chosen as the working 
problem to illustrate the applicati on of the finite integral-transform 

· methoel to parabolic-eliffusive parti a! differential equations in infinite 
domains. 

ANALYSTS 

The constant-density boundary-layer equat.ions for flow over ax­
isymmetri c bodies are givcn by Schlichting (1979). When curvature 
effects are neglecteel, they can be written in the following dimension­
less forrn 
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1] =o, 
1] ...... oo, 

ç =o, 

where 

1 ô iW 
-:-:- ((U) + -, =O 
i, fJÇ íJq 

üU au iJ2U 
u a~ + \f-;:;- = u( o + " 2 

~ UI) U 'l) 

u =o, v= o 

U = Ue(O-+ ~sinÇ or 

U=O 

((O = r/R= sinÇ 

dUe 9 . 
g(Ç) = Uedç = S Slll 2Ç 

and Ç = x /R is the dimensionless tangential coordinate, 1J = Vfi;.yj R 
is the dimensionless norm al coordinate, U = ufu00 is the dimension­

less tangential velocity, V = VRêvfuoo is the dimensionless normal 
velocity, Re = u00 R fv, ·u 00 is the free-stream velocity, R is the droplet 
radius , v is the kinematic viscosity, r is the su1face-axis of symmetry 
di stance an el Ue = uefu00 is the dimensionless tangential velocity of 
the outer flow (ideal flow) . 

ln order to generate an integral transforrnation through the in­
finite series of orthogona.l soluti ons of a hornogeneous eingenvalue 
problem, the boundary conelition at infinity must be substi tuteel by 

17 =H, 
fJU 
-=0 
81] 

(6) 

where H is a sufticiently large pararneter. Thus, considering the 
diffusion term in Eq. (2), the foll owing eingenvalue problem is built 

d21/Jk a~ I -
[

2 +tJk'Pk-0 
17) 

1] =o, 

1] = 1!, 

(7) 

which enables the development of the following integral transform 
pai r 

where 

7r 
!3k=(2k-I)

2
H, k=1,2, ... 

(8) 

(9) 

(10) 
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Figure 1. Dimensionless tangential velocity profile at ~ = 1r /6. 

whose nonn is Nk = 0.-5/l, for every k. 
Using Eq. (8), the continuity equ;ttion, Eq. ( 1 ), ca.n be tra ns­

form ed into 

l 'x i)-
v ( ~, 11 J = --: "L !k ( 11 J 8• (cu k) 

~ k=i ~ 
( 11) 

and f is defined in the App endix . 
The integral-transformation of the momentum equation, Eq . (2) , 

using Eq. (8) to express the non -linear terms and Eq. (11), produces 
the following infinite se t of non-linear ordinary differential equations 

00 00 dTJ 00 00 

LL(Akji- Fkij)UjTc = cot~LLFkjiU;Uj+ 
]=i •=i ~ ]=i •=i 

g(Ç)Pk- f3 2 Uk. k=1,2, ... {12) 

where A, F and P are defined in the Appendix. ln arder to be 
numerically solvable, this system rnust be truncated at some value, 
say k = N. The resulting finite sys tem of non-linear differential 
equations is arnenable for numerical integration along the ~ variable. 
However, it should be noticed that Eq . {12) vanishes identically for 
Uk = O for every k , that is, when U =O. Accordingly, the integration 
cannot be started at ~ = O. ln arder to overcorne this limitation, the 
st agnation point 1\ow solut ion is evoked, which can be expressed in 
the form 

3 drjJ u = -~-
2 dry 

~rP111 + 2rjJrjJ" + 1 - rjJ'
2 = o 

3 

TJ = 0, 
71 ~ oo, 

rP = o, r/J' = o 
r/J' = 1 

(13) 

(14) 

where rjJ is the dimensionless st rearn-function and the primes denote 
differentiation in rel ation to 71· The boundary condition at infinity is 
also irnposed at 71 =H in arder to solve Eq. (14) nurnerically. 

NUMERICAL PROCED URE 

Firstly, Eq. (14) is solved by a finite-difference scherne with non­
uniforrn adaptive grid which is able to return grid point values for any 
desired accuracy. Then, trapezoi dal quadrature based on these grid 
points and Eq. ( 13) are used to calcula te the transformed velocity 
cornponents, Uk. from the integral-tra nsform definition, Eq. (9), ata 
point dose to~ =O. lt has bee n verified that the results do not vary 
as long as t_he starting ~ value rernains small (~ = 0.01 was usually 
adopted for the starting point ). Moreover , care h as been taken to use 
enough points per period of the eingenfunctions in arder to guarantee 
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Figure 2. Dimensionless tangential velocity profile at ~ = 1r /3 . 

good precision in the quadrature integration for deterrnining the U1 
initial values. A relative precision of w-G was typical ly required 
which generated a grid with 2000-3000 points. 

The system of ordinary differential equations given by Eq. (12), 
truncated to N term s in the summations, was treated as a differential­
algebraic system o f equ at ions and its numerical integra tion was car­
ried out using DAWRS (Differentiai-Aigebraic Waveforrn Relaxation 
Solver) (Secchi et a/., 1991 a and 199lb). The system J acobian was 
calculated analyti cally au d the results obtained were identical to 
those obtained wheu DAWRS was let to approximate the Jacobian 
by finite-differences. The requircd relative preci sion during the inte­
grations was typically equal to 10-6

. The integration was performed 
up to the separation poiut. At thi s point , for large N valu es , DAWRS 
corrector step was unable to converge. This seems to be caused by 
the breakdown of the assumptions which lead to the boundary-layer 
equations, which are no longer valid. However, it was possible to 
integrate as dose as desired to the separation point . The values 
obtained of the normal derivative of the dimensionless tangential 
velocity component at the surface and at a point close to the sepa­
ration point were typically of the arder of 10-2 - 10-3 • Since this 
derivative decreases very sharply near the separation point, there is 
no appreciable difference between the last integrat ion point and the 
separation point. 

The integral-transform solution was compared to a finite-differ­
ence solution of the sarne set of equations (Eq . 1, 2 and 3) but with a 
different boundary conditiou for the externa.! 1\ow (U = U. at 71 =H). 
A fully-implicit scheme with a uniform grid in 71 was marched in the 
~ direction using uniform 0.05 increments. A precision of 4 figures 
was required in the inner loop for evaluation of the non-linear terms. 

The value chosen for H has been varied until con vergence was 
achieved. It should be pointed out that although a la rge H value 
brings the assumed boundary condition closer to the true one, it is 
desirable to have the smaller possible H value . The reason is the' 
increase in computational effort due to an increase of the numberi 
of grid points in the fin ite-differe nce solutio n and of the number o{l 
eingenfunctions in the integral-transform solution . A value H = 6 
was shown to be appropriate. 

RESULTS 

Figures 1, 2 and 3 show the convergence behavior of the dimen­
sionless velocity profile U(ry) at ~ = rr/6, rr/3 and rr/2, respectively, 
with increasing N. It is clear that the even N series expansions 
converge to the exact solution from below whereas the odd N series 
expansions converge to it from 'above. Besides, the even N series 
expansions have a slightly better convergence behavior than the odd 
N series expansions . The oscillatory character of the solution for 
srnall N is evidently caused by the series expansion in sine functions. 
Ta.bles 1, 2 and 3 show the U { 71) profiles for Ç = 1r /6, 1r /3 and 1r /2, 
respectively, for the integral-transform solution using 20 , 40 and 50 
eingenfunctions a.nd for the finite-difference solution using 31 and 
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Figure 3. Dimensionless tangential velocity profile at ~ = 7r /2. 

61 grid points in the TJ direction. The convergence of the U series 
expansion , Eq . (9) , is a lso shown by the maximum rel a tive value of 
1he last term in relation to the overall series value (which gives an 
idea of the trunca.tion error in th e series summa.tion). It is inter­
esting to notice that t he id ea.l -flow solution a.t TJ = li is imposed to 
the finite-difference method but it is not the boundary condition in 
"lhe integral-transform rn et hod. Thus the accuracy of the integral­
;transform soluti on can be inferred by compa.ri son of the U value at 
i\he outer boundary and the ideal fl ow solution . Cornparing the re­
l ults for the two numerical rnethod s, the better convergence behavior 
for the integral transform method is ele-ar through the accuracy of its 
· wer arder approximations near th e surface. 13esides, the integral­
. ransform solution with 40 terms , when compared to the 50 terrn 

lution , is accurate to three figures a.lmost everyw here. 
, Figure 4 shows the convergence behavior of t he dimen sionless no r­
. ai derivative of the tangential velocity at the surface with iucrea.sing 

. This derivative is rel ated to the shear stress at the surface by 

(()[!) = &1/2___!:_ 
Ô17 ~=o pu2-o 

( 15) 

. he dimensionless derivative values predited by the finite-differen ce 
: lution using 31 and 61 grid points are also shown in Fig. 4 for~ = 
/6, 7l' /3 and 7r /2. It can be seen that the integral-transform solution 

ble 1. Dimensionless tangential velocity profiles for ~ 
= 0.6). 

u U (fin.-diff.) 
!] N No. of points 

20 40 50 31 61 
0.00 0.0000 0.0000 0 .0000 0.0000 0.0000 
0.20 0.2056 0.2067 0. 2065 0.2105 0.2065 
0.40 0.3742 0.3740 0.3741 0 .3801 0.3733 
0.60 0.5018 0.5036 0.5038 0.5094 0.5014 
0.80 0.5969 0.5983 0 .5984 0.6020 0.5943 
1.00 0.6611 0.6627 0.6628 0.6636 0.6572 
1.20 0.7006 0.7032 0.7034 0.7014 0.6966 
1.40 0.7242 0.7268 0.7270 0.7227 0.7195 
1.60 0.7362 0.7391 0.7394 0.7336 0.7317 
1.80 0.7412 0.7450 0.7454 0.7389 0.7379 
2.00 0.7436 0.7476 0.7480 0.7414 0.7409 
3.00 o. 7419 0.7487 0.7494 0.7451 0.7450 
4.00 0.7392 0.7483 0 .7491 0.7471 0.7471 
5.00 0.7365 0.7479 0.7489 0.7487 0.7487 
6.00 0.7336 0.7475 0.7487 0.7500 0.7500 

Maximum relative contribution of U N 

- 0.0014 0.0001 3x 10-~ - -

rr/6 
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Table 2. Dimensionless tangential velocity profiles for ~ = 11' /3 
(H = 0.6). 

u U ( fin.-diff.) 

!] N No. of points 
20 40 50 31 61 

0.00 0.0000 0.0000 0.0000 0.0000 0.0000 
0.20 0.2906 0.2919 0.2917 0.2935 0.2899 
0.40 0.5430 0.5433 0 .5435 0.5463 0.5395 
0.60 o. 7511 0.7535 0.7539 o. 7564 0.7474 
0.80 0.9201 0.9224 0.9226 0.9234 0.9136 
1.00 1.0485 1.0512 1.0515 1.0496 1.0402 
1.20 1.1403 1.1442 1.1446 1.1397 1.1316 
1.40 1.2035 1.2076 1.2080 1.2003 1.1940 
1.60 1.2432 1.2480 1.2484 1.2385 1.2340 
1.80 1.2661 1.2719 1.2724 1.2611 1.2581 
2.00 1.2790 1.2852 1.2857 1.2738 1.2719 
3.00 1.2872 1.2971 1.2980 1.2876 1.2874 
4.00 1.2840 1.2968 1.2979 1.2907 1.2907 
5.00 1.2813 1.2964 1.2977 1.2944 1.2944 
6.00 1.2792 1.2961 1.2975 1.2990 1.2990 

Maximum relative contribution of UN 
- 0.0010 6x 10 - o 2x 10 -o - -

for N = 20 is as accurate as the finite-difference solution with 61 
grid points. Since this deriva tive is analytically calculated in the 
integral-transform method, while it is fully numerical in the finite­
difference solution, its predi ction by the integral-transform method 
wa.s expected to be much more accurate. 

Table 4 shows the values for the separation point obtained using 
the integral-transform solution with severa! values of N. It should 
be noted that, for N = 6, the separation point was considered to 
be the point where the tangential velocity derivative at the surface 
reached a minimum . At this small N values, the solution obtained is 
not good enough to predict the derivative values well. However, the 
separation point determined through this consideration is in good 
agreement with th e values obtained for larger N. Moreover, the con­
verged value of 104 .8° agrees remarkably well with the most accurate 
value obt ained by finite-differences cited by White (1991), which is 
105 .5°. 

CONCLUSTONS 

The generalized integral-transform technique has been applied 
to the boundary-layer equations in primitive variables and the re­
sults compared to those ootained by the finiie-difference solution for 
the sarne se t of eq uations, bu t the boundary condition for the ex­
terna! fl ow. Simila rly to other numeri cal methods , the condition at 
infinity was applied to a finite, but fa.r enough, distance from the 
surface. This way, the integral-tran sform method based of finite 
domains could be applied to a problem with an infinite domain . AI-

Table 3. Dimensionless tangential velocity profiles for ~ = 1r /2 
(H = 0.6). 

u U (fin.-diff.) 
.,., N No. of points 

20 40 50 31 61 
0.00 0.0000 0.0000 0 .0000 0 .0000 0.0000 
0.20 0.1853 0.1859 0.1860 0.1808 0.1857 
0.40 0.3689 0.3702 0.3704 0.3613 0.3702 
0.60 0.5474 0.5495 0.5497 0.5385 0.5499 
0.80 0.7165 0 .7193 0.7195 0.7074 0.7199 
1.00 0.8719 0.8753 0.8756 0.8627 0.8749 
1.20 1.0099 1.0139 1.0143 1.0002 1.0111 
1.40 1.1282 1.1329 1.1333 1.1172 1.1263 
1.60 1.2260 1.2312 1.2317 1.2128 1.2199 
1.80 1.3037 1.3094 1.3100 1.2881 1.2934 
2.00 1.3629 1.3693 1.3698 1.3452 1.3491 
3.00 1.4778 1.4871 1.4879 1.4606 1.4617 
4.00 1.4853 1.4975 1.4985 1.4767 1.4775 
5.00 1.4834 1.4975 1.4987 1.4828 1.4832 
6.00 1.4826 1.4974 1.4987 1.5000 1.5000 

Maximumrelati ve contribution of UN 
- 7x 10 -~> 4xl0- 1 1xlo-~ - -

I . 

' I 
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Figure 4. Dimensionless shear stress at th e surface. 

though applied to a parabolic system where convection is ex tremely 
important, the generalized integral-transform technique based on a 
diffusive eingenvalue problem, has shown to be accurate and reliable . 
Its low-order approximations are able to predict accurately Lhe ve­
locity profile nea r the surface and the 5eparation point. lligh-order 
approximations predict th e veloci ty profil e and the shear stre5s at 
the surface with high accuracy. Moreover, it has shown bet ter con­
vergence characteristics th a n the fini te-di fference method. llowever, 
further improvement of the ein gen value proble111 with in cl usion of 
a convective term is possible and it might lead to an even better 
convergence behavior. 
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APPENQIX 

Severa! auxiliary variables have been used in the analysis section 
to simplify the JI Ota tion. They are defin ed below an d their analyti· 
cally calcul<tted values are also show n. 

1 r fT 1 
fk = N ~ 1 2 lo 1flk( 1/ )dq' = V Ti /3, ( 1 - c os j3, r1) 

I 111 
. !i2 1 pk = ~/2 1f.'k(1J)dq = --

N, o H j3, 

At1k = l 1// . ( 2 ):3/2 
-, - ~· , (1J)~'1 (rJ) if>k( rJ)drJ = -

NJ'1 1Nk u \1/ 

-2{3i/3j(h + {3 ; (f3l - ;Jj -(ln cos [(/:1; + f]j + ~:~.) JI] 

f3t + ;3J + f3t - 2 (!31 f3] + ;3f !3t + !3} !3l) 

(A.I)i 

(A.2 

(A.3)1 

/1 [11 d if;k {T I , 1 
F;i k = V"'iiJi:. lo ~·;( rJ)fJ(11)"'iid'J =V Ti (3

1 
C;k - fJ]Eiik (A.4 

where 

{;f;; 1H dl/•k 
C';k = 1/J;(1J)-dq = 

o d1] 

I[ {3[ _ f3l {fJ; + f]k cos [( fJ; + !h) H]} , i # k 
{ 

2 f]k 

II' i=k 

~ f 11 dl/lj dl/Jk _ ( 2 )
3

/'l 
E ;jk =v~ lo 1/;;(rl)J;]-;[;/dq- II 

{3;{3if3k {f3[ - !3] - t3f + 2(3i fJk cos [(;3; +Pi + fJd H]} 

f3t + f3} + t3t - 2 (fJl f3] + f3l f3l + ;3} f3l) 

(A.S1 

(A.6 
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RESUMO 

Apresenta-se uma formulação para o escoamento potencial e incompressível em 
rotores centrífugos de máquinas de fluxo compostos de pás infinitamente finas. A 
formulação se baseia no método das singularidades e é feita diretamente no plano da 
grade radial, evitando-se transformações intermediárias. Uma aproximação é efetuada 
para se levar em conta a variação radial da largura do rotor, possibilitando uma 
formulação integral, linear e exclusivamente de contorno. Resultados numéricos são 
obtidos através do método dos painéis e comparados com resultados exatos publicados. 

INTRODUÇÃO 

O escoamento em máquinas de fluxo ocorre, via 
de regra, com números de Reynolds elevados e, em 
condições nominais, os efeitos viscosos podem ser 
considerados secundários . Assim, uma primeira análise 
desse escoamento como potencial permite a obtenção de 
dados relevantes sobre o comportamento das máquinas de 
fluxo, evitando-se uma abordagem direta das equações 
de Navier-Stokes e de modelos para a turbulência, 
sempre presente nessas situações . 

Dentre os métodos de formulação do escoamento 
potencial destaca-se, pela versatilidade e gene­
ralidade , o método das singularidades . Empregado 
comumente na aerodinâmica da asa, esse método foi 
estendido para cobrir situações envolvendo grades de 
pás, típicas de máquinas de fluxo, conforme descrito 
em detalhes por Scholz (1965) . No caso específico de 
grades radiais móveis, uma das primeiras contribuições 
para o problema de análise do escoamento potencial foi 
dada por I say ( 1954) . Nesse trabalho, a largura do 
rotor foi considerada constante e o fluido incom­
press í vel. Foram utilizadas distribuições de vórtices 
no contorno das pás, simulando o efeito de grade do 
rotor. A aplicação da condição de tangência do 
escoamento relativo às pás resultou numa equação 
integral linear de contorno, - tendo por incógnita a 
função de densidade de vórtices . Essa , aliás, é uma 
característica das formulações clássicas de escoamento 
potencial pelo método ·das singularidades: equações 
integrais lineares de contorno para as densidades de 
singularidades de vários tipos (vórtices, fontes e 
dipolos) . 

Ao se tratar do escoamento potencial em rotores 
centrifugas de largura variável é possível, ainda, 
manter uma formulação diferencial de caráter 
bidimensional e linear. Todavia, ao se aplicar o 
método das singularidades, verifica-se que, em geral, 
não é mais possível manter uma formulação integral 
estritamente de contorno e linear: a variação radial 
da largura do rotor origina integrais de campo, 
dependentes não só da variação radial de largura, mas 
também do próprio campo de velocidades resultante , de 
forma não-linear. Métodos numéricos de solução da 
formulação integral irão exigir a discretização tanto 
do contorno como da própria região de escoamento, além 
de procedimentos iterativos. Nesse caso, de um ponto 
de vista aplicado, o método d;is singularidades 
torna-se, talvez, menos competitivo em relação 
à própria formulação diferencial, que permite uma 
abordagem direta através de outros esquemas de 
discretizaç~o consagrados, como diferenças finitas e 
elementos finitos. 
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Tentativas no sentido de superar essas 
dificuldades foram feitas, por exemplo, por 
Hoffmeister (1960), que mostrou ser possível uma 
formulação integral exclusivamente de contorno para um 
caso particular de variação de largura do rotor. 
Murata et al . (1978) analisaram o escoamento potencial 
em rotares de pás logarítmicas pelo método das 
s i ngularidades. Consideraram o caso particular de 
variação de largura prescrito por Hoffmeister (1960) e 
obtiveram uma formulação integral exclusivamente de 
contorno e linear que, apesar de restrita, pode ser 
considerada exala. Uma formulação integral mais geral 
foi desenvolvida por Nyiri (1970) e Eremeef (1974), 
válida para o escoamento potencial entre duas 
superfícies de corrente, supostas de revolução. A 
geometria de intersecção do rotor com essas 
superfícies foi mapeada no plano de uma grade linear, 
através de uma transformação apropriada. Por meio de 
uma aproximação para as integrais de campo, tornou-se 
possível uma formulação integral do problema apenas no 
contorno das pás no plano transformado. O efeito dessa 
aproximação contudo, não foi devidamente analisado por 
Nyiri (1970) e Eremeef (1974) , apesar desse último ter 
apresentado procedimentos para refinar as soluções 
obtidas. 

Na década de 60, desenvolveu- se bastante uma 
técnica numérica de discretização que, devido à sua 
simplicidade e robustez, tornou-se muito recorrente em 
problemas de aerodinâmica: o método dos painéis (vide 
Hess e Smith (1966)). Giesing (1964) estendeu esse 
método para o caso de grades lineares e Manzanares 
(1982) para o caso de rotares centrífugos com pás 
infinitamente finas e largura constante . Mais 
recentemente, Fernandes e Oliveira (1991) aplicaram o 
método dos painéis ao caso de rotores centrífugos com 
pás de espessura finita e largura variável . Nesse 
último trabalho, verifica-se que, no caso de pás de 
pequena espessura com bordos arredondados e 
excetuando-se as regiões de escoamento muito próximas 
a esses bordos, o efeito da variação de largura é mais 
importante que o da variação de espessura. Esse fato 
parece indicar que a utilização de modelos de 
escoamento potencial que desprezam a espessura das pás 
pode ser recomendável, desde que se leve em conta o 
efeito da variação radial da largura do rotor. 

Os objetivos deste trabalho são basicamente 
dois: 1) apresentar uma formulação integral aproximada 
exclusivamente de contorno e linear para o escoamento 
potencial em rotores centrífugos com pás infinitamente 
finas e largura variável . A formulação será feita 
diretamente no plano da grade radial, evitando-se 
transformações intemediárias. 2) Comparar soluções 
numéricas para essa formulação, obtidas pelo método 



dos paln~ls, coa soluções vlrtualaente exatas, aas 
particulares, obtidas por Mura ta et al. ( 1978). A 
finalidade aqul ~ dlscutlr as lmpllcações decorrentes 
da aproxllllllção fel ta na formulação para o efel to de 
variação radial da largura e avaliar preliminarmente a 
confiabilldade com que essa aproximação pode ser 
admitida em situações mais gerais. 

FORMULAÇÃO DO PROBLEMA 

Nas figuras 1.a e 1.b está representado o 
esquema de um rotor centrifugo, com grade radia\/

2 
no 

plano complexo z = x+iy =r exp(19), com i=(-1) . O 
rotor é composto de N pás idênticas e igualmente 
espaçadas, sendo r 1 e ra os ralos interno e externo, 
respectivamente . A largura do rotor varia segundo a 
função b z b(r). O rotor gira com velocidade angular w 
no sentido horário. O escoamento no plano da grade é 
considerado potencial e lncompress~vel. As componentes 
radial e tangencial da velocidade absoluta são dadas 
por c.=8V/8r e ct=(l/r)BV/89, respectivamente, sendo 
V(r,9) a função potencial. Desprezando a componente 
axial, a equação da continuidade assume a seguinte 
forma: 

'Q2V = _ 1 db b dr c. = B(r,9) ( 1) 

Considere na Fig. la o dominio (T) de 
periodicidade envolvendo uma pá de referência e cujo 
contorno é (T) • ABCDEFGHA. Os pontos de integração em 
(T) são denota~os por z' e em (T) por ~·. Partin~o da 
aplicação da 2- identidade de Green às funções 'íl V em 
( 1) e à solução fundamental do operador Laplaceano 
bidimensional, ln lz-z' I. é possível obter o seguinte 
resultado 

\ 
\ 

2x c(z) = JJ F(z,z') dA' + f G(z,~·) ds' 
(T) (T) 

F(z,z') = B(r' ,9') K(z,z' ), 

G(z.~'l = (c+ic) K(z,~'), 
n • 

K(z,z') = N z"-1/(z"-z'"l. 

""' '-..... 

(a) 

,/ 
/ 

(2) 

(3) 

(4) 

(5) 

sendo c(z) = (c.-lcL) exp(-19) a velocidade complexa 
::onjugada, cn a componente de velocidade noraal ao 
contorno no sentido do interior do dominlo e c 0 a 
componente tangencial ao contorno no sentido tal que o 
interior fica sempre à esquerda ao longo do percurso. 

As parcelas BC, HA e DE, FG da integral no 
contorno (T) se anulam reciprocamente. A parcela EF 
corresponde ao percurso no contorno (k) da pá de 
referência, com o interior da mesma sempre à direita. 
As parcelas CD e GH são consideradas no limite rm ~ m, 
podendo-se Mostrar que, em, conjunto, elas se anulam. 
A parcela AB é considerada no limite r0~. podendo-se 
mostrar que 

8 
2w 11m J G(z,~·) ds' z -- llm r 0 (c.-lcL) (6) 

T0~ A Z r0~ 

A dificuldade maior consiste no tratamento da 
integral no dominio (T) da Eq. (2), cujo integrando 
envolve a componente radial da velocidade absoluta 
c.(z') (v. Eq. (1)), desconhecida a priori, o que torna 
não-linear a formulação. Neste trabalho será 
considerada a seguinte aproximação para a velocidade 
c.(z') na integral em (T), compativel com a equação 
integral da continuidade: 

c.(z') SI! Q ., __ ,L_;_.\ • (7) 

sendo Q a vazão volumétrica. Considerando os limites 
de (T) com r0~ e rm ~ m, mostra-se que, com essa 
aproximação, 

• Q JS F(z,z' l dA SI! z-bTr) 
(T) 

2n llm r 
0
Cr z ro~ 

Definindo-se a pré-circulação anti-horárla r 0 : 

ro = 21l 11m T 0CL , 
To~ 

(8) 

(9) 

e levando as Eqs. (6), (8) e (9) na Eq . . (2), resulta 

c(z) 

( b) 

y 

Qlb(r)-ir0 + 
Znz 

1 
2n i G(z.~·) ds' 

(k) 
(10) 

X 

(c) 

Figura 1. (a) Grade radial do rotor mostrando o campo de solução do problema . 
(b) Corte longitudinal do rotor, Mostrando a variação radial de largura. 
(c) 1. condição de tangência do escoamento relativo à pá. 

2. discretização da pá de referência em H painéis . 
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A formulação da Eq.{lO) é linear e com singu­
laridades de perturbação apenas no contorno {k) da pá. 
A diferença entre ela e o caso bidimensional clássico 
está no termo fonte, cuja a intensidade passa a variar 
com a largura radial do rotor, segundo Q/b{r). 

No caso de pás infinitamente finas, a integral 
no contorno (k) da pá pode ser reduzida a uma integral 
de linha estendendo-se do bordo de ataque s 0 ao bordo 
de fuga sr. Para isso, considera-se que a 
descontinuidade na velocidade normal entre os lados de 
"sucção" ( +) e de "pressão" (-) da pá é nula e a 
descontinuidade na velocidade tangencial equivale a 
uma densidade de vórtices -r{s'). Com isso, a Eq . {lO) 
fica 

c(z) Q/b(rl-ir0 

2nz 
i sr 

+ 2n I -r(s') K(z,Ç' )ds' {11) 
Sa 

Sendo Ç um ponto de cálculo genérico sobre a 
pá, a velocidade média na linha da pá, c(Ç), é 
calculada fazendo z = Ç na Eq . (11) e interpretando a 
integral no sentido do valor principal de Cauchy. As 
velocidades nos lados de sucção e de pressão da pá, 
determinam-se então por 

c±(~) =c(~) + i -r(s) -i(9-~) .., .., -2- e , (12) 

onde ~ é o ângulo da pá conforme a Fig. 1c . 

A distribuição de vórtices -r(s) é determinada 
pela condição de tangência da velocidade relativa 
média sobre a pá. Considerando a velocidade complexa 
conjugada de condução do rotor, Ü = iwr exp(-i9), essa 
condição se exprime por (Fig . 1c) : 

- - i(9-~) 
Im {i[c(Ç)-u(Ç)]e } =O, {13) 

onde Im representa a parte imaginária . 

Considerando a Eq . (11), a Eq. (13) é uma equação 
integral linear de Fredholm de 1~ espécie para a 
função -r(s) . A solução dessa equação não é única , 
ex igindo uma condição suplementar para ser 
especificada. Uma possibilidade é considerar a 
condição de Kutta em regime permanente, proibindo o 
escoamento de contornar o bordo de fuga das pás . Para 
isso, basta considerar -r<s r l = O. 

Determinada a distribuição de vórtices -r(s), as 
velocidades absolutas sobre a pá são determinadas em 
(11) e (12). As velocidades relativas, w, são 
calculadas por composição vetaria! com a velocidade de 
condução do rotor. Sendo p a pressão estática, p 0 a 
pressão total e P = 2(p-p 0 )/(pw 2r 2

2l a pressão adimen­
sional, a equação de Bernoulli com efeito centrífugo 
fornece 

P = (r/r2 l 2
- (w/wr~) 2 (14) 

A circulação r e o trabalho específico do 
rotor, Ypa• são dados por 

sr 
r N I -r(s) ds y pa= wr /2n . (lSa , b) 

Finalmente, pode-se determinar os coeficientes 
adimensionais de vazão, ~. e de pressão, ~. do rotor 

Q (16a, b) 

SOLUÇÃO NUMÉRICA 

A solução do problema é determinada numeri­
camente através do método dos painéis {Fig. lc). As 
pás são discretizadas em H segmentos (painéis) retas, 
portadores de distribuições lineares de vórtices , de 

forma que a distribuição -r(s) fica discretizada em H+l 
valores-r1 .7~····•7H+t• com -r1=-r(s 0 ), 7H+ 1=-r(srl. A 
condição de Kutta é imposta diretamente, fazendo 
7H+ 1=0. Aplicando-se a Eq.(13) aos H pontos médios dos 
painéis (pontos de controle), resulta um sistema de H 
equações algébricas lineares para as H incógnitas 
restantes, resolvido por um método direto de 
eliminação . Todas as grandezas aerodinâmicas de 
interesse podem então ser calculadas . Verifica-se que 
a utilização de 40 painéis, em geral, fornece uma 
pre~isão suficiente. Maiores detalhes sobre a solução 
numérica e também sobre a formulação podem ser obtidos 
no trabalho de Hanzanares (1982), considerando apenas 
a modificação da fonte de vazão para levar em conta a 
variação de largura·. 

RESULTADOS 

Para avaliar a eficácia da aproximação efetuada 
no tratamento da variação de largura, alguns 
resultados foram obtidos (H = 40) e comparados com 
aqueles publicados por Murata et al . (1978) . A formu­
lação desses autores é restrita a pás logarítmicas e a 
um caso particular de variação de largura, mas nesse 
caso ela é exata. Foram considerados rotares 
centrífugos com pás logarítmicas com ângulos ~ = 40° 
(Fig. 1c), 4 pás, relações de raio r 1/r~ variando 
entre 0,2 e 1, relações de largura b2/b1 entre 0,4 e 
1, e pré-circulação ro nula em todos os casos . 

Na figura 2, mostram-se as distribuições de 
pressões em função do raio na condição de vazão para 
entrada sem choque nas pás, onde -r(s0 )=0 . Nessa 
condição, o escoamento não contorna o bordo de ataque, 
resultando uma espécie de condição potencial de 
projeto . A par do efeito substancial que a variação de 
largura exerce sobre as pressões, verifica-se na 
figura 2 que os resul lados do presente trabalho se 
aproximam razoavelmente daqueles obtidos por Murata et 
al. {1978), mesmo para relações de largura relati­
vamente pequenas . 

Na figura 3 está mostrada a variação do 
coeficiente de pressão para entrada sem choque, ~se• 
em função das relações de raio e de largura. 
Novamente, verifica-se boa concordância entre os 
resul lados de Mura ta et al. ( 1978) e os presentes 
resultados aproximados. Conclui-se, das figuras 2 e 3, 
que a aproximação feita neste trabalho é eficaz no 
tratamento da variação de largura do rotor, nas 
situações de entrada sem choque. Nessas situações, é 
provável que o presente método também possa ser 
aplicado com boa confiabilidade a outras geometrias de 
pá e variações de largura do rotor . 

Na figura 4, mostra-se a 
coeficiente de pressão para vazão 
interessante observar que a aproximação 

variação do 
nula, ~o· É 
efetuada neste 

p 
--- PrP :o;PntP t r a b <·•lho 

Mu r ata Rt a} . (1CJ 7 8) 

Figura 2. Distribuição de pressões sobre a superfície 
de uma pá. 
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---P rese n te tr a b a l ho 

iii se ----Mura t a et al.(1 97 8 ) 

1 ' 2 

0, 8 

0 , 4 

o 
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r? 

Figura 3. Efeito da relação de larguras sobre o coefi-
ciente de pressão para entrada sem choque. 

trabalho afeta apenas o termo fonte, correspondente à 
vazão , e portanto deixa de ter efeito na situação de 
vazão nula . Nesse caso, a presente formulação assume a 
forma bidimensional clássica, com b constante . É por 
isso que na Fig. 4 os resultados do presente método 
aparecem apenas para b~/b1 =1, mantendo-se inalterados 
para outros valores de b~/b 1 . Entretanto, o efeito da 
variação de largura na condição de vazão nula existe, 
conforme mostram os resultados de Murata et al, 
(1978). Todavia, esse efeito é menos pronunciado que 
no caso de vazão para entrada sem choque. Conclui-se 
que à medida que a vazão diminui em relação à vazão de 
entrada sem choque, a confiabilidade do presente 
método tende a diminuir, mas não excessivamente. Por 
outro lado, nas aplicações práticas, os métodos 
potenciais devem ter sua validade restrita a situações 
próximas às condições de entrada sem choque, o que 
assegura a utilidade da aproximação efetuada neste 
trabalho . 

CONCLUSÃO 

A formulação desenvolvida no presente trabalho 
para o escoamento potencial e incompressível em 
retores centrífugos com pás infinitamente finas foi 
fel ta diretamente no plano fisico da grade radial , 
evitando-se transformações intermediárias frequen­
temente utilizadas . A aproximação efetuada para tratar 
a variação de largura do rotor permite uma formulação 

1 'b 

"'o 
1 ' ? 

0,8 

N=4 

0 , 4 

o 
() 0 , 2 

--- Presente t r abalho 

----Mura ta e t a l. ( 19"18) 

a =40º 0, 4 

0 ,4 0 ,6 

b2/b t =1 

0 , 8 rl l,C 
r2 

Figura 4. Efeito da relação de larguras sobre o coefi­
ciente de pressão para vazão nula . 
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integral linear e exclusivamente de contorno, baseada 
no método das singularidades. 

A aproximação afeta apenas o termo fonte, 
correspondente à vazão volumétrica. Seu efeito é pouco 
importante na situação de vazão para entrada sem 
choque nas pás, mas tende a aumentar com a diminuição 
da vazão . Em situações nominais, a presente formulação 
pode ser aplicada confiavelmente na obtenção de dados 
aerodinâmicos de projeto de retores centrifugas com 
pás finas e largura variável. Contudo , como em toda 
técnica de análise do escoamento potencial, os 
resultados obtidos devem ser cri ter lesamente 
selecionados e corrigidos, tendo em vista a influência 
dos efeitos viscosos . 
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ABSTRACT 

A formulation for the incompressible potential 
flow ln turbomachinery centrifugai lmpellers with 
infinltely thln blades is presented. The foru.ilation 
is based on the singularities method and it is 
obtained directly on the radial cascade plane without 
intermediary transformations. An approximation is made 
for the treatment of the width radial variation such 
that a linear integral formúlation is obtained only on 
the boundary. Numerical results are obtained by means 
of the paneis method. They are compared with exact 
publlshed results . 
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A METHOD TO DETERMINE THE MAIN PARAMETERS OFAN.AXIAL HYDRAULIC 
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SVMMARY 

The axial hydJr.auLlc_ J.>WMh plal:e macJúne hM wilhou:t any doubt a mec.harúJ.,m thal: 
.ú., urtique. I 6 we have the Juúed diliveJr..lf, !tpm and p!te!.>J.>U!te, we c.an J.>ta!tt the duign 
o6 th.-W mac_hine by the Zan g!taph. Bu:t, to go on the c_aic_ulation we need J.>ome malte 
in6oJtmationJ.> thal: Me c_ontained in the J.>uppo!tted MJ.>umptionJ.>. Th--W !teJ.>eMc.h WM 
c_onduc.ted 601t mac_hine-6 in the !tange 30 to 700 (i/min) ( 0. 5 to 11.6 X 1 o- 3 (m3( -6)). 

PRELIMINARY 

The swash plate machine has the cylinder block 
that turns together with the splined driveshaft, that 
is, the sarne angular speed. 

The swash plate is one where the slippers slip 
ove r an oil film because e a c h slipper is a kind of 
hidrostatic bearing where the oil input is taken from 
the machine outlet through a small diameter hole along 
the axis of the piston. The swash plate is inclined in 
relation to the drivershaft a maximum practical angle 
of 18° (Thoma, 1970). 

The slippers slip quasi-parallel (Hooke, 1989) to 
the swash plate during the outlet stroke and the hold­
-down plate mantains them parallel. During the inlet 
stroke. The slippers describe an elliptical trajectory 
on the swash plate when the stroke is not zero but, a 
circular one when the stroke is zero. 

The swash plate axis of rotation is one that 
belongs to a plane that contains the piston ball head 
centers and is perpendicular to another plane that 
contains both the axis of pistons in the outmost 
positions and the drivershaf axis. Furthermore, the 
swash plate axis of rotation is perpendicular to the 
driveshaft axis. 

CENTER OF 
SLIPPER 

SLIPPER 

PLATE 

,.c.:...;,.....,...,....,.----,- -----l 

-t 
-ZERO STROKE 
---- FULL STROKE 

SWASH PLATF. AXIS Gl' ROTATION --- - -:r-- - DRIVE SHAFT AXIS 

Figure 1. Geometry of swash plate machine. 

Another important observation that must be made 
concerns to the point that belongs to the swash plate 
(Figure 1.) and the point that is the center of the 
bottom of the slipper. These two points are exactly the 
sarne for delivery equal to zero, but they aren't when 
the delivery is not zero, for instance, maximum, this 
happens because the piston ball head center moves in 
straight line at the sarne time that the bottom of the 
slipper traveis parallel to the swash plate. This point 
in the swash plate, as referred to above, also moves 
along an are of circle during the rotation of the swash 
plate, but the point belonging to the slipper doesn't. 
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This deviation of the two points is quite important 
when calculating those nine holes (Thoma, 1970) in the 
hold-down plate (see Fig. 12). 

SUPPORTED ASSUMPTIONS 

The following assumptions are firmly based on the 
literature dealing with this kind of machine and on the 
research developed about. 

Zan Graph. After designing, that is it, making 
calculation and drawing, or vice versa, in the wide 
range 30 - 700 (1/min) (0,5 X 10-3 - 11,7 X 10-3 (m 3 /s)) 
displacement flow, a graph was developed (called Zan 
Graph), as shown in Figure 2. This graph helps to 
promRtly determine the cylinder pitch radius d. 

c? 
300 

40 d(rrun) 80 

Figure 2. Zan Graph - Displacement flow against 
cylinder pitch radius d. 

Tilting Angle (a ) • The value of the tilting or 
swash angle is given in detail by Thoma (1970) where it 
is shown that this angle is limited to a maximum 18°. 

Number of pistons (z). The number of pistons 
(Thoma, 1970) is said to be an odd number because of 
the much smaller fluctuations of delivery. The choice 
is practically 5, 7, 9 or 11 pistons. Increasing their 
number within this range has the advantage that the 
delivery fluctations decrease and the disadvantage that 
the piston stroke becomes large compared to the 
diameter, and also increases manufacturing costs. 
Balancing the above requirements the optimum seems to 
be nine cylinders with swash plate machines. 

Volumetric efficiency (nv). The volumetric 
efficiency varies little, say from approximately 0.90 
for small machines to 0.94 for the big ones at rated 



speed which is 1800 rpm in our research. These numbers 
were obtained after testing actual machines 'in a wide 
range of displacement. So, for design purposes we can 
take nv from 0.90, for small machines, to 0.94, for 
medium to big ones. 

Land dimensions (ri,r0 ). The ratio of inside to 
outside radius of the land (Figure 3). For the slippers 
is related to its hoop tensile stress and to is fatigue 
life. For continuous operating pressure in the upper 
range 3SO- 400 bar (3S - 40 MPa), we can make(ri/r 0 ) 

equal to 0.82 - 0.84. 

LAND 

DA~L PEAD 
CEN'I'ER 

Figure 3. Slipper cutaway view showing inner and outer 
radius of land. 

Piston and slipper areas. The piston and the 
slipper areas can be related (Thoma, 1970) by the 
following relation, where Acv is the pool area, Alp is 
the land area, Ap is the piston area and the factor 8 
equals 0.92 - 0.96. 

l 
Acv +yArp = BAp (l} 

F 
__2 

cos oc r' ~y~ .. '---------OUTLET f/" fPISTON ]{::; 
PRESSURE 

SL I PPER 

i<,i:J/ 
I ?~.1 

PRESSURE CHAMBER(POOL } 
ANO 

r-

---~"1-:. . I ,.."S,6 1 

Figure 4. Slipper together with piston at the tilting 
angle a . 

we can also write (1) as: 

B d 2 
p 

2cosa 

2 2 
ro - ri 

lvt(r 0 /ri) 
(2) 

The remainder of the load forces not carried by 
the pressure field is transmited by metalic contact of 
the lips. 

Delivery equation. The equation of delivery (3) 
is easily developed analyzing the Figure S. The rated 
delivery Qn and displacement or theoretical flow are 
related by the volumetric efficiency. 

Q Qd = _g_ = O. 78S(dp) 2 (2 d tg a) .z.rpm 
nv 

(3) 

Slipper bottom outer diameter (dext)· The outer 
diameter of the bottom of the slipper is analyzed after 
have been obtained ri and r 0 that give the continuous 
ring and constitute the pressure chamber or the pool 
(Figure 6). 
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' I~ BALL HEAD CENTE R \f- HALF STROKE r -'1--------r--· 1.-- FULL STROKE PLANE 
ZERO STROKE PLANE 

d 
tL I 

l SWASH PLATE AXIS OF 
ROTATION 

_ d _ _ DRI~SHAF:''r_A_ps 
.... 

Figure S. Schematic geometry for the calculation of 
delivery. é 

t: 
1:: 

dext. 
GROOVE 

- ,\ 

1/j______.--- LAND 

L. 

Figure 6. Slipper notation. 

The outer ring provides additional c ontact pad. 
This ring is broken by radial slots in order to remove 
any pressure in the circular groove • This groove and 
the outer ring widths will give us the externa! 
diameter of the bottom of the slipper, requiring a mor' 
accurate analyses. We can write dext as: 

p 
s 

dext = (1.23- 1.28) (2 r 0 ) (4} Fi 

M parameter. The distance M (Figure 7) is a 
parameter that we have to analyze to guarantee that thac 
machine will be almost the sarne size of those wr 
commercially abailable. This parameter is the clearanc1 
between two adjacent slippers. If M is out of this 
range we may have the fouling of the slippers or a too 
large machine compared to another one with the sarne 
features. 

M 

Figure 7. Adjacent slippers at zero stroke. 

The 

M = 

M parameter can be given by: 

dext 
2(d cos 70° - -2-) 

Fig 

(s)Fr 
giv 

The machine will have its size quite similar to 
the good ones if we make M in the range 3.0 - S.O (mm). 

Ball head and slipper. The ball head will be . 
joined to the slipper constituting a spherical bearing.tra' 
The diameter of the ball head is dependent mainly ontreltr c 
material of the slipper and on the piston diameter. :an 
This material is a heay duty bearing manganese bronze, )bté 
after tests in Termomecanica São Paulo. Besides having ~ent 
good properties suchaswear resistance, fatigue 



strengcn and tensile strength, ít must have the 
capacity to be bent to accomodate the ball head. On 
the ther hand, the piston diarneter dictates the 
pressure on the concave section in bronze slipper. The 
piston material needs a more detailed analysis. 

The research related to the bronze ball head 
piston diameter and the mechanism governing both parts, 
where dsp is the sphere diameter, gave us the following 
relatíon: 

dp 
dsp = 1. 27 (6) 

Again, ín the rnechanism of the slipper together 
with the piston and ball head, we have a neck joining 
both parts. ln this way , after a long and detai1ed 
ana1ysís where the strength of the neck has been 
analyzed, the necessary geornetry for the rnovernent has 
been s tudied, and the stress concentration has not 
been f or gotten, we obtained the relation (7) where dn 
is the neck diarneter. 

d 
d~ = 1. 8 (7) 

With these inf orrnations and sorne more de s ign 
practice we a r e able to deve1op the who1e mechanism of 
s1ippe r and pis t on. 

"'ll8r-PI STON 

FOR ANALYSIS 

Figure 8. Lengthwi se piston víew and detaíls. 

Pi s ton and slipper forces. The rnain forces 
acting on the s1ipper and piston Figure 9 can be 
writen as: 

~igure 9. Main forces acting on piston an s1ipper. 

(8) 

(9) 

Torque (T). The torque generated by the forces 
r acting on the ball head center (Figure lO) can be 
.iven quite approximately by: 

T = 2 (d sen 700 + d sen 30°)·Fr (10) 

. Set off dístance (Y). The center of the s1ipper 
rave1s along an elliptica1 way, for instante, at full 
troke and along a circunference , at zero stroke. We 
an derive an expression using Figure 11 in order to 
bt a in the set off distance Y. The distance from the 
enter of the sphere to the bottom of the slipper is " a~ 
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BALL HEAD 
CENTER 

(PUMP) ( 

) 
(MOTOR) 

Fr 

Figure 10. Schernatic torque generation. 

The rnaxirnum Y is half the difference between the 
two axes of the el1ipse at full stroke. 

(a 2 + d
2 

) ( (a) tg(acos6)))+ (1 1) cos 2 6 
·cos are tg d - are d 

PISTON AXIS 

-ZERO STP.OKE 
- ---FULL STROK1: 

d SWAS'H 

IPIATE 

L __ ' ,' r SWASH PLATE AX I S OF ROTATION 

- - 3- DRI VESHAFT AXI S 

Figure 11. Schernatic Geornetry for the Y Pararneter. 

Hold-Down plate. It is necessary to know the Y 
pararneter before trying to stablish the diarneter and 
position of the ho1es of the hold-down p1ate. We have 
two situation ana1yzed in Figures 12 and 13. 

DOWN PLATE 

a) Piston between inrnost 
and outrnost positions. 

b) Piston at inmost or 
outrnost position. 

Figure 12. Relative radial positions of hold-down plate 
and s1ipper with no play. 

Length of the piston. The length of the piston 
can be ful1y deterrnined if we observe Figure 14. The 
portion of the piston that remains inside the cy1inder 
at the outrnost position or externa! dead center should 
be at leastl.S times the distance between the center 
of the ball head and the face of the cy1inder (Thoma, 
1970). 



DOWN PLATE 

a)Piston between inmost 
and outmost positions. 

b) Piston at inmost or 
outmost position. 

Figure 13. Relative radial positions of hold-down plate 
and slipper with defined play. 

-----
cylinder block face 

in!'lost 
position 

I 1
f I ~~... (l.S)lf ~ 

!.=--'; ~-· ~·-1- outmost 
position 

F~gure 14. Piston at outmost and inmost position. 

SAMPLE DESIGN 

The Figure 15 is the cutaway view of a 
200 (l/min) (3.34 x 10-3 (m3 /s» machine. We must 
emphasize that some more information and a design 
practice is necessary to have this drawing accomp1ished. 

Figure 15. Reduced cutaway view of a 200(l/min)pump. 

CONCLUSIONS 

The Zan graph together with the supported 
assumptions is a powerfull tool for us to obtain the 
fundamental points without which we could'nt design 
this kind of machine. 

We believe that after this research the other 
parts that constitute the machine are a common 
calculation work for the designer. 
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UMA METODOLOGIA ALTERNATIVA PARA A VARIAÇÃO DO NPSH EM 

ENSAIOS DE CAVITAÇÃO DE BOMBAS CENTRÍFUGAS 

HANS GEORGE ARENS 
Escola de Engenharia de São Carlos - USP 
Departamento de Hidráulica e Saneamento 

RESUMO 

Apk~~~nta-~~ uma m~tolog~a alt~kna{~va paka a k~al~zação d~ ~n~~o~ d~ ~av~t~ 
çao d~ bomb~ ~~ntk26ug~, ond~ a k~dução do NPSH ~ obt~da ~om o ~o d~ uma bomba 
aux~l~ak ~nv~kt~da, l~gada ~m ~~k~~ à un~dad~ ~n~a~ada. Uma ~~gunda un~dad~ ~ ~ada 
~omo ~l~m~nto d~ ~ontkol~. Um ~n~~o é ~~mulada paka uma bomba kad~al ~aka~t~k~zada 
p~la v~lo~~dad~ ~~p~~26~~a n = 0,43. 

~ 

INTRODUÇÃO 

As normas que tratam dos ensaios de recepçao de 
bombas centri f ugas, apresentam diversas metodologias 
para variar o NPSH nos testes de cavitação . Normalme~ 
te , a redução do NPSH é feita através do aumento da 
altura de sucção da máquina ou através do estrangula­
mento da entrada da canalização de admissão. Nos en­
sa ios em circu ito fec hado , o NPSH, geralmente, e con­
trolado pela pressão de referência de um ponto conve­
ni ente do sistema. 

Geralmente, são os fatores econÔmicos que dete~ 
minam a metodologia mais indicada. Porém, outras téc­
nicas, mesmo não normalizadas, são empregadas para d~ 
minuir os custos. Uma dessas metodologias é apresent~ 
da neste art igo, que apresenta uma forma alternativa 
para se variar o NPSH da unidade de ensaio, fazendo 
uso de uma associação em série de duas bombas centri­
fugas auxiliares. 

Essa metodologia é particularmente adequada nos 
ensaios realizados pelo prÓprio fabri cante da bomba, 
uma vez que o teste de uma unidade qualquer, nece ssi­
ta de duas outras para atuar·como bombas auxiliares. 

A METODOLOGIA ALTERNATIVA 

A figura l mos tra a assoc iaçao de duas bombas 
centrifugas A e B, ligadas em série à unidade de en­
saio. A é colocada em posição inverti da e atua como 
uma perda de carga "ativa". A bomba B age simples­
mente como elemento de controle . 

q 

harr 
•··· ............ ! ~ 

h 

hs! hb! 
•··· .. ··············· •···· ..... '"'-...1--=::-:=....::==1~=--::-=--:..=-=-=-+-:1 

Fig. 1 - O sistema "ativo" para variar o NPSH 
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As 3 bombas sao idênticas e funcionam respecti­
vamente com as rotaçÕes positivas w w e w, sendo 

a b 
wb > wa 

A bomba B trabalha nas condiçÕes normais no 
lQ quadrante, enquanto A funciona no 2Q quadrante 
( q ( O) , atuando como unidade dissipadora de energia. 

O registro colocado no by-pass de B controla a 
vazão de retorno q , a centuamdo ou atenuando a açao 

r -dissipadora de A. Em uma de terminada posiçao do re-
gistro, pode-se igualar as alturas manométricas de A 
e de B, obtendo- se uma altura total nula (h =0). 

s 
O fe chamento ou a abertura do registro provoca 

o aumento ou a redução da pressão de salda h , acarre 
- ' ' s -tando uma variaçao sensível de NPSH disponível, que 

pode atingir valores suficientemente baixos para cau-. 
sar a cavitação da unidade de ensaio. 

O SISTEMA DE EQUAÇÕES 

Se as perdas nas canalizaçÕes e as diferenças 
entre as cotas das secçÕes de entrada e de salda das 
bombas forem desprezadas e se as curvas 
cas de A e de B forem descritas por 

hb=f
2

(qb), tem- se 

h fl (qa) a 

h f2(qb) b 

h h - h 
s b a 

q q - q 
b r 

q = - q 
a 

h k.q 2 
b r 

caracteristi­
h =f ( q ) e 

a 1 a 

( 1) 

(2) 

(3) 

(4) 

(5) 

(6) 



O sistema formado pelas 6 equaçÕes com as 7 in­
cÓgnitas h , h , h , q, q , q e q , permite determi-

s a b • a b r 
nar a curva característica dimensional h (q) ou a cur 
va correspondente NPSH(q) definida por s 

NPSH h ( q l + ( p - p lI Y 
s at v 

(7) 

A SOLUÇÃO DO SI STEMA DE EQUAÇÕES 

A solução do sistema (1) . . . (6) e simples. As cu~ 
vas h =f (q ) e h =f (q ) podem ser obtidas direta-

a 1 a b 2 b 
mente a partir das funçoes adimensionais f (Q,W) = 
= H/Q2+W2 ) tabeladas por Chaudhry nos 4 qua~rantes, pa 
ra bombas de velocidades especificas n =0,46 1,61 

. - s 
2,78 e 4,94. Valores intermediarias sao estimados pe-
la simples interpolação linear. 

e 

A igualdade das 3 bombas acarreta 

q 
an 

h 
an 

n 
an 

qbn 

h 
bn 

n 
bn 

qn 

h 
n 

n 
n 

que transformam o sistema dimensional (1) ... (6)na for­
ma adim('nsional 

H = f (Q ,W ) . (Q 
2 2 

a H a a a 
+Wa ) (8) 

2 2 
H = f (Q ,W ) . (Q +W ) (9) 

b H a a b b 

H = H - H ( 10) 
s b a 

Q = Q - Q 
b r 

(11) 

Q = - Q ( 12) 
a 

2 
( 13) H = k . Q 

b r 

com as variáveis H =h /h , H =h /h , H =h /h , Q=q/q 
a a D b b n A s s n n 

Q =q /q , Q =q /q , Q =q /Q e os parametros W =n/n 
a q n b b 

2
D r r n a n 

W =n/ n e 11: =k . qn 1 h . 
b n n 

A obtenção de H (Q) permite fina l mente determi­
s 

nar a curva 

NPSH/h =H (Q)+(p - p )/h 
n s at v n 

(14) 

AS CURVAS CARACTERÍSTICAS DO SISTEMA 

A figura 2 mostra as curvas caracterÍsticas a­
dimensionais da associação de duas bombas KSB 40- 160 
(D=l74 mm, n =0,43), que nas suas condiçÕes nominai s 

s 
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apresentam 

3 
q = 30 m /h(8,33 1/s) 

n 

h = 13,5 m 
n 

n = 1750 rpm (183,26 rd/s) 
n 

ll n 

Hs 
3 

2 

0,7 

NPSH/ hn 

,. '\ ) 
o l _."').~ "te ·'a 

-~ _ _;),,____,_ .......... ' 
-0,74 !~1<=0,01 

-1 

fig . 2 - Curvas H =H (Q) àa assoc iaçao A-B 
s s 

A rota.;ão w da unidade de dissipação A foi 
fixada em w =0,8.wa(n =1400 rpm) e a rotação n em 

a n a b 
w =1 ,6. w (n =2800 rpmJ e dessa forma w =0 ,8 e w =1,6. 

b n b - a b 
Para a rotaçao w da unidade de ensaio , foi fi-

xada a prÓpria rotação nominal w=w , o que acarreta 
n 

W=l . 

(ou 
O fechamento total do registro implica em ~ -ao 

Q =0) e sua abertura total em ~ =0 (ou H =0) . 
r 5 2 4 b3 

Admitindo (p -p )=10 N/m e Y =lO N/m tem- se 
at v 

(p - p )/h Y =0, 74 e , portanto, 
at v n 

NPSH/h 
n 

3 

H (Q) + 0,74 
s 

K=0, 1 

~e= 1 

0~------~-------.------~----0 0,5 1,5 Q 

fig. 3 - Alturas manométricas de A e de B 



3 

2 

0+-------~--------r-------~----
0 0,5 1,5 Q 

Fig. 4 - Os momentos nos eixos de A e de B 

tc.=oo 

0,5 1,5 Q 

Fig. 5 - Curva representativa Qb(Q) 

O desempenho do sis tema e descrito pelas curvas 
H (Q) da figura 2 obt idas com a so lução numérica 
sistema (8) ... (13) onde, a curva tc:=OO e a reta H 

do 

= 0,74 (NPSH=O) delimitam da região de trabalho. 
s 

As alturas manométricas H (Q) e H (Q) e os tor-a b _ 
ques M (Q) e M (Q) nos e ixos de A e de B, sao descri-
tos peÍas curv~s das fi guras 3 e 4. 

Na figura 5 pode-se observar o comportamento da 
curva representativa Q (Q). Como Q =Q -Q, Q (Q) pode 

b r b r 
ser avaliada pe la diferença entre as curvas Qb(Q) e a 

curva Qb(Q)I\=co 

UM EXEMPLO 

O sistema total formado pelas 3 bombas e descri­
to pelas equaçÕes (8) ... (13) em conjunto com 

e 

H 

H 
s 

2 
+ H + R.Q o 

que representam respectivamente, 
da unidade de ensaio e a equação 

2 
r(q /h ) . 

n n -
A soluçao das 8 equaçoes 

2 2 
H .f (Q ,W ) . (Q +W ) 

a H a a a a 

( 15) 

(16) 

a curva de desempenho 
do circuito onde R = 

(17) 

2 2 
fH ( Q , W ) • ( Q +W ) 

a a b b 

H 
s 

Q = Q - Q 
b r 

fi( .Q 2 
r 

2 2 
H = f H ( Q, W) • ( Q +W ) 

2 
H + H + R.Q 

s 
o 

(18) 

(19) 

(20) 

(21) 

(22) 

(23) 

(24) 

Com as 8 incÓgnitas H, Ha' Hb, Hs' Q, Qa, Qb : 
Q tendo como parâmetros r e R, requer o uso de me 

r -todos numericos . 
Os diagramas das figuras 6 e 7 mostram as cur­

vas caracteristicas principais, com a determinação do 
NPSH requerido para as vazÕes Q=0,8, Q=l e Q=l,2. 

r 
A curva do NPSH requerido pela unidade de en-

saio NPSH(q), devidamente adimensionalizada, foi in-
serida no diagrama e mostra os pontos nos quai s 
inicia efetivamente a cavitação. 

H 

1-1=1 

0,5 1,5 Q 2 

se 

-o, 74 ~==::::==~;:::::~:::S.....:~~ 
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-1 

Fig. 6 - Simulação de um ensaio de cavitação 

Cada um desses pontos pode ser obtido através 
da abertura gradual dos registros r e k, com a va 
zão mantida constante, até que seja detectado o des­
vio da altura manométrica H, em relação ao seu valor 
normal da curva de desempenho (cerca de 3%). As cur­
vas (R) obtidas através de (17) ... (22), (23)e (24) 
para as vazÕes Q=0,8, Q=l e Q=l,2, mostram estas ma­
nobras (fig.7). Cada par (R,~) possui o seu valor 
correspondente de H (ou NPSH/h ). A cavitação se 

s n 
inicia quando H =H . 

s sm1n. 
Se apenas o registro R e manobrado, as cur-

vas assumem a forma da figura 8. 



K 3 

Q•1,2 

2 

Q=1 

/~···· 
o ·o 

Hs 

-1 

Fig. 7- Manobras ~(R) que geram Q=cte 

3 

R 

2 

O 'O 
0,5~j Q 

1,5 

H5 1 ""' '\ ~<=0,5 
oc::0,1 1<=0,25 

-1 

R 4 

Fig. 8 - Manobras do registro R para valores 
constantes de Fi: 
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LISTA DE SÍMBOLOS 

D (m) diâmetro do rotor 
h (mca) altura manométrica 

H 

k 

1<: 

H = h/h 
n 

coeficiente de perda 
r;:= kg 2/H 

n n 

n (rpm) r7~ocid~9~ angular . 
n n =w.q (gh) velocidade especifica 

s s 
m (N.m) momento no eixo 
M M=m/m 

n 

NPSH (m) Net Positive Suction Head 
2 - • 

P (N/m ) pressao atmosferica 
at 

ABSTRACT 

"An alterna tive Methodology for the Reduction 
of the NPSH in Centrifuga! Pumps Tests" - An alterna-
tive methodology for the reduction of the NPSH in 
centrifuga! pumps tests in developped. This reduction 
is obtained with an inverted auxiliary pump in a se­
rial association with the test unit. Another pump is 
used as control unit. A simulated test for a radial 
pump (n =0,43) it presented. 

s 
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DESENVOLVIMENTO HIDRODINÂMICO EM UM 
CANAL FORMADO POR DISCOS PARALELOS 

EM CO-ROTAÇÃO 

Marcos Pinotti e Eugênio S. Rosa 
Departamento de Energia - FEM/UNICAMP 

13081970- Campinas- SP 

RESUMO 

O desenvolvimento hidmdinâmico em canais formados por dois discos paralelos em 
co-rotação é investigado numericamente. O fluido considerado é newtoniano em regime 
laminar e permanente . Para uma mesma geometria de canal foram analisados os campos 
de pressão c velocidades, além das linhas de corrente em diferentes regimes de rotação e 
dos perfis de velocidades impostos na entrada do canal. 

INTRODUÇÃO 

O escoamento laminar através de um canal formado por dois 
discos paralelos em rotação tem sido investigado, numérica e 
experimentalmente, nas óltimas décadas em aplicações relacio­
nadas principalmente com o desenvolvimento de turbomáquinas 
e equipamentos de transferência de calor e massa (Szeri et al, 
1978; Rice, 1963; Roddy el al, 1987). 

Nestes equipamentos, a quantidade de movimento gerada 
pelos discos em rotação é transmitida ao fluido pela ação das 
forças viscosas. Esta característica é especialmente importante 
quando se empregam estas configurações corno dispositivos de 
assistência à circulação, pois além de impor ao escoamento níveis 
moderados de tensão de cisalhamento (menos traumática ao san­
gue), podem produzir vazões e diferenças de pressão compatíveis 
com o sistema circulatório humano (Dorman et al, 1966). A­
pesar dos di spositivos serem utilizados para este fim desde a 
década de 60, segundo Miller et al (1990) , pouco foi realizado 
para o estudo do escoamento no canal deste tipo de bomba. Re­
centemente, Pinotli (1992) c Pinotti & Rosa (1992) estudaram, 
numericamente, a influência dos parâmetros geométricos (razão 
de raios e razão de espaçamento entre discos) e operacionais 
(regime de rotação e vazão) sobre a diferença de pressão gerada 
entre a entrada e a saída de um canal formado por dois discos 
paralelos . 

A performance de bombas de múltiplos discos paralelos é 
função das características do escoamento à montante e à jusan­
te do canal, além das condições de operação, como a rotação dos 
discos e vazão requerida. Para se estudar apenas os fenômenos 
que ocorrem no interior do canal , é necessário considerar o rotor 
isolado do resto do conjunto da bomba. Esta tarefa é reali za­
da impondo-se condições de contorno fisicamente realísticas à 

jusante e à montante do canal, ou seja, que se aproximem das 
condi ções de operação real do dispositivo. 

Em relação ao escoamento à jusante, devido aos diâmetros 
suficientemente grandes, é comum impor a condição de escoa­
mento localmente parabólico na saída do canal, eliminando-se 
qualquer influência no campo de velocidade externo, Entre­
tanto, o perfil de velocidades à montante do canal, dado pela 
geometria particular das passagens que conduzem o fluido da 
sucção até a entrada do canal, pode influenciar significativa­
mente o campo de escoamento interno aos discos. 
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Este trabalho tem como objetivo estudar a influência que 
diferentes perfis de velocidade, na entrada do canal, exercem 
sobre o campo de velocidades e de pressão ao longo do canal. 
Estas influências são analisadas para uma vazão fixa, em dois 
regimes de rotação. 

FORMULAÇÃO DO PROBLEMA 

O problema a ser tratado é o escoamento laminar, axisi­
métrico, em regime permanente de um fluido newtoniano, com 
propriedades constantes, através de um canal formado por dois 
discos paralelos em rotação. 

i 
~.n. 

rs I 

~, -----------~---w------1 "' ~t 
: R2 '----j 
'------ ----------1 

Fig.1 - Representação esquemática do canal. 

Na Fig. 1, S representa o espaçamento entre os discos, R1 o 
raio de entrada, R2 o raio de saída, n a rotação dos discos, u a 
velocidade na direção radial, w a velocidade na direção axial e v, 

não representada na figura, a velocidade na direção tangencial. 
O escoamento é descrito pelas equações da conservação da 

massa, 

V .V=O, (1) 

e pela conservação da quantidade de movimento linear, 

(2) 

onde V é o vetor velocidade, P é a pressão, p é a densidade, 
J.l é a viscosidade e V é o operador "nabla" em coordenadas 
cilíndricas. 

A diferença de pressão entre a entrada e a saída do canal, 
l:.P, é função da vazão, Q, da rotação dos discos, n, do raio de 
entrada R1 , do raio de saída R2 e da espessura do canal, S. 

Para os discos foram impostas as condições de não-desliza­
mento ( u = O e v = rn) e de não injeção ou sucção de massa 



( w = 0). Devido à possibilidade de ocorrer bifurcação da solução 
numérica das equações do movimento (Langer et ai, 1990) não 
foi utilizada a condição de simetria do canal em relação ao plano 
z = S/2. Como condição de contorno na saída do canal (r= R2), 
utilizou-se a aproximação de escoamento localmente parabólico 
(àujàr = àwjàr = 0). O valor do raio de saída (R2 = 2x R1), 
utilizado nas simulações, não proporcionou nenhuma situação 
onde pudesse ocorrer recirculação na saída do canal. 

Além disso, foram impostas ao escoamento três condições 
de contorno distintas para a componente radial na entrada do 
canal: 
i) Perfil Uniforme r= R 1 , u(z) = Q/27rRrS-
ii) Perfil Parabólico r= R1, u(z) = 6(Q/27rR1S)(z2 - z). 
iii) Perfil simulando uma cascata infinita de discos paralelos 
(r = Ro, u(z) = Q/27rRoS; Ro :::; r :=:; Rr, z = O ou z = 1, 
àujàz = àvjàz = w = 0). 

Nesta última condição, o escoamento se dá antes da entrada 
do canal, a partir de Ro :::; r :::; R1 . O valor de R0 igual a 2/3 
Rll utilizado na literatura para difusores radiais ( Raal, 1978) 
mostrou-se adequado também para discos em rotação, pois per­
mite a difusão da quantidade de movimento à montante da en­
trada dos discos, sem a interferência dos efeitos elípticos devido 
à presença dos di scos. 

MODELO COMPUTACIONAL 

As equações governantes do escoamento, discretizadas pe­

lo método dos volumes finitos, foram resolvidos numericamente 
pelo algoritmo SIMPLE (Patankar, 1980). 

A malha computacional possui 45 x 45 pontos nodais (pa­
ra cada componente de velocidade) igualmente espaçados tanto 
na direção radial como na direção axial. Os fatores de sub­
relaxação adotados foram tipicamente 0,5 para as componentes 
da velocidade e 0,8 para a pressão. 

Considerou-se como solução convergida quando o maior erro 
na conservação da massa para cada um dos volumes de controle 
fosse menor do que 10-12 . Este valor foi considerado satisfatório 
pois , nesta condição, a maior diferença da velocidade radial (a 
dominante no escoamento) entre uma iteração e a próxima não 
foi maior do que 10-9 • 

Os resultados numéricos, gerados numa workstation SUN 
com variáveis FORTRAN com dupla precisão, foram validados 
comparando-se o resultado numérico com uma solução analít ica 
("Stokes Flow") para discos estacionários e também com valores 
experimentais obtidos na literatura (Szeri & Adams, 1978) para 
um dos discos girando, com excelente concordância em ambos 
os casos ( Pinotti, 1992) . 

RESULTADOS NUMÉRICOS 

Para a apresentação dos resultados numéricos foram consi­
deradas as seguintes adimensionalizações : 

r' -R r' r= 1 . z 

R2- R1' 
r=- z• =- (3) 

R1' s 
U=~Q_ 

21rR1S' 
/::;.P* = p- Pref 

pU2 
(4) 

• v • u • • w R1 ( ) 
v = r'n, u = ur , w = us 5 

Apesar de os campos de velocidade e pressão terem sido ge­
rados para o canal inteiro, devido à simetria observada nas simu­
lações , estes serão apresentados somente para metade do canal 
(0,5 :=:; z* :::; 1,0). ::>

4 

Os parâmetros relevantes que governam o escoamento foram 
agrupados nos seguintes números adimensionais: 
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• Número de Reynolds Transversal, ReQ = Qj(21rR1Sv) 
• Número de Reynolds Rotacional, ReR = (52!1)/v 

• Razão de aspecto, RA = R r/ S 

• Razão entre os raios de entrada e saída, Rr = R2/ R1 

Em todas as simulações foram fixos os valores da razão de 
aspecto (RA = 47,5), da razão entre o raio de saída e o raio de 
entrada (Rr = 2) e o valor do número de Reynolds Transversal 
(ReQ = 963), variando-se o número de Reynolds Rotacional 
(ReR) entre O e 6,85 para três condições de velocidade radial 
na entrada do canal: perfil uniforme, perfil parabólico e perfi l 
simulando uma cascata infinita de discos. 

As Figs. 2 e 3 mostram os perfis de velocidade radial e axial 
quando é simulada uma condição de cascata à montante do canal 
(iii) para ReR = O e 6,85, respectivamente. Para ambos os casos 
os perfis de velocidade radial em r= -2% (à montante do canal) 
são praticamente uniformes, entretanto a influência dos discos 
se faz sentir quando r = 0%. Para discos estacionários, Fig. 2a, 
o perfil da velocidade radial já está praticamente desenvolvido 
em r = 4%, atingindo valores similares aos de r = 98%, saída 
do canaL Para discos em rotação, ReR = 6,85 (Fig. 3a), o 
efeito é mais dramático. Na entrada do canal, r = 0%, o fluido, 
adjacente aos discos, é acelerado radialmente para fora do canal. 
Is to causa uma deformação no perfil de velocidades fazendo com 
que, inicialmente, a maior velocidade radial ocorra próximo aos 
discos. Este pico de velocidade é atenuada à medida que o 
escoamento evolu i no canal , r ·= 2% e r = 4%, até que esta 
situação se reverta e o ponto de velocidade máxima passa a 
ocorrer no centro do canal. Para fins de comparação, o perfil 
em 1· = 98% é também mostrado na Fig. :3a. 

1 00 l"""=::::::::----~l"-"""""=====:1r-------r--... 
-· 2% 

( = 0% 
I r = 

0 .90 

0.80 

* N 

0.70 
I 

a) 
I 

0 .60 

0.50 
0.0 0 .5 

u• 1 o 1.5 

1.00 

0.90 

I 
r= 1% 

0.80 . 
N 

0 .70 r 
h) 

'\.. I 11 r = -37. 

0.60 

0 .50 '---------...1------~------.......1 
- 4.0 -2 .0 0.0 2.0 

w• 

Figura 2- Perfis de velocidade radial (a) e axial (b) ao longo do 
canal, ReR = O, ReQ = 963, Cascata. 



Apesar de a convecção de momento na direção radial ser 
dominante em relação à difusão, os perfis de velocidade axial 
mostram que os efeitos da presença dos discos já são percebidos 
em r= -1 % (Figs . 2b e 3b ). Para discos estacionários, a Fig. 2b 
mostra que a velocidade axial é negativa indicando um flu xo de 
massa em direção ao centro do canal. Isto decorre da condição 
de não deslizamento nos di scos que impõe uma desaceleração no 

1.00 rr;;;;;;:;;~;::=:"--':-"~~=~r-~ 

0.9 0 

2% 
oco . 

N 

0 .70 a) 
r = 98% 

o 60 

0.50 
o c o. :J 

u • 
1.0 1. 5 

fluido. Este fluxo de massa na direção axial decai rapidamen­
te com o raio, sendo que para r = 3% seu valor já está muito 
reduzido. Para o caso de discos em rotação, a Fi,e;. 3b mostra 
que em r = -1% o fluido é dirigido em direção aos discos e que, 
em r = 1%, a velocidade axial passa a apontar para o centro do 
canal. A inversão no sinal da velocidade axial à montante do ca­
nal ocorre porque, ao se introduzir a rotação, o fluido adjacente 
aos discos passa a ter uma maior velocidade radial. 

1.00 ·------,---....... -~_,.~-------, 

o 90 r = - 1% 

r = 1% 3% 

0 .80 

+ 
N r = - 37. 

0.70 b) 

0. 60 

0. 50 
-4.0 -2.0 

w• 
0. 0 2.0 

Figura 3- Perfis de velocidade radial (a) e axial (b) ao longo do 
cana l, ReR = 6,85; ReQ = 963, Cascata. 

A Figura 4 mo;;t ra as linhas de corrente da simulação da 
condição de contorno iii quando ReR = O e 6,85. Nela estão 
evidenciados os comentários das figuras 2 e :3. Percebe-se que 
para ReR = O as li nhas se tornam pa.ralelas logo ap<Ís a entrada, 
r• = 1,04 (r = 4 %) e11quan to que para ReR = 6,85 isto ocorre 

o 9() 

para r• = 1,25 (r = 25 %). Além disto, pode-se notar também 
que as linhas de corrente estão mais próximas dos discos pa­
ra ReR = 6,85, indicando que o fluido possui uma velocidade 
radial maior nesta região. Isto é causado pela força centrífuga 
transmitida ao fluido pelo movimento de rotação dos discos . 

................ ReR O 

ReR 6 ,85 

0.80 - o 8 0 ...... ... ....................................................................... .. ................ .. .. ... ................... 

0.70 070 .. ...... ... ............. .................. .................... ........... ..... .......... ..... .. ........ .............. 

..... .. ....... ......... ............... ...... ................................ ................ ... .......................... 
0 .60 o 60 

0 .50 L-----------~--------~----------~----------~----------~----------~ 
0. 5 1.0 

r* 1. 5 2.0 

Figura 4 - Linhas de corrente. Simulação de Cascata. 
RA = 47,5; Rr = 2, ReQ = 963, ReR = 6,85. 

Os efeitos da imposição de diferentes perfis de velocidade na 
entrada do canal para ReR = 6,85, sobre as velocidades radial 
e axial, são mostrados nas Figuras 5 e 6 para r = 2% e 3%, res­
pectivamente. Na Fig. 5, próximo ao disco (z* = 0,80) , o perfil 
cascata apresenta a maior velocidade radial, o perfil parabólico 
a menor , e, em um valor intermediário entre estas duas con­
dições , encontra-se o perfil uniforme. O mesmo comportamento 
é observado para a velocidade axial, Fig. 6, sendo considerado 
fisicamente compatível pois o perfil cascata permite uma difusão 
do momento à montante dos discos, o que não ocorre com os per­
fis uniforme e parabólico. Os resultados do perfil uniforme são 
intermediários porque apesar de o perfil de velocidade radial ser 
imposto em r = O% (com w = O e v = 0), tal perfil é o que mais 
se assemelha ao cascata. 

A distribuição da velocidade tangencial no centro do canal, 
para os diferentes perfis de velocidade na entrada, é mostrada 
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na Fig. 7. Pode-se observar que o efeito da rotação dos discos 
difunde-se ao escoamento (v* -+ 1) à medida que se avança no 
canal. O fato de o perfil cascata permitir uma difusão de veloci­
dade tangencial à montante dos discos faz com que esta, dentro 
do canal, atinja mais rapidamente o seu valor final. Por outro la­
do, para os perfis uniforme e parabólico isto não ocorre, fazendo 
com que a taxa de crescimento de v* seja menor , aproximando-se 
assintoticamente ao valor dado no perfil cascata. 

A Fig. 8 mostra a distribuição de pressão ao longo do ca­
nal para os diferentes perfis de velocidade quando ReR = 6,85. 
Nota-se que para r ~ 1,25, a taxa de crescimento é aproximada­
mente a mesma para os três casos. A curva superior, ·referindo-se 
ao perfil cascata, apresenta valores de pressão superiores àquelas 
geradas pelos perfis uniforme e parabólico, coincidentes na figu­

ra 7. 
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Figura 5 - Perfis de velocidade ao longo do canal, ReR = 6, 85; 
ReQ = 963, r = 2%, Cascata. 
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Figura 6 - Perfis de velocidade axial, ReR = 6, 85; ReQ = 963, 
r = 3%, Cascata. 
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Figura 7 - Perfis de velocidade tangencial, ReR = 6,85; 
ReQ = 963, z· = 0,5; Cascata. 
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Figura 8 - Distribuição de pressão no canal, ReR = 6,85; 
ReQ = 963. 

CONCLl)SÕES 

2 .0 

O efeito da rotação dos discos causa um aumento no com­
primento de desenvolvimento hidrodinâmico do perfil de velo­
cidades radiais. Para ReQ = 963 e ReR = O são necessários 
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apenas 4% do comprimento do canal, e, quando ReQ = 963 e 
ReR = 6,85, este comprimento é de 25 %. Resultados numéricos 
preliminares (Pinotti, 1992) mostram que, de uma maneira ge- , 
ral, este comprimento é insensível ao perfil de velocidade radia!\ 
imposto á montante. 

Por outro lado, a distribuição de pressão revela ser sensível 
ao fato de se permitir a difusão do momento à montante dos ' 
discos e não à imposição de um determinado perfil na entrada do 
canal. Isto é verificado na Fig. 8 onde as distribuições de pressão 
geradas pelos perfis uniforme e parabólico são coincidentes, e, 
quando é utilizado o perfil simulando uma cascata, o perfil da 
distribuição de pressão é semelhante aos outros, porém, gerando, 
entre a entrada e a saída do canal, uma diferença de pressão 
maiOr. 
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SUMMARY 

A numerical study on the hydrodinamic developing length 
in co-rotating parallel disks is conducted for a newtonian ftuid 
in laminar ftow regime. For different rotational speeds the ve­
locity components, pressure and streamlines are analyzed. At 
the entrance of the disks are simulated : a uniform profile, a 
parabolic profile and the effect of an infinite cascade of parallel 

disks. 
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RESUMO 

Na p~e~ente t~a&alha ap~e~entam-~e métada~ de ~eduçãa 
madal pa~a a análL~e de p~a&lef!!-0~ de t~an~&e~êncLa de cala~ em 
~eqLme t~an~Lent e cam candLçae~ de cant~na de can~ecçaã e 
~adLaçãa. ~aL~ métada~ ~ãa &a~eada~ em al~~Ltma~ da tLpa 1anc~a~ 
au 'RLt~ e a~ ea:empla~ numéJtLca~ ~tJtam que a~ metada~ d e ~eduçaa 
de &aoe ~ãa maL~ e&LcLente~ camputacLanalmente que a~ métada~ de 
Lnte~~açãa dL~eta. 

INTRODUÇAO 

Neste trabalho será utilizado o Método 
dos Elementos Finitos (MEF) para a . solução 
numérica de problemas de transferência de 
calor em regime transiente para problemas 
envolvendo não-linearidades na condição de 
contorno, tais como, radição térmica. Este 
método de discretização espacial transforma 
as equações diferenciais parciais que 
governam o problema, em um conjunto de 
equações diferenciais ordinárias 
semi-discretas que é geralmente resolvido por 
métodos de integração direta do tipo 
trapezoidal, Hughes (1987). 

Diferentemente das estratégias usuais, 
os métodos de redução modal se baseiam na 
geração de urna base de transformação de 
coordenadas que gera um subespaço do espaço 
físico em que apenas as equações que 
contribuem efetivarnente para a solução serão 
empregadas. Isto é obtido através da 
utilização dos métodos de redução modal 
dependentes do fluxo de calor, já estudados 
por cardona (1986), Nour-Ornid (1985), e 
Coutinho (1989). Os algoritmos de redução 
modal dependentes do fluxo de calor 
utilizados são os de Lanczos ( Parlett 
(1980)) e o de Wilson-Ritz ( Wilson (1982)). 
Serão estudados os algoritmos que se baseiam 
na iteração inversa e direta. 

Para o desenvolvimento da solução pelo 
MEF será adotada a formulação de Galerkin, 
Hughes (1987). Desta forma, será obtida a 
expressão de Galerkin, cuja forma matricial 
resulta no sistema de equações diferênciais 
semi-discretas, com a condição de contorno de 
convecção e radiação, 

c e + ( ~" + Kc + ~R(~) e 

1) 

onde e é o vetor das temperaturas nodais e ~ 
a derivada das temperaturas em relação ao 
tempo; c é a matriz de capacidade térmica; 
K" é a matriz de condutividade térmica, ~c é 
ã de convecção e KR(e) é a de radiação; fe(t) 
é o fluxo de calor externo por unidade de 
área; ea é a temperatura do fluido 
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circundante e e é a temperatura da fonte de 
radiação. - r 

MÉTODO DE REDUÇAO MODAL EM PROBLEMAS LINEARES 
DE TRANSFERENCIA DE CALOR 

o método de redução modal substitui o 
sistema original, Eq. ( 1), com n equações, 
por um outro de ordem reduzida obtido através 
da transformação de coordenadas, 

e ( 2) 

onde x é o vetor de temperaturas 
generalizadas, e~= [ ~1, ~2, ••• , ~m ] é a 
matriz de transformação- de- coordenãdas, de 
ordem m x n, onde m << n . Desta forma, a 
resposta transiente e(t) pode ser aproximada 
por uma combinação linear das temperaturas 
generalizadas x(t). 

Sendo a - matriz de transformação de 
coordenadas ortonorrnalizada com relação a ~ , 
sua aplicação à Eq. (1) acarretará num novo 
sistema de equações com m equações 
desacopladas dado por, 

( 3) 

I 
-m 

( 4) 

onde I é a matriz identidade de ordem m. 

considerando-se a variação no tempo do 
fluxo de calor dada por segmentos de reta, 
estas equações diferenciais ordinárias de 
primeira ordem são integradas analiticamente 
no tempo para obtenção da resposta 
transiente. 

GERAÇAO DA BASE DE TRANSFORMAÇAO DE 
COORDENADAS DEPENDENTE DO FLUXO DE CALOR 

A geração da base de transformação de 
coordenadas é obtida através da geração dos 
vetores de redução modal feita pelo algoritmo 
de Lanczos (LAN) proposto por Nour-Ornid 
(1984,1985) ou de Ritz (RITZ) proposto por 



Wilson (1982}. Os algoritmos geram uma base 
ortonormal na sequência de Krylov, 

2 m 
k({> = span(l,~· (~} l• · · ·, (~} O 

onde e é o vetor de partida e a matriz 
definida como: 

A = K- 1C , para iteração inversa ( 

A = C- 1K para iteração direta ( 

Os vetares podem ser gerados de 
K-ortonormal. Como resultado, LAN ou 
produzem uma matriz de transformação 
coordenadas ~ , cujas colunas 
aproximações - de Rayleigh-Ritz 
autovetores, e uma matriz diagonal 

( 5) 

A é 

6} 

7} 

forma 
RITZ 

de 
são 
dos 

A 
-m 

contendo uma aproximação dos m primeiros 
autovalores do problema de autovalor definido 
por, 

~ iÊ C ~ A 
- ...... - m 

( 8) 

onde A é a matriz de ordem m que contém os 
-m 

autovetores do problema. 
A técnica de geração pelo método de 

Lanczos se baseia na construção dos vetares 
da sequência de Krylov através da 
reortogonalização de Gram-Schimdt. Em 
consequência, obtém-sé um conjunto de m 
vetares C-ortonormais que são utilizados como 
base parã a transformação de coordenadas. 
Para os vetares adicionais da sequência de 
Krylov foi adotada o esquema de 
ortogonalização com relação aos dois vetores 
anteriores, o que torna o algoritmo de 
Lanczos bem simples. Isto é obtido pela 
fórmula de recursão de Lanczos com três 
termos, 

(31+1 ~I 

a 

t3 1 + 1 

C- 1K X 
- - 1 

XT C K- 1 C X 
- 1 - - - - 1 

- a x 
I - 1 

~; ~ ~~ ) 
1/? 

- t31 X 
- 1-\ 

( 9) 

(10} 

(11) 

onde x são os vetares de Lanczos e t3 é um 
- 1 I +I 

fator de escala. 
A aproximação dos autovalores 2 

w 
I 

associado a cada vetar de x é 
- I 

obtida pela 

solução do problema de autovalor no subespaço 
reduzido, 

XT ~ ~ {] q ~ (12} 

onde A é uma matriz diagonal que contém uma 
aproximação dos autovalores e 
~ = [~ 1 ,~ 2 , •• ··~m). A matriz de transformação 

de coordenadas é obtida através de, 
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p ~ q ( 13} 

A técnica de geração pelo método de 
Ritz é semelhante ao método de Lanczos, 
diferindo apenas na reortogonalização de 
Gram-Schmidt, onde ao invés de efetuar-se a 
ortogonalização com relação aos dois vetares 
anteriores, efetua-se com relação a todos os . 
vetares anteriores. 

ANÁLISE NAO-LINEAR UTILIZANDO O MÉTODO DA , 
PSEUDO-FORÇA 

os métodos de integração direta e 
redução modal foram transformados em 
algoritmos iterativos de análise não-linear 
através da implementação do método da 
pseudo-força. Esta escolha se deve às 
caracteristicas da não-linearidade, que se 
encontra no contorno e é independente dos 
fenômenos de condutividade e convecção de 
calor. Deve-se salientar que o procedimento 
usual de solução consiste na utilização de um 
método do tipo Newton para solução do sistema 
de equações algébricas não-lineares em cada 
instante de tempo, Bathe (1977). Esta opção 
implica em uma atualização frequente da 
matriz de condutividade completa. 

A análise com radiação envolve uma 
não-linearidade na matriz de condutividade 
completa ( condução mais convecção e 
radiação). o método da pseudo-força se 
baseia na separação da matriz de 
condutividade em duas partes: uma 
correspondente a parte linear, devido a 
condução e convecção, e outra correspondente 
a parte não-linear do problema, devido a 
radiação térmica. 

A parte correspondente a não-linearidade 
é transferida para o outro lado da igualdade, 
o lado do fluxo de calor. Portanto, evita-se 
que na análise seja necessária a atualização 
da matriz de condutividade completa a cada 
iteração, Venâncio Filho (1988). 

A matriz KR da Eq. ( 1} é uma função da 
temperatura. Se~do assim, a solução da Eq. 
( 1) pode ser obtida através de um esquema 
iterativo de cálculo, onde a matriz KR(B} 
será dependente da resposta do problema 
resolvido para uma condição inicial de 
iteração fornecida. Sendo k o indice que 
conta as iterações e t+àt o instante de 
tempo, a Eq. ( 1) pode ser re-escrita como, 

c t+àt~ ( k) + K + Kc t+àt8 <k> 

t+f.tf + gc+ gR+ t+àtH(k) (14} 

Sendo o vetar de pseudo-força definido 
como, 

t+àtHikl _ ~R ( t+àt~ ( k -I)) t+àt~ (k-1) 

(15} 

o processo iterativo será terminado tão 
logo seja satisfeito um critério de 
convergência que será visto mais adiante. 

Pela Eq. (15) pode-se notar que a 
pseudo-força é calculada com o resultado da 
temperatura da iteração anterior, portanto 
para a primeira iteração deve-se utilizar um 
esquema para fornecer esta condição inicial. 
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Esta condição será dada fazendo-se uma 
extrapolação da pseudo-força no instante de 
tempo anterior, Venâncio Filho (1988). 
Desenvolvendo uma expansão do vetar de 
pseudo-força em torno da condição de 
equilíbrio anterior, ou seja, 

(16) 

onde tHCJ>é a pseudo-força do intervalo de 
tempo ãnterior que atendeu ao critério de 
convergência em J iterações. 

Utilizando uma aproximação de primeira 
ordem para a derivada com relação ao tempo 
pode-se escrever, 

(17) 

IMPLEMENTAÇÃO DO MÉTODO DA PSEUDO-FORÇA NO 
METODO DE REDUÇÃO MODAL 

A Eq . 3) incluindo o método da 
pseudo-força para o instante de tempo t+l.lt, 
será, 

I t+fltx ck> + A t+fltxck> 
- m - m 

(18) 

t+l.lt { k) -Qnde ~ e a pseudo-força. 

O número de iterações será determinado 
por um critério de convergência, avaliado 
pela temperatura em coordenadas físicas, 

(19) 

onde TOL é uma tolerância pré-estabelecida. 
o vetar de partida para a geração da 

base, e, utilizado na análise não-linear, é 
composto pelo fluxo de calor mais o vetar de 
fluxo devido a temperatura da fonte de 
radiação, pois a pseudo-força não é conhecida 
inicialmente. Esta escolha é baseada no fato 
de que a distribuição espacial do fluxo 
devido a fonte de radiação ser semelhante a 
pseudo-força, por ela atuar nos mesmos pontos 
nodais. 

EXEMPLO NUMÉRICO - EFEITOS TÉRMICOS CAUSADOS 
POR INTRUSÃO BASALTICA EM ROCHAS SEDIMENTARES 

Este problema trata da transferência de 
calor bidimensional através de uma massa de 
rocha sedimentar com uma intrusão de rocha 
basáltica. No problema original tinha-se como 
condição de contorno na superfície a 
temperatura prescrita de 2o"c, neste caso as 
condições de contorno na superfície passam a 
ser de convecção e radiação de calor . O 
domínio foi discretizado por 540 elementos de 
condução, 45 de convecção de calor e 45 de 
radiação e a malha possui ao todo 598 nós e 
598 graus de liberdade, conforme pode ser 
visto na figura (1). 
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Figura 1. Malha de elementos 
utilizada na solução. 

finitos 

As condições iniciais e de c9ntorno 
são: temperatura inicial de 20 c na 
superfície superior exposta a radiação e 
convecção, variando linearmente no interior 
da massa até a temperatura de 12o"c na 
superfície inferior; no instante T = l.lt a 
temperatura da intrusão basáltica passa a ser 
de 8oo · c. Será mantido um fluxo de calor 
constante ao longo de toda a análise na 
superfície inferior de 2,18x106 JfKm2

• As 
dimensões da massa basáltica são de 0,2 Km de 
profundidade por 6 Km de comprimento, situada 
no centro da malha de elementos finitos. O 
esquema de integração é l.lt = 0,001 Manos 
para o intervalo de tempo T e ( O , 1 ) . As 
propriedades físicas são: rocha sedimentar, 

d t . ' ct d t6 I 2• con u ~v~ a e = 6,6061x \ O J Km c e 
capacidade térmica = 2,62x10 1 J M anosjKm3 · c; 
basalto, condutividade = 1, 0570x10 1 7 J /Km2 · c, 
capacidade térmica 4,19x10 1 5 J M anosjKm3 ·c. 
A tolerância para a análise não-linear é de 
O I 001. 

As comparações dos resultados serão 
feitas com os resultados do problema no ponto 
de coordenada (29,5,0,0) chamado de ponto A. 

Os resultados apresentados na 
figura (2), obtidos pelo método de Lanczos 
com iteração direta apresentam um bom 
resultado para 20 vetares porém, como será 
visto no item a seguir, sua prec~sao não é 
satisfatória. O método de Lanczos com 
iteração inversa não obteve bons resul tactos 
para quatro vetares e a geração de mais 
vetares não foi possível devido a perda de 
ortogonalidade ser crítica, implicando em 
problemas de ordem numérica. 
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~ 100.00 
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Tempo (milhôes de anos) 

Figura 2. Método de Lanczos, iteração direta. 

O método de Ri tz com iteração inversa, 
apresentado na figura (3), atingiu o melhor 
resultado, enquanto que para o método de Ritz 
com iteração direta o mesmo não foi possível. 
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Figura 3. Método de Ritz, iteração inversa. 

Pode-se observar, na figura (4) que a 
correlação entre os resultados da integração 
direta e do método de Ritz com iteração 
inversa e 15 vetares é boa. Entretanto, os 
resultados para o método de Lanczos com 
iteração direta e 20 vetares apresentam erro 
nas condições iniciais porém, uma boa 
representação da variação da temperatura é 
alcançada. Isso pode ser verificado pela 
translação da curva de um valor 
aproximadamente constante de temperatura. 
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4. Comparação: Métodos Modais x 
Integração direta. 

O tempo de processamento obtido para a 
integração di reta ( a = 1 ) é de 2 06, 7 
segundos, os demais resultados serão dados em 
porcentagem rela ti vos a este tempo. 
Analisando os resultados da tabela (1) 
observa-se que o tempo de processamento para 
o método de Ritz com iteração inversa e 15 
vetares é inferior a metade do gasto para o 
método de integração di reta. os resultados 
para o método de Lanczos indicam que este 
problema não possui um número de graus de 
liberdade muito grande, pois apesar da 
utilização de um método de ortogonalização 
mais simples os resultados foram pouco 
inferiores aos do método de Ritz que utiliza 
um esquema de ortogonalização completa. 

RITZ - I HVERS A LAHCZOS - 0IR ETA 

4 I 9 I 1 5 4 I 1 o I 2 0 

28,2 1 37,o 1 47,3 28,4 1 38,6 1 56,9 

Tabela 1. Tempos de processamento 
normalizados para diferentes números de 

vetares nas bases de RITZ e LANCZOS . 

o processo iterativo da pseudo-força 
nos métodos estudados não apresentou nenhum 
problema de ordem numérica. o número médio de 
iterações atingido foi dois, para todos os 
métodos. 
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1 I 
~ 

CONCLUSÕES 

~ 

Ao término deste trabalho conclui-se 
que a utilização dos métodos de redução modal 
dependentes do fluxo de calor apresentam 
resultados com precisão, estabilidade 
numérica e bom desempenho computacional, de 
tal forma que pode-se dizer que estes métodos 
são eficientes para a solução dos problemas 
de transferência de calor em regime 
transiente. 
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ABSTRACT 

In this work sorne modal reduction 
methods for transient heat conduction wi th 
convection and radiation boundary 
condi tions are presented. Those rnethods are 
based on Lanczos and Ritz algorithrns and the 
numerical experiments show that the reduction 
methods are more effective than the usual 
direct methods. 
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SUMMARY 
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ia~LQ,e-~. '1.ea1 u.e.e üme-dep.etuient f.&l.w. ~. 'Jhe ~ o.l MUne &.enchmattlc 
co.mputa.üan.<l ~ an the J73.M. 3090/V~ V ectorL .M.ai_npwme ~ the SUPG 
&o.rwweaüan O/te MLow.n . 

INTRODUCTION 

In almost all flow problems of pratica! 
interest , especially in three-dimensions, solution 
methods based on direct solution methods give rise to 
massive storage demands and large computer times . On 
the other hand, iterative solution methods present 
comparatively low storage requirements and, when 
associated with suitable preconditioners, provide a 
powerful computational strategy . Most of the recent 
work on finite element in fluids, ranging from 
incompressible and compressible Navier-Stokes 
equations involving models of severa! hundred 
thousands of unknowns,make use of such itera tive 
strategies. 

In general, any stabilized finite element 
formulation for fluids (Pironneau, 1989 ) leads to a 
set of f i rst order, semi-discrete, nonlinear ordinary 
differenc ial equations of the form, 

M a + C v = R(a, v) ( 1 ) 

where H is a genera lized mass matrix, C is a jacobian 
matrix which comes from a Newton type linearization 
within a time step, R is the residual force vector, v 
is the vector of nodal unknowns and a is the first 
time derivate of v . The matrices H and C are usually 
non-symmetric , due to the · discretization of the 
convective and stabilization terms . Utilizing a 
predictor-mult i corrector t ime-stepping procedure the 
effective system to be solved at each iteration is, 

• • H ~a = R (2) 

• where H is the effe~tive matrix , ~a is the 
incremental vector _and R is the effecti ve residual 
vector. Defining H = H + -;r~t C, we have a fully 
implicit method, where 7 is a parameter controlling 
the accuracy of the time integration and• ~t is the 
time step . Another approach is to adopt H = ML, the 
lumped mass matrix, making the solution of (2) 
trivial, which is known as an explicit method . This 
approach, although very attractive, is usually not 
cost-effective, due to the severe time step 
restrictions, when the Courant-Friedrich-Levy 
stability criterion is applied to the mesh . 

Therefore, in this work we employ a grouped 
element-by-element iterative strategy (GEBE), where 
the non-symmetric driver is the Generalized Minimal 
Residual (GMRES) algorithm of Saad and Schultz 
[1986], to solve Equation (2) . 

ln order to exploit the nice properties of the 
explicit method, we introduced a mesh partition 
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algorithm, where the partition can be dynamically 
updated, as the solution evolves. In this algorithm 
the elements are partitioned into sets, one implicit 
and the other explicit, according to a stability 
cri terion based on a local Courant number and an 
accuracy criterion, based on local variations of the 
solution. 

The remainder of this pape r is as follows. ln 
next section we present our element-by-element 
iterative strategy, suitable for vector (and 
eventually parallel) machines with a shared memory 
architecture . The dynamic mesh partition algorithm is 
introduced in the subsequent section . The results of 
some benchmark computations on the IBM 3090/VF Vector 
Mainframe are shown. In these computations the SUPG 
(Streamline Upwind Petrov-Galerkin) finite element 
formulation of Brooks and Hughes (1982) is employed. 

THE GROUPED ELEMENT-BY-ELEMENT ITERATIVE STRATEGY 

GMRES Algorithm . To compute the solution of the 
effective linear system (Eqn . (2)) we have to solve a 
system of non-symmetric linear equations. In this 
work it is adopted the GMRES (k) algorithm developed 
by Saad and Schultz (1986), to solve the system A x 
b . At each step it minimizes the residual norm over a 
Krylov subspace defined as, 

(3) 

where r = b - A x is the initial residual and x is 
some a~proximat i oR of the solution vector x . 0 ln 
practice, the dimension k of the Krylov subspace is 
determined by CPU time and memory restrictions , but 
in the ·applications reported herein, it will always 
be less than 10. The GMRES(k) algorithm is 
essentially the formation of an orthogonal basis for 
the Krylov subspace by the modified Gram-Schmidt 
procedure plus the solution of the minimization 
problem and the solution assembly. As pointed out by 
Saad and Schultz (1986), the minimization problem can 
be efficiently solved by a QR algorithm . Our 
implementation follows the flowchart of GMRES(k) 
algorithm given by Shakib, Hughes and Johan (1989). 

Precondi tioning can be introduced by solving 
the following system of equations, 

(4) 



where the particular form of 
preconditioning matrices, L-

1 

defined in the sequel. 

the left 
-1 

and U 
and right 

will be 

The Element-by-Element Preconditioning. Most of 
the sucess of GMRES(k) relies on the choice of a good 
preconditioner. In this work, we choose a 
multiplicative preconditioner based on a Gauss-Seidel 
splitting of a regularized element matrix, mainly by 
its simplicity, low storage demand and 
straightforward extension for non-symmetric problems. 

The system (2) is rewritten as 

w-1/2 H* w-1/zx w-1/zR (5) 

• * 
where W= diag(H ) is a scaling matrix. Since matrix H 
may not be positive definite, an alternative scaling 
was proposed by Tezduyar and Liou (1989), and also 
adopted in the present work, i.e., W = HL, the lumped 
mass matrix, which is always positive definite. 
Therefore, the system (5) can be written as, 

A x = b 

The preconditioning matrices L and U can be 
thus defined as, 

Nel 
-1 

~ L = TT e 
e=l 

-1 u u = TT e 
e=Nel 

(6) 

(7) 

(8) 

where the matrices l , and li can be computed from the 
e e 

scaled element matrices as 

~ + u Ae + I (9) 
e e 

and Nel is the total number of elements in the mesh . 

ín consequenc e of the ·local nature of the 
preconditioning computations, a time consuming 
tasking GMRES(k), the matrix-vector mul tipli ca tions 
Av, will be computed at element level as, 

Nel 

Av = L A v 
e e 

( 10) 
e=l 

where A , the non-symmetric element matrices and v 
e e 

the components of v restricted to the element 
degrees-of-freedom. 

Vector Implementation. The GMRES(k) algorithm 
described in the previous section have operations 
wi th a high potential for vectorization. Efficient 
vectorization can be achieved by stacking the 
elements into groups of reasonable size. However, 
since several elements in the stack may share a 
common degree-of-freedom, there is a data dependence 
which inhibits vectorization. The solution of this 
global recursion is to group the elements in 
internally disjoint blocks where no elements within a 
group ·share common degrees of freedom. This scheme 
can also be regarded as the application of a mesh 
coloring algorithm to the finite element mesh. Each 
group (colar) can be processed in parallel making 
this grouped EBE approach a "parallel-ready" method. 
In order to increase vector efficiency wi thin each 
group the elements are processed into small packets, 
whose size is a machine dependent parameter. 
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THE DYNAMIC MESH PARTITION ALGORITHM 

Mesh partition algorithms have been proposed in 
the late seventies to treat "stiff" subdomains of 
large finite element models economically with a 
implicit time integration procedure (Hughes and Liu, 
1979). ln this approach, only the "stiff" subdomains 
are implici ty treated while the "non-stiff" regions 
are kept explicit, producing considerable savings in 
CPU time and memory. However, in many problems the 
stiff and non-stiff character of the subdomains may 
change with time, making a "static" partition 
approach inadequate i.e., selecting elements and 
equations to one of the partitions in an "a priori" 
basis (Tezduyar and Liou, 1989, 1990). Therefore , let 
the set of elements E of the domain Q of our problem 
be partitioned into two subsets, E

1
and EE, such that, 

E = E U E 
I E 

(11a) 

and 

</> EI n EE (llb) 

where the subscripts I and E stand respectively for 
the implicit and explicit regions. Consequently, the 
effective matrix becomes, 

• H L 
eEE 

I 

• H + 
e 

L HL 
eEE 

E 

(12) 

• L • 
where H and H are the element counterparts of H 
and HL."The parhtion defined by equations (11) is 
done dynamically based on two criteria, which inte nd 
to ensure the stability of the explicit algorithm and 
accuracy in the time integration. The stability 
criterion is defined as: 

if c~t 
11 u 11 Llt 

h 
> 1.0 then e E E 

I 
(13) 

where C~t is the element Courant number and h is the 

effective element length in the flow direction. It 
is important to note tha t C~t may vary wi th ti me, 

since the velocity (u) may be d e pe ndent of the 
current soluti on . The other criterion allows the 
tracking of the sharp fronts. For this purpose , we 
employ a technique that resembles the Z ienkiewicz -Zhu 
(1989) a-posteriori error indicator to locate the 
regions of the domain with high solution gradi e nts. 
The second grouping criterion can be stated as, 

if ij c ij 2 n c 
e m 

then e E E 
I 

( 14) 

where 11 E [0,1], ii c 11 is the L
2 

norm of the errar 
in element e, and "c is the average errar norm 
throughout the domainm The implementation of this 
dynamic mesh partition in the EBE setting is 
straightforward, and for practical purposes there is 
no need to update the partition at every time step. 
Further, the convergence of the 
predictor-mul ti corrector algo r i thm can be moni tored 
for the implicit partition too. That is, as soon as 
the implicit partition converges, we stop to update 
the implicit equations and stop to solve the 
non-symmetric system, updating only the equations 
corresponding to the explicit partition up to the 
required accuracy. This procedure results in 
considerable savings in CPU time without loss of 
accuracy as it will be seen in the numerical 
examples. 
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NUMERICAL EXAMPLES 

Pure Advection of -ª Plateau. This first test 
case proposed by Tezduyar and Liou (1989) is a 
two-dimensional problem with a moving sharp front. A 
40 x 40 mesh comprising 3200 linear triangles and 
1600 equations was chosen in a 1.0 x 1.0 
computational domain . All boundary conditíons are of 
Dirichlet type. The advection velocity has unit 
magnitude and is in lhe diagonal direction. The time 
step is 0 . 01 and lhe analysis comprises 50 
intervals.The standard SUPG formulation of Brooks and 
Hughes (1982) is utilized and the results obtained 
with a implicit predictor-multicorrector scheme are 
compared wi th those obtained by lhe present dynamic 
mesh partition method. The multicorrection tolerance 
is 0.01 and lhe tolerance for GMRES algorithm is 
0.001. It was used 5 vectors in the Krylov subspace. 
The threshold value (1J) for the criterion given by 
(14) is 0.5 and the mesh partition is updated every 6 
time steps. Figure 1 show lhe solution and lhe 
implicit elements at time step 36. Table 1 lists lhe 
CPU times, the average number of multicorrections per 
time step and the average number of GMRES iterations 
per time step, for lhe fully implicit solution, (IMP) 
lhe dynamic mesh partition algorithm (DMP) and lhe 
DMP algorithm with convergence monitored in the 
implicit partition (DPMI). 

Figure la - Solution at time t 0.36 for lhe 
Two-Dimensional Advection of a Plateau. 

The dynamic mesh partition algorithms presented 
a reasonables speed-up against lhe fully impl ici t 
solution wi th a total memory saving around 50%. A 
more substantial reduction in CPU time was achieved 
by lhe DPMI version, due to the skipping of the 
non-symmetric solver after convergence of lhe 
implicit partition . 

Method CPU Multicorr/Llt GMRES It e r I Llt 

IMP 1. 00 2 . 00 6 . 00 

DMP 0.82 3 . 42 10.26 

DMPI 0 . 69 3.42 8 .28 

Table 1 - Solution Data for lhe Pure Advection 
of a Plateau Test Case. 
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Since convergence is also verified up to lhe required 
accuracy in both partitions, lhe average number of 
multicorrections per step is lhe sarne for both 
solutions. Therefore, henceforth, when we refering to 
a dynamic mesh partition solution, we will assume 
that it was obtained utilizing the DMPI version. It 
is worthy to note that, for this problem, lhe 
conjunction of the dynamic parti tion approach wi th 
lhe EBE-iterative solver required less than 30% of 
lhe memory requirements for a full implicit-direct 
skyline solver scheme . 
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Figure 1b - Implicit Elements at t= 0.36 for lhe 
Two-Dimensional Advection of a Plateau. 

Advection of ª Cosine Hill in ª Rotating Flow 
Field. This standard pure advection problem was 
selected mainly for benchmarking our implementation 
on the IBM 3090/VF machine. The computational domain 
is a square [-1,1] x (-1,1] and the velocity field is 
rotational with respect to lhe center of the domain. 
Initially, lhe cosine puff has a unit amplitude and a 
base radius of 0 . 2, and is centered at (O . , 0 . 5) . The 
standard SUPG formulation was used and lhe time step 
for each mesh is chosen to give a Courant number of 
O. 5 a t the peak of lhe cosine h i 11. All boundary 
condi t ions are of Di r ichlet type . Linear triangles 
were used and lhe mesh follows lhe pattern given in 
Figure 2, with 40n subdivisions, where n=1,2 and 4, 
along each orthogonal axis. Like in lhe previous test 
case, lhe multicorrection tolerance is set to 0.01 
and lhe GMRES (K) tolerance is O. 001. The threshold 
value (1J) for criterion (14) is 1.0 . 

Figure 2 - Mesh pattern (20 x 20) for the Cosine Hill 
problem. 
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The results based on CPU time for a full 
rotation of the cosine hill and memory requirements 
for the fully implicit, the static and dynami c mesh 
partition algorithms are shown in Tables 2 and 3 . The 
static mesh partition algorithm is obtained from its 
dynamic counterpart by using only the stability 
criterion (13). The vector content of each test run, 
i . e., the percentage of the total CPU time expent in 
the vector processar , is also indicated in Table 2, 
as the figures enclosed in parenthesis. 

MESH IMPLICIT STATIC P . DYNAMIC P . 

40 X 40 19.044 17. 131 18.500 
(75.5) (60 . 2) (64.9) 

80 X 80 150.746 122 .425 136.250 
(78.9) (64.2) (65.7) 

160 X 1É'>0 1201 .418 900.611 1009.583 
(79. 1) (69. 1) (71. 2 ) 

Table 2 - CPU times and vector content for 
various methods applied to the cosine 
hill problem. 

MESH DIRECT GMRES DYNAMIC P . 

40 X 40 1. o 0.237 

80 X 80 1. o o. 111 

160 X 160 1.0 0. 057 

Table 3 - Memory to hold the 
for various methods 
cosine hill problem. 

effective 
applied 

o. 115 

0 .043 
-

0.015 

matrix 
t o the 

It should be noted the high and ever increas ing 
vector content of th e test runs. Also, the mesh 
partition algorithms were faste r than the fully 
impl i cit solution. The s peed-up a chieved for the 160 
x 160 mesh is 1.33 and 1.19 r e spectively for the 
static and dynamic mesh partition algorithms. The 
memory r equire ments shown in Table 3 are taken with 
respect to an active column direct solver, whi ch 
needs around 8Mbytes to hold the e ffect ive matri x f or 
the 160 x 160 mesh. 

CONCLUSIONS 

The ini tial benchmarking of the dynamic mesh 
partition .algorithm developed in this work wa s very 
e ncouraging. However, the concept of mesh 
partitioning is not limited to a time-operator 
splitting as reported herein. It is quite general , 
and severa! new possibilities which were disclosed 
are currently under r ese arch. 
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SIMULAÇÃO DAS VIBRAÇÕES EÓLICAS EM CONDUTORES 

SINGELOS USANDO O MÉTODO DAS DIFERENÇAS FINITAS 

Agamenon R.E. Oliveira Denise G. Freire 
CEPEL-Centro de Pesquisas de Energia Elétrica 
Cx. Postal 2754, 20.001-970, Rio de Janeiro, RJ 

RESUMO 
Um modelo dinâmico é desenvolvido para vibrações eólicas_ de co~~utores singelos de 

linhas aéreas de transmissão de energia eletrica. Uma expressao anallt1ca para as forças 
aerodinâmicas nos cabos condutores é incorporada às equações de movimento do sistema. O 
Método de Diferenças Finitas é aplicado para; ~esolver o problerp.a de valor de CO_!Jtorno co~ 
condições iniciais apropriadas. Resultados t1p1cos, usando parametros de um vao real, sao 
apresentados. 

INTRODUÇÃO 

As vibrações eólicas ocorrem com muita freqüência 
em praticamente todas as linhas de tr~nsmissão, sej3:m elas 
constituídas por cabos condutores smgelos ou feixe de 
condutores. Dependendo do regime de vento no local da 
linha do tipo de terreno por ela percorrido e principalmente 
de ;uas características mecânicas, em especial o seu 
tensionamento, essas vibrações podem ser a causa 
fundamental do encurtamento da vida útil das mesmas. Isto 
se deve a um processo cumulativo de fadiga que se desenvolve 
sempre que as vibrações estão presentes e pode levar, en~re 
outros efeitos danosos para a linha e seus componentes, ate a 
ruptura do condutor. Nesta situação de condição extrema, se 
a torre que o sustenta não for capaz de ~~portar este 
desequilíbrio longitudinal das tensões, ela. c~ua. .se ~ste 
desequilíbrio não for contido por uma resistencia longitudinal 
suficiente da linha ou algum outro fator externo, a falha pode 
progredir ao longo da linha. Falhas em cascata são 
extremamente dispendiosas não só pelo custo do reparo da 
linha mas também pela despesa associada com a perda dos 
serviÇos pelos usuári?s e a perda de rece.ita pelas comp.anhi<:s. 

A causa basica para o surgimento das vibraçoes 
eólicas é o desprendimento alternado de vórtices nas partes 
superior e inferior do condutor. São vibrações. de moderada a 
alta freqüência (3 a 150 Hz) e pequenas amplitudes (~,01 a 1 
diâmetro do condutor) com velocidades do vento na fruxa de 1 
a 7 mfs. Ver EPRI (1979). 

O presente trabalho é uma tentativa de desenyolver 
uma metodologia analítica que possibilite prever amp~Itudes 
de vibração de um condutor singelo, com vistas ao proJ,et.o d~ 
linhas de transmissão. Para tanto, um modelo matematiCO e 
apresentado e alguma~ .simulações . são feit~s, . variando-se 
alguns parâmetros basicos .da lmha, pnncipalm~nte a 
velocidade do vento e o coeficiJ:mte global de amorteCimento 
do vão. Alguns aspectos fundamentais das vibraçõ~s ~licas 
são também apresentados e as dificuldades e especificidades 
da aplicação do método das diferenças finitas ao problema em 
estudo são discutidas e comentadas . 

ASPECTOS FUNDAMENTAIS DAS VIBRAÇÕES 
EÓLICAS 

O Número de Strouhal. O número de Strouhal (S) 
para um cilindro estacionário é a constante de 
proporcionalidade entre a freqüência predominante de 
desprendimento de vórtice (Is), a velocidade do vento (V) e o 

diâmetro do cilindro (d): 
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(1) 

Este adimensional varia moderadamente com o 
número de Reynolds, e é consensual que o valor de 0,185 
representa em média o que ocorre numa linha de transmissão. 

Sincronizacão. Inúmeros experimentos têm mostrado 
que quando a freqüência de desprendimento de vórtices se 
aproxima da freqüência natural de um cilindro elástico ou de 
um cilindro rígido mas montado numa suspensão ~lástica , o 
movimento do cilindro tende a controlar o desprendimento de 
vórtices numa aparente violação do número de Strouhal. As 
freqüên~ias de desprendimento de vórtices e do cilindro 
tendem então para uma freqüência única, próxima da 
freqüência natural do cilindro. Este fenômeno é conhecido 
como "lock-in" ou sincronização. 

As freqüências naturais de um condutor podem ser 
calculadas aproximadamente pelas de uma corda tensionada 
em vibrações transversais, usando a fórmula: 

fn = [ J ~ / 21 J n , n=1,2,3, ... (2) 

onde T J.L e L são a tensão, a massa por unidade de 
compri~ento e o comprimento do vão, respectivamente. 
Devido ao fato que as sucessivas freqüências naturais de um 
vão típico estão separadas por apenas 0,1 a 0,3 Hz, as 
freqüências da excit~ção ~e~odinâmica devem s~~p~e 
coincidir ou estar mmto proXImas de alguma frequencia 
natural do vão. 

Energia Introduzida pelo, Ve?-to. ~. energia 
introduzida no condutor pelo vento e estimada utilizando-se 
experimentos em túneis de vento . Esses experimentos são 
realizados com cilindros rígidos ao invés de condutores. As 
dificuldades na realização dos ensaios e na interpretação dos 
resultados têm levado a algumas discrepâncias entre os 
pesquisadores. A diferença entre várias investigações têm se 
situado na faixa de 2:1. 

A potência mecânica transferida do vento para o 
condutor pode ser expressa na seguinte forma geral: 



Pv = d2 f3 G(y/d) (3) 

onde P v é a potência em watts por unidade de comprimento 

do condutor, d é o diâmetro do condutor e fé a freqüência de 
vibração. G(y /d) é uma função da amplitude de vibração 
expressa em termos do diâmetro do condutor. 

Amplitude de Vibracão. Dois procedimentos 
diferentes têm sido utilizados para prever amplitudes de 
vibração de uma dada linha. O primeiro consiste no princípio 
do balanço de energia (EBP) que estabelece: 

E =E . 
introduzida pelo vento dissipada pelo amortecimento 

Para vibrações estacionárias, as amplitudes crescerão 
até que a energia introduzida pelo vento seja balanceada pela 
energia dissipada pelo amortecimento. Este amortecimento 
pode ser na forma de amortecimento material ou histerético, 
atrito seco no interior do cabo ou atrito externo devido a 
dispositivos amortecedores colocados na linha. Nestes 
cálculos é sempre admitido que o condutor está em 
ressonância. Isto implica que o método não fornece os níveis 
efetivos de vibração mas somente o mais alto valor possível. 

Um caminho alternativo tem sido um conjunto de 
tentativas para prever analiticamente as amplitudes . Uma 
forma direta seria resolver as equações de Navier-Stokes na 
presença das vibrações do cilindro. Este esquema integrado 
de análise, que leve em conta o campo de escoamento e o 
movimento do condutor, tem sido tentado mas ainda não se 
encontra disponível para ser utilizado. Ainda dentro do 
campo das previsões analíticas, modelos semi-€mpíricos, onde 
certos coeficientes do modelo devem ser ajustados a 
resultados experimentais, vêm sendo utilizados (Blevins, 
1990) . 

O MODELO MATEMÁTICO 

Um modelo matemático simplificado pode ser 
construído para representar as vibrações eólicas de um 
condutor singelo se fizermos as seguintes hipóteses: 
H1) O condutor é considerado um cabo inextensível suspenso 

entre dois pontos fixos situados no mesmo nível. 
H2) O condutor é admitido como perfeitamente flexível e 

que somente pode transmitir esforços de tração. 
H3) Considera-se que o amortecimento global do vão possa 

ser representado por um amortecimento viscoso 
equivalente e ignora-se a sua interdependência com a 
rigidez flexional, o tensionamento e as amplitudes de 
vibração. 

H4) O vento é considerado uniforme e atuando 
continuamente na transversal ao longo do vão. 

H5) Cada vão é considerado vibrando independentemente 
um dos outros no plano vertical. 

Podemos concluir então que a dinâmica do condutor 
singelo pode ser representada pela equação da corda vibrante, 
a qual se escreve 

82u 82u au 
T--JJ.- = -F(x,t) + 6-

/Jx2 BP at 
(4) 
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onde T e J1. foram definidos na Eq. (2), F(x,t) representa as 
forças aerodinâmicas sobre o condutor e 6 é o coeficiente de 
amortecimento viscoso equivalente por unidade de 
comprimento. As variáveis u e x são o deslocamento vertical 
do condutor e a coordenada horizontal, respectivamente. 

Podemos tornar (4) adimensional, desde que sejam 
introduzidas as seguintes variáveis 

U = u/d X= xfl r=(cfl)t 
o 

onde d e l são o diâmetro e o comprimento do condutor; e 
temos c2 = T / Jl., com T e J1. previamente definidos . Sabendo 

o 
que 

F(X,r) =i p d V2 CL(X,r), 

onde pé a densidade do ar, V a velocidade do vento e· CL o 

coeficiente de sUstentação. O modelo ( 4) pode então ser 
reescrito na forma 

onde 

U7 r- Uxx =a CL(X,r)- (3 Ur 

pl3V2 
a= --

2J1.C 2 d 
o 

(3 = _!!___ 
J1.Cd o 

(5) 

Vários modelos matemáticos têm sido propostos no 
sentido de representar o mecanismo de desprendimento de 
vórtices em um cilindro rígido montado numa suspensão 
elástica. Para o caso de uma estrutura flexível como um 
condutor, não existe na literatura especializada resultados 
experimentais que propiciem uma modelagem das forças 
aerodinâmicas (Diana e Falco, 1971 ). Portanto, neste 
trabalho estamos extrapolando o mecanismo de excitação do 
cilindro rígido J>ara o condutor, adotando para a função 
CL(X,r) na Eq. (5) uma expressão da forma 

2 
CL(X,r) =a U(X,r) +a U (X,r) 

I 2 

onde a e a devem ser determinados. 
I 2 

(6) 

Para uma descrição mais detalhada do fenômeno de 
desprendimento de vórtices em um cilindro rígido ver 
referências (Sarpkaya, 1979}, (Parkinson, 1972), ( Griffin e 
Skop, 1976) e (Oliveira, 1989). 

Substituindo a Eq. (6) na Eq. (5) e considerando as 
condições de contorno (extremidades fixas), ficamos com o 
seguinte problema de valor inicial e de contorno 

o r 

DI 

o r 
é u 
sut 
con 
con 
sob 
X :o 

m : 
que 
sa ti 
não 
just 

suas 
segu: 

com e 
(11). 



:1. as 
) de 

de 
i cal 

jam 

o 

;e r 

5) 

.o 
i e 
o 
n 
s 
:S 
e 
) 

) 

onde 

U - U + f3 U - f3 U = f3 U2 rr XX r l 2 

U(O, r) = U(1, r) = O 

U(X,O) = E sin nX 

O< E<< 1 ; n = 1,2,3, ... 

pl3V2a 
f3, = ---' 

2f.i.C 2d 
o 

r> O 

DISCRETIZAÇÃO DO MODELO 

(7) 

Para resolver o problema definido em (7), utilizamos 
o método das diferenças finitas (Smith, 1978). Temos que U 
é uma função das variáveis independentes X e r. Neste caso, 
subdividimos a variável X em intervalos iguais, de 
comprimento ~X = h e a variável r em intervalos ~r = k, 
como mostra a Fig. 1. As coordenadas (X, r) de um ponto P 
sobre a malha assim definida no plano X-r, são dadas por 
X= ih e r= jk, onde 1 ~i~ me j ~ 1, i, j em inteiros, sendo 
m = lfh. Verificou-se com a resolução de vários exemplos 
que um valor de m em torno de 10 fornece resultados 
satisfatoriamente acurados, e que um valor maior que este 
não traz melhorias significativas na solução do problema que 
justifiquem o aumento do esforço computacional. 

Vamos representar o valor de Uno ponto P por 

uP = U(ih, jk) = u . . 
lJj 

(8) 

Usando esta notação, podemos aproximar o valor de 
suas derivadas em relação a X e a r no ponto P, utilizando os 
seguintes esquemas de diferenças finitas: 

U 2U + U 

[ 
â2U] .. ~ _;_._IJJ_· ___ i,_i ___ i_-_IJi 

âX 2 IJj h2 
(9) 

u - u 
[au] ;,j., ;,j-1 

âr 1•i ~ 2k 
(10) 

U 2U + U 

[ 
â2U ] .. ~ _;_,i_•_' ___ ;,_i ___ i_d_-' 

âr 2 IJJ k 2 
(ll) 

com erros da ordem de h2 na Eq. (9), e k2 nas Eqs. (10) e 
(11). 
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r 

i, i+ 1 

jk 
P( ih, jk) 

j-l,j i,j i+ 1,j 

i,j-1 

i h 1 X 

Figura 1. Malha para integração numérica do modelo. 

O método explícito é facilmente implementado, 
tendo apenas uma restrição em sua utilização. Para 
garantirmos a convergência do método precisamos t~r um 
passo de integração k tal que k ~ h2/2 . Como h precisa ser 
mantido pequeno para obter-se uma precisão aceitável, 
teremos consequentemente um passo k muito pequeno, o que 
ocasionalmente poderia vir a introduzir indesejáveis erros de 
arredondamento. Verificamos que para h = 0,1, um valor de 
k na ordem de 0,005 não produz este tipo de interferência. 

Substituindo as equações (8), (9), (10) e (ll) em (7), 
discretizamos o modelo nas variáveis X e T, e podemos 
resolvê-lo a partir de condições iniciais dadas. 

EXEMPLO ESPECÍFICO 

Para exemplificar o procedimento aqui proposto, 
consideramos um vão com um condutor do tipo Drake. Neste 
caso, os parâmetros descritos acima tomam os seguintes 
valores: 

d = 0,028 m ; l =366m 
fi.= 1,6281 k&/m ; T = 28176 N 
p = 1,225 kgjm3 ; S = 0,185 
A velocidade do vento é escolhida de acordo com o 

modo de vibração em que se deseja integrar o modelo, 
combinando-se as freqüências naturais dadas pela Eq. (2) 
com as freqüências dadas pela relação de Strouhal. A 
velocidade do vento que excita o primeiro modo é V = 0,027 
mfs, e a freqüência do primeiro modo é 0,179 Hz. 

Feita uma análise de estabilidade do problema para 
pequenas perturbações, verificamos que os valores a 1 = 0,36 e 
a2 = -ü,39, fornecem uma resposta estável. 

As figuras abaixo referem-se ao ponto médio do vão. 
A Fig. 2 mostra um diagrama de plano de fase 

próximo ao ciclo limite, após 2.500 iterações. 

1.0 1 (1 V "' 0.035 m/s 
U0 0.6 

u 

Figura 2 



A Fig 3 mostra a resposta no tempo em torno da 
posição de equilíbrio dinâmico, próximo ao ciclo limite. 

0.7 .., U V = 0.035 m/s 
Uo = 0 .6 

Úo = O. 

0.5 

N 
0.3 

0.1 I I I j I I I I I I I I I I i ' I I I i I 
'[ 

o 5 10 15 20 2.5 

Figura 3 

A Fig. 4 mostra que as amplitudes máximas estão 
confinadas a deslocamentos menores do que um diâmetro do 
condutor. Quando a condição inicial impõe um deslocamento 
maior que um certo valor, a resposta torna-se instável. 

(J 

u 
-1 

/ -1 

I 
!' 

- 2 
V = 0.035 m/ s 
Uo = Uo = 0.6 

-3 

-4 
Figura 4 

A Fig. 5 mostra que as amplitudes são afetadas pelo 
amortecimento. Nas figuras 2 a 4 foi utilizado um valor de 
8 = 0.0005. Quando aumentamos muito este valor(8 = 0.05), 
a trajetória é atraída para a posição de equilíbrio. 

1.0 l ú u, , 0, , o. 6 

0.5 ~ \ 

0.0 I 1 1 r 1 r 1 1 rA r 1 I 1 t t r 1 

-0.5 

Figura 5 

COMENTÁRIOS E CONCLUSÃO 

Podemos fazer os seguintes comentários: 

u 

a) O modelo apresentado, apesar das simplificações feitas, 
principalmente ao extrapolar o mecanismo de excitação 
aerodinâmica num cilindro rígido para um condutor, 
preserva algumas características fundamentais do 
comportamento dinâmico de um condutor real. 
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b) O resultado mais significativo mostrado pela simulação 
numérica do modelo, é que as amplitudes de oscilação 
ficam confinadas a 1 diâmetro do condutor, o que é uma 
evidência experimental em linhas de transmissão. 

c) O modelo proposto pode ser facilmente implementado e 
adequadamente modificado para levar em conta outros 
efeitos, como por exemplo a rigidez flexional do condutor 
que nesse estudo foi desprezada. Evidentemente, para o 
estudo das tensões dinâmicas o condutor pode ser 
modelado como uma viga com diferentes condições de 
contorno próximo dos pontos de suspensão. 

d) Para uma simulação mais realista das vibrações eólicas 
num condutor singelo, é necessário estudar a correlação 
entre tensionamento e amortecimento, para que o 
parâmetro de amortecimento global adotado nas 
simulações, tenha uma correspondência fisica mais 
próxima da realidade. 

e) Devido à inexistência de estudos analíticos na área de 
vibração eólica, o modelo aqui apresentado pode se 
constituir em uma ferramenta de grande utilidade com 
aplicação direta no projeto de linhas de transmissão. 
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ABSTRACT 

A dynamical model is developed for aeolian 
vibrations of single conductors of overhead transmission !ines. 
An analytical expression for the aerodynamic forces on the 
conductor is incorporated in the governing equations of the 
system. The firiite difference method is applied to integrate 
the boundary-value problem with appropriate initial 
conditions. Typical results using parameters of a real span 
are reported. 
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An analytical solution is obtained for the transient cne-dimen­
sional convection-diffusion equation that governs the dispersion of 
radionuclides through planar porous media, by applying the generalized 
integral transform technique. The p~esent simulation has direct appli­
cation in the analysis of radioactive waste migration through the sofl 
and engineering barriers, originated from leakages in waste reposito­
rie~7 Results for cnncentration distributions in a typical application 
(Cs > are critically compared to those from a purely numerical ap­
proach, available in a scientific subroutines library Different runs 
for combinations of the governing parameters are then interpretei!. 

I NTRODUCTI ON 

Radioactive waste is generated not only 
in nuclear powe~ stations, but also . from 
v.:~riou~. industrial applications and research 
or medical facilities. Additional amounts of 
waste can also be produced from contamination 
of thQ environmant with inadequately disposed 
radioactivr sources, such as in the recent 
and tragic accident with the Cesium-137 
snun: e in Goiania, Bras i I ln arder to 
prevent the occurrence of similar accidents 
anel minimize the risks to" the environment and 
population, repositories must be appropri­
ateiy designed for the safe storage of 
low-level radioactive waste . ln addition, a 
thorough silfety analysis must. be performed, 
through ~;imulation of case-st.udies, in arder 
to predict the behavior of radionuclides 
releaset! to the surroundings of the waste 
disposal package, for both short and long 
term evaluat1ons. In the most usual type of 
geologic or surface disposal, the waste 
container s are subject.ed tn corrosion and 
rvactions with the immediate ambient, 
specially due to climate conditions and 
ground water characteristics, which may end 
up by leaching and dissolving the waste, and 
dispersing the radionuclides through the 
soil . Therefore, the simulation of the 
migration of a radioaclive waste chain 
through porous media becnmes a 
in the accurnte prediction of 
beh.1vior, being part of the 

crucial step 
post-accident 
design and 

licensing procedures of nuclear waste 
facilities in developed countries. 

A few recent contributions have been 
made towards the development of solution 
methodologies and algorithm construction for 
this class of problems in convection-diffu­
sion [1-3) Analytic-type approaches were 
preferred duv to the difficulties associated 
with the mixed parabolic-hyperbolic nature, 
for the implementation of purely numerical 
techniques Such cedes are not,however, read­
ily available, and the analytical solutions 
provided are restricted to linear situations 
and homogeneous media [1-3] A hybrid numeri­
cal-analytical approach known as the general­
ized integral transform technique, recently 
advanced for the accuracy controlled solution 
of diffusion and convection-diffusion 
problems [4), is particularly well suited to 
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handle the present class of problems, includ­
ing nonlinear applications, as demonstrated 
through a number of related contributions 
[4-6) The present work is aimed at applying 
the integral transform approach to the 
solution of radionuclides transport within a 
cne-dimensional planar porous media, provid­
ing a robust code with automatic error con­
trnl for the safety analysis of radioactive 
waste disposal. Numerical results obtained 
through this approach are critically compared 
against those from a purely numerical scheme 
available in a well-known scientific subrou­
tines library [7], utilized in previous 
studies [8] . Also, the convergence charac­
teristics of the proposed eigenfunction e~­

pansions are illustrated . Finally, a parame­
tric study is performed, demonstrating the 
relative influence of advection and disper­
sion phenomena in the radionuclides migration 

ANALYSIS 

The transport of radionuclides through 
geologic media is a result of a complex 
combination of various chemical, physical and 
biological phenomena The four major 
mechanisms are represented by advection , 
dispersion, adsorption-desorption and ion 
exchange, and degradation. The mathematical 
formulation for this mass transfer problem 
in a porous planar media was derived in 
[1-3], including the radioactive decay of one 
species to its daughter in the isotope chain. 
ln a cne-dimensional finite domain of length 
L, with ground water flow along the z 
direction, and constant transport properties, 
the problem formulation is written as: 

ÕNt ( z' t) 
KL _ _c_ __ _ 

c:Jt 
+ v 

ÕNt 

c:JZ 

+ À K N 
t-1 t-1 t-1 

in O<z<L , t>O, 1 '2, .. , n < 1 . a) 

where Nl<z,t) is the concentration of the lth 

--------------------------~ 



species in the radioisotope chain, Kt is 

species retardation coefficient, Dt is 

the 

the 

dispersion coefficient of the 
species, Àl the radioactive decay 

v the ground water pore velocity, 
the number of isotopes in the chain 

Initially, the medium is free 
radionuclide, before the mass 
through the leakage starts . Then, 

Nl < z, O> = O o~ z ~ L 

individual 
constant, 

and n is 

from any 
transport 

(ibl 

Appropriate boundary 
specified at the waste 
<z=Ol 

conditions are 
package interface 

Nl <O, t > = N~ t:/>t C t > t>O ( 1 . c) 

which represents the rate of supply of each 
species in terms of a prescribed behavior in 
time g1ven by function t:/>l<tl, and at the 

biosphere ar backfill-rock interface located 
at z=L 

Dt 
aNt 

az 
+ vENl = 

ht[Nl<t> N~cu] . uo ( 1. d) 

which represents the convective mass transfer 
~t this bnundary , where E is the porosity of 
the medium , h is the mass transfer 

(I) 

coefficient, ~nd NL Ctl is the radionu c lides 

concen t ration outside the porous matriM 
ln the case of particular concern to the 

National Commission of Nuclear Energy CCNEN/ 
Brasil> . rel a ted to migration of the Cesium­
- 137 waste c ollected 1n the Goiania acf

3
i_,dent, 

the prolllern 1s s 1mplified since the Cs de­
CMYS to~ stable non-radioactive element, and 
the st11dy of a chain is therefore not requir­
pcf Also, dueto the very low typical values 
nf th e con vecti v e mass transfer coefficient, 
h , and of the g round water pore velocity, v , 
found in such app 1 ir:at ions [2), the assump-­
tinn nf a n imp Prmeable interface at z~L be­
comes a conservative and reasonable approMi­
mation For our present purposes, the dimen ­
Sloless mathematical formulation of the 
problem to be s olvPd is then given by 

2 
~CCZ,TJ +o ac =h a C 

aT 

- rc 

az 

O<Z<i • T)O 

2 az 

with initial and boundary conditions 

CCZ,Ol = o O:$ z :$ 1 

CCO , TI = 'Í>( T) a c I - o ; 

az 
Z=i 

(2 . al 

(2.bl 

T)0 

(2 . c ,d) 

where the various dimensionless groups are 
defined as 

T 

z 

Dt 
L2 

z 
L 

dimensionless time 

dimensionless distance 
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CCZ,T) 

and, 

ll = 1 
K 

N<z,t> 

No 

o v L 
DK 

dimensionless 
concentration 

; r = 
XL 

2 

D 
(3) 

Although not limited to the single 
species formulation, the present Burgers-type 
equations are particularly well suited to be 
solved through the generalized integral 
transform technique [4-6), in particular by 
following the ideas advanced for this class 
of miMed parabolic-hyperbolic equations 
[5-6] The first step in the application of 
this approach is then the separation of a 
quasi-steady solution, which will make the 
boundary conditions homogeneous and 
eventually filter the nonhomogeneities, of 
the partia! differential equation itself, for 
best computational performance This 
separation is written as 

CCZ,T) 

where c is s 
obtained from 
problem below 

d
2

C 

C (Z;T) +C (l,T) 
s h 

the 

the 

dC 

quasi-steady 

direct solution 

(4) 

solution 

of the 

h s - o 
dZ

2 
s 

dZ 
- rc 

s 
O , O<Z<i (5 al 

with boundary conditions 

C ( 0; T) 
s 

= t:/>(T) dCS I 
dZ Z=1 

o 
C5 b , cl 

this 
the 

and T plays the role of a parameter in 
ordinary differential problem, since 
original boundary condition is 
dependent The solution of problem 

time­
( 51 is 

readily obtained in explieit form . 
On the other hand, the problem formula­

tion for the component Ch(Z,Tl becomes 

6 

ach < z. T > 

aT 
+ o 

ach 

az 

a2 c 
h 

2 az 
- rch + P c T > , o< z < 1 . T >o <6 . al 

where the equation source term is given by 

P(T) 
8C (Z;T) 

s 

ih 

with initial and boundary conditions 

Ch<Z,O> - Cs<Z;Ol 

ileh I Ch(O,Tl=O; ~ Z= 1 = 0,T)0 

(6 . bl 

C6 . cl 

<6 . d,e) 

Problem <6> is now solved through the 
generalized integral transform technique, by 
following the formalism in references [5-61 
The appropriate auMiliary problem is taken as 

w 

W< 

f 
e 

f 

c 

c 

"" 

t 



Y'. ( z) 
' 

O , O<Z<1 <7.a) 

with boundary conditions 

VJ. (o) = o 
' 

o <7 . b,c> dZ Z=1 

which is readily solved to yield the eigen-
functions, eigenvalues, and norms, 
e)(plicit form . 

Problem <7> allows definition of 
following integral transform pair 

J
t Y'<Z> 

C, (T)= ---'~---
• 1/Z 

o Ni. 

00 

eh< z, T >=L 
'-=1 

Ch<Z,T) dZ, transform 

inversion 

in 

the 

(8 a> 

<8 . bl 

where the normalization integral is defined as 

z 
VJ <Z> dZ (8. c) 

' 
o 

The partial differential equation (6 a) 
is now integral transformed with the operator 

VJ ( z) 
' r 1/Z 

N. 
dZ to yield the final 

o ' 
transformed system given by 

d C. (T) 

' 
dT C . (T) 

J 
g. (T) <9 a) 

where, 

d .. 
CJ 

wtth , 

* 1 a . . 
1/Z t/Z 'J N. N. 
' J 

g . (T) 

' r 
o 

r Y'. ( z) 
• 

o 

Y'. ( z) 
' 

N1/Z 

' 

* a .. 
'J 

' 

dY' . ( z) 
J 

dZ 

8C s 
( Z; T) 

ih 

Also, the initial condition, 
is integral transformed with 
operator to yield : 

C. (0) 
' 

f .= 
' r 

o 

Y'. ( z) 
' 
1/Z 

N. 
' 

(9 h) 

dZ (9 c) 

dZ (9 d) 

eq. <6. c>, 
the same 

(9 . e) 

The infinite system of first arder 
ordinary differential equations represented 
by eqs.(9) is then truncated to a 
sufficiently large finite arder, N, for the 
desired prescribed tolerance in the final 
converged results. 

System <9> can be numerically handled 
through well-established initial value 
problem solvers, such as subroutine DIVPAG, 
again readily available in the IMSL library 
[7] . Such cedes allow for an automatic errar 
central of the solution vector, and are 
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fle)(ible enough to handlenonlinear problems 
and stiff systems The computational 
implementation of the integral transform 
approach, due to its analytic nature, permits 
the construction of an adaptive procedure 
which automatically controls the truncation 
arder, N, and besides provides an errar 
estimator at each step of integration of 
system <9> Therefore, after solving system 
(9) from any general value of time, T

1 
to T

2
, 

the inversion formula (8 b) is recalled to 
construct the original potential at selecterl 
positions Z, with a finite number of terms, 
N . The convergence of this eigenfunction 
e)(pansion is then inspected through 
eval~ation of the influence of the last 
<N-N ) terms in the series, i . e . , through the 
errar estimator 

N 

~ 1 Y'. ( z) C . (T) 
1/Z 

N . ' ' • ' i.=N +1 
E ( 10) 

N 

~ 1 VJ. ( z) c . (T) 
1/Z ' ' N . i.=t ' 

Then, if E is smaller than the required 
precision from the fully converged results at 
each position Z of interest, the number ~f 
O D E . ' s being solved can be dropped to N=N , 
and the numerical integration routine 
proceeds to the next time of interest . The 
largest value of E obtained at T

2 
yields an 

automatic errar estimator and the whole 
numerical scheme becomes automatically 
controlled for a prescribed accuracy Sine~ 

convergence of the series in eq . (10) improves 
as T grows, substantial savings in computa­
tional effort are achieved with the adapti­
ve procedure [4-5] 

RESULTS ANO DISCUSSlON 

From data provided by the National 
Commission of Nuclear Energy <CNEN/Divisão de 
Instalações Nucleares), a set of numerical r~ 
sults for the di~sionless concentration di§. 
trtbutions of cs were obtained, for diffe­
rent times of interest The relevant data PrQ 
vtrle the following dimensionless parameters 
~ = 0 . 998 o= 0 . 1407 y = 71.875 

and ~(T) = 1 for continuous leaching 

Figures 1 . a-b illustrate the convergence 
characteristics of the proposed eigenfunction 
expans!fns for -~ifferent dimensionless times, 
T = 10 and 10 , and pro v i de a campa r i son 
with the purely numerical scheme, based on 
the method of lines, available in subroutine 
DMOLCH of the IMSL Library [7], previously 
employed in the solution of this problem [8] . 
For shorter times, -a larger number of terms 
are _[equired in the expansion <N=50 for 
T=10 ) , dropping down as time increases and 
the quas!;steady regime is approached <N~20 
for T=10 ) . The agreement wi th the resul ts 
from the numerical approach represented by 
subroutine DMOLCH is almost perfect. However, 
this purely numerical technique was observed 
to degenerate when convection is significant­
ly dominant over diffusion [81, which is 
nevertheless accommodated by the generalized 

integral transform technique [61 . 
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Figure 2 shows the effect of the d1men-
sionless parameter 
distribution, for 

o on 
f1~ed 

remaining var1ables 
represents the relat1ve 

the concentration 
values af the 

Th1s parameter 
magn1tude of the 

convect1ve effect, and can be viewed as the 
dimensinnless form of the ground water pore 
velocity, v Due to the inherent diffirult1os 
in est1mating the ground water velorJty, a 
was var1ed in different orders of magnitude, 
o=O 1, 1 O and 10 O Apparently, for the 
present application and within the range of a 
covered, some uncertair1ty in the values of v 
can be tolerated, without a dramatic effect 
on the radionuclides migration behavior As 
the value of o increases, the radionuclides 
penetrate further into the medium for the 
same elapsed time 

Figure 3 presents an e~ample of the 
marked computational perfarmance improvement 
furnished by the adaptive procedure disc~~sed 
above For a relative errar target of 10 on 
the fully converged concentrations, the trun­
catlon order necessary to reach this prescrib 
ed accuracy falls down sharply along the 
integration path in the time variable T, 
significantly reducing computational costs. 

After this critica! evaluation, the ap­
proach can be e~tended ta handle more involv­
ed situations with variable properties, non­
homogeneous layered media, arbitrarily sized 
decay chains a~d multidimensional geometries, 
by incorporating recent developments in the 
generalized integral transform technique 
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RES UMO 

Neste a.rtigo simulamos numericamente as eq uações de Navier-Stokes incompressível através 
de métodos estabalizados de elementos finitos. Estes métodos herdam as boas características de 
estabilidade de m étodos estabilizados já introduzidos para os modelos de Stokes e da advecçã.o 
-difusão de ca./or, permitindo aproximar os campos de velocidade e pressão por elementos finitos 
de igual-ordem bem como simularmos de maneira acurada c estável escoamentos com alto número 
de Reynolds. 

INTRODU CÃO 

Os escoamentos de fluidos incotnpressíveis desem penham 
papel importante em diversas áreas da Mecànica dos Fluidos, 
entre as quais podemos destacar a aerodinàmica de baixas 
velocidades e os escoamentos hidrodinârnicos. 1\ modelagem 
mecânica desses escoamentos é regida pelo sistema de equações 
diferenciais não-linea res conhecido corno equações de Nav-ie7·­
Stokes incompn:ssívcl. As simulações de elernent.os finitos 
clássicas deste sistt·rna, entretanto, esbarram cm dois tipos de 
dificuldades num(;ri cas. Primeiro, há a necessidade das for­
mulações mistas de compa.tibilisa.r os subcspaços de veloci ­
dade e pressão, a qual se traduz rnat.t~ rnat.icarncn te pela res­
trição inf-sup conhecida. como condiçáo dr: Babuska-Hrezzi. 
Esta condição restringe o número de interpolações de elemen­
tos finitos que podemos empregar para aproximar os campos 
de velocidade c pressão. Em segundo lugar, a aproximação 
de Galerkin de problemas fortemente advect.ivos - escoamen­
tos com número de Reynolds elevado - apresenta oscilações 
espúrias devido ao termo adve.ctivo da equação de momern­
tum. 

Neste artigo, dois novos métodos est.abilisados de elemen­
tos finitos para as equações de Navier-Stokes incompressível 
são revistos. Estes novos métodos - construídos adicionando 
à formulação de Ga.lerkin termos malha-dependentes, funções 
dos res íduos das equações de equilíbrio do escoamento - her­
dam as boas características de estiibilidade apresentadas por 
métodos estabilisados já introduzidos para o problema de 
Stokes; a saber, não necessitam satisfazer a condição inf-sup, 
permitindo, assim, empregarmos elementos finitos de igual­
ordem para velocidade e pressão. Além disso, graças a um novo 
desenho do parâmetro de estabilidade T para interpolações de 
alta ordem, os métodos propostos se mostram estáveis mesmo 
em escoamentos fortemente advect.ivos, captando de maneira 
acurada fenômenos secundários, tais como recirculações de flu­
ido e esteira de vórtices . 

Preliminares e alguma notação . O domínio do problema 
n c RN' N = 2, 3 é limitado com fronteira r poligo­
nal ou poliédrica, sobre o qual realizamos uma partição eh 
de elementos finitos triangulares (tetrahedros no R 3

) e/ou 
quadrangulares (hexahedros no R3

) da maneira usual, TI = 
u TIK e nK, n nK2 = 0, VKt' /{2 E eh· 

KECh 
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c c ck denotam constantes positi vas independentes das 
propriedades físicas do problema c dos comprimento hg das 
malhas empregadas. 

Na defin ição dos espaços de elementos finitos empregamos 
a. seguinte notação 

/., (J ' ) { Pm (K) 
lm . \ = Qm(J<) 

se {{ é um triângulo ou tetrahedro, 
se I< é um quadrângu lo ou hexahedro. 

onde Prn e Qm são espaços polinomiais de grau m. 

MÉTODOS ESTAlliLIZADOS DE ELEMENTOS FI NITOS 

Considere o problema de Navier-Stokes transiente descrito 
pelo conjunto de equações 

iJu - + ('Vu)u- 2v'V · e(u) + 'Vp = f at em n X (0,7') 

'V·u=O 

u=g 

ITll =h 

u = u 0 

em O x (0, 7') 

sobre rg X (O, T) 

sobre Ih x (0, T) 

em n com t =o 
(I) 

onde o par { u, p} representa os campos de velocidade e pressão, 
11 a viscosidade cinemática do fluido, e(u) a parte simétrica do 
tensor gradiente de velocidade, f a for ça de corpo do escoa­
mento, Fg e rh subconjuntos complementares de r de rnodo a 
acomodar condições de contorno de Dirichlet (g) e Neu rnann 
(h) e IT o tensor de Cauchy dado pela relação newtoniana. 

Escolhendo como subespaços de elementos finitos para ve­
locidade e pressão, 

V h ={v E H~(O)N I viK E Rk(I<)N, I< E eh}, (2) 

V~= {v(-, t) E H1(n)N , tE [0, TJI vlxEK E Rk(K)N , 

]{E eh, v( ·,t) = g sobre Fg} 
(3) 

ph = {p E C0(n) n L~(n) IPtK E Ri(K) , [{E eh} ' (4) 

com os inteiros k e l 2: 1 , podemos enunciar os seguintes 
métodos estabilisados para o problema ( 1 ): Achar uh E V~ 
e Ph E Ph tal que 

(5) 

I 
t·, 
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Figura 1. Formulação "menos" em regime permanente com Re = 5000. 

com 

B~ 5 (u,p;v,q) = (~~ + (V'u)u , v) + (2ve(u),e(v)) 

-(V· v,p)- (V'· u,q) +(V· u,óV' ·v) 

"' âu + L. ( 8t + (V'u)u + V'p- 2vV' · e(u), 
KECh 

r(x,ReK(x))((V'v)u- V'q ± 2vV' · e(v))) K 

(6) 
e 

F~5 (v,q) = (f, v)+ (h, v)rh 

+ 2: (f,r(x,ReK(x))((V'v)u-V'q±2vV'·t:(v)))K 
KECh 

onde os parâmetros de estabilidade r e ó são definidos por: 

ó = -'lu(x)lphKÇ(ReK(x)) 

T- hf( 
- 2iu(x)IP Ç(Rer;(x)) 

Ç(ReK(x)) = { ~eK(x) , O S Ren· (x) < 1 
, Re1( (x) ~ 1 

mk = min { ~, 2Ck} 

ck r: hk IIV. e(v)II~.K :::; llt:(v)ll~ v E v h 

KECh 

sendo,\> O e I·IP norma do RN. 

(7) 

(8) 

(<l) 

( Iili 

(I I) 

(12) 

(13) 

Comentário (Algoritmo de Integração Temporal). Para 
integrarmos o sistema associado às formulações (5)-(7) uti­
lizamos, no contexto dos problemas mistos, os algoritmos pro­
posto em Tezduyar e Hughes (1982) e Tezduyar et al.(1990). 
Obtemos, desse modo, um algoritmo preditor/multi-corretor 

·baseado no método trapezoidal generalizado (Para os detalhes, 
iver Franca e Frey (1992).). 
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Análise de Erro. Baseado na linearização dos termos iner­
ciais da eq.(1)t proposta por Oseen (Landau e Lifchitz , 1971), 
podemos escrever as seguintes formulações linearizadas para as 
equações de Navier-Stokes: Achar uh E V h e Ph E Ph tal que 

B±(uh,ph;v,q) = F±(v,q) ; (v , q) E V h X Ph , (14) 

com 

e 

B±(u,p; v,q) = ((V'u)U, v)+ (2vt:(u),t:(v)) 

-(V'· v ,p)- (V'· u ,q) +(V · u , ó'V · v) 

+L ((V'u)U+V'p-2v'V·t:(u), 
1\ECh 

r(x, ReK (x) )( (V'v)U - V' q ± 2vV' · t:(v) )) K 

(15) 

f± (v, q) = (f , v) 

+L (f,r(x,Rer;(x))((V'v)U-V'q±2vV' · t:(v)))K 
1;·Ech 

(16) 
com U representando um campo advectivo conhecido, os 
parâmetros r e li definidos como em (8)-(13) e o campo de 
velocidade u sujeito a condição de contorno de Dirichlet ho­
mogênea. 

Comentários. (1) No limite de Stokes quando U --> O, a 
formulação "mais" se reduz ao método de Galerkin-mínimos­
quadrados de Hughes e Franca (1987) e a formulação "menos" 
recai no método proposto por Douglas e Wang (1989). Para 
estes métodos , não há necessidade de satisfazermos a condição 
de Babuska-Brezzí. Logo, podemos aproximar os campos de 
velocidade e pressão por elementos de igual-ordem. Este resul­
tado importante do ponto-de-vista computacional se extende 
às formulações estabilizadas (14)-(16). 

(2) Analizando a assíntota advectiva-difusiva das for- i 
mulações (14)-(16) (tomando p = q = O nestas equações) 
temos que a formulação "mais" recai no método proposto por 
Franca et al. (1992) , enquanto a formulação "menos" se re­
duz ao método de Galerkin-mínimos-quadrados introduzido 
por Hughes, Franca e Hulbert (Franca et al., 1992). 

1 
I 
i. 
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TEOREMA (Convergência) Suponha que o campo U(x) sa­
tisfaça V'· U = O, a viscosidade v(x) = cte e a solução de (1) 
u E Hk+l (n)N n HJ (n)N e p E H 1+1 (!1) n L~(n) . Denotando 
os erros de interpolação de velocidade e pressão por 71u = iih -
u e 1/p = Ph- p, é possível mostrar (Franca et a\.(1992)) 't/K E 

eh , 

JJr-l/
2 71ull~ +2vJJt(71u)ll~ + JJr112 ('V71u)UJJ~ + llr

112 Y'rypJI~ 

+ L: [llr112 2v'V · t(71u)II~ .K + H(ReK -1)118- 112 1/pli~.K 
KECh 

+ H( 1 - ReK )(211 )-
1 1117P II~,K] + IW12 V'· 1/u li~ 

S C ( L: hJl luJ~+l ,K (H(ReK- l)hK sup IUIP 
Kec, xEK 

+ H(l- ReK)2v) 

+ L: h~ IPI~+l ,K (H(ReK - 1)hK sur.IUI ;
1 

xEJ\ 
KECh 

+ H(1- ReK )hU2vt 1 
)) 

(17) 
onde H(-) é a função Heaviside. Então as soluções (uh,Ph) dos 
métodos (14)-(16) convergem para (u,p), soluções da eq.(l) 

segundo a seguinte estimativa: 

~ ( 2vllt(uh - u)ll~ + llr112 ('V(uh - u)U + V'(ph- p))ll~) 
2 

+ 118 1
/

2 V · (uh- u)ll~ 

S C L: (hJlJuJ~+l.K (H(ReK -1)hK supiUIP 
n·ec, xEK 

+ H(l- Re K )2v) +h~ IPI~+l,K (H(ReK- l)hK sup JUI; 1 

xeK 

+ H(l- ReK )h~· (2vt 1 
)) 

(18) 

Prova: Ver Franca e Frey. (1992). • 

RESULTADOS NUMÉRICOS 

O problema da cavidade. Este teste consiste no escoa­
mento numa cavidade unitária com uma das paredes móveis. 
As condições de contorno em velocidade são velocidade unitári a 

prescrita no topo da cavidade e aderência do fluido às demais 
paredes da cavidade (para maiores detalhes, ver a descrição do 
problema em Franca e Frey ( 1992) ). O domínio computaciona l 
foi discretizado por duas malhas uniformes: uma malha com 
8x8 e lementos Q2S ( "Serendipity") e uma malha mais refinada 
com l6x16 elementos. 

Na Figura 1 apresentamos os resultados da formulação 
"menos" com a malha mais refinada. O número de Reynolds do 
escoamento foi tomado Re = 5000, criando assim uma situação 
fortemente advectiva-dominada (Re > > I). (Tomamos ,\ = I 
na expressão do parâmetro 8, eq.(S).). Os resultados ohtidos 
são similares aos encontrados em Gresho e Chan ( 1990) e Tez­
duyar et al.(1990) (este último, em regime de escoamento mais 
lento). 

Em seguida, na Figura 2, comparamos as formulações 
"mais" e "menos" para um valor incorreto de r com Re = 400. 
Tomando mk = 1/3 para elementos Q2S na eq.(l2) (uma má 
escolha segundo Harari e Hughes (a sair)), oscilações contami­
nam os campos de velocidade e pressão da formulação "mais" , 
ao passo que a formulação "menos" permanece ainda estável. 
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Escoamento interno a um canal em degrau . A descriçà.o 
deste problema está ilustrada na Figura 3. Trata-se de um 
escomento interno a um canal plano onde uma das paredes 
apresenta um degrau abrupto. O número de Reynolds do es­
coamento foi selecionado Re = 60 (em relação às condições de 
entrada). O domínio do problema foi di scretizado por uma 
malha uniforme com 224 elementos Q2/Q2S. Tomando como 
velocidade característica do escoamento a velocidade máxima 
de entrada, temos, da definição (10), que o número de Reynolds 
de malha é igual a ReK = 0.31. Logo , segu ndo a eq.( 11), este 
teste é um escoamento difusivo-dominado. 

Na Figura 4, a formulação "menos" é testada impond(J 
condição de tração livre ( u n = O) na saída do canal. ( Hc­
sultados similares empregando condição de saída de Dirichkt 

podem ser encontrados em Franca e Frey (1992).). Ern todas 
as computações observamos recirculações de fluido c rcgióes de 
baixa pressão à jusante do degrau. 

REFERENCES 

Douglas, J. e Wang, J. , "An Absolutely Stabilized Finite Ele­
ment Method for the Stokes Problem", Math. Cor!!J!..:. , Vol. 52 , 
pp. 495-508, 1989. 
Franca, L.P. e Frey, S.L., "Stahilized finite element methods: II. 
The incompressible Navier-Stokes equations" , Prep rint LNCC , 
No. 04/92, Rio de Janeiro, Brasil, 1992. A ser publicado em 
Comput . Methods Appl. Mech. Engrg . . 

Fran ca, L.P., Frey, S.L. e Hughes, T.J.R., "S tabilized Finite 
Eleme~t Methods: I. Application to the Advective- Oiffusive 
Model", Comput. Methods Appl. Mech. and Engrg. , Vol. 95, 
pp. 253-276, 1992. 

Gresho, P.M e Chan, S.T., "On Theory of Semi-lmplicit Pro­
jcction for Viscous Incompressible Flow and its lmplementation 
via a Finite Element Method that also introduces a Nearly Con­
sistent Mass Matrix. Part 2: lmplementation", Int. J. Numer. 
Methods. Flulds, Vol. 11, pp. 621-659, 1990. 

Harari , I. e Hughes, T.J.R., "What are C and h? : lnequalities 
for the Analysis and Design of Finite Element Methods", '\ser 
publicado em Comput. Methods Appl. Mech . Engrg .. 

Hughes, T.J.R. e Franca, L.P., "A New Finite Element For­
mulation for Computational Fluid Dynamics: VII. The Stokes 
Problem with Various Well-Posed Boundary Conditions: Sym­
metric Formulations that Converge for ali Velocity / Pressure 
Spaces", Comput. Methods Appl. Mech. Engrg. , Vol. 65, pp. 

85-96, 1987. 

Landau, L. e Lifchitz, E., "Mécanigue des Fluides ", Edições 
Mir, Moscou, 1971. 

Tezduyar, T.E. e Hughes, T.J .R., "Dcvelopment of time­
accurate finite element techniques for first -order hyperbolic sys­
tems with particular emphasis on the compressible Euler equa­
tions", Preprint NASA-Ames University, No. NCA2-0R745-
104, USA, 1982. 

Tezduyar, T .E., Shih, R. , Mittal, S. e Ray, S.E., "Incompress­
i ble Flow using Stabilized Bilinear and Linear Equal-order­
intcrpolation Velocity-pressure Elements", Preprint UMSI, No. 
90/165, University of Minnesota, Minneapolis, USA, 1990. 

ABSTRACT 

Numerical simulations ofthe incompressible Navier-Stokes flow 
are performed based on stabilized finite element methods. These 
methods combine the good features of stabilized methods already 
proposed for the Stokes and advective-diffusive models allowing us 
to employ equal-order approximations, as well as to simu/ate accu­
rate/y high speed f/ows. 
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SUMMARY 

Wave propagation phenomena in a conventional Diesel fuel injection system are 
simulated on a digital computer by using the method of characteristics. The 
numerical solution of the PDE which describes the wave propagation in the fuel lines 
is handled simultaneously with that of ODE which describes fluid compressibility, 
the delivery valve motion, and the injector needle motion. The model includes an 
accurate description of the geometric and physical features of the system, 
frictional effects, cavitation and elastic deformation of the pipeline. The results 
were used to analytically investigate the after-injection problem. 

lNTRODUCTlON 

Transient flows cover a wide field of 
applications such as stabilization of shock waves in 
supersonic diffusers, pulse starting techniques of 
supersonic wind tunnels, unsteady flow in jet engines, 
internal ballistics of guns, shock tubes, water hammer 
in nuclear and hydro power planta, steam hammer in 
thermal power planta, start up and stoppage in pumping 
arrangements (Outra and Stuckenbruck, 1986). All these 
problema deal with the propagation of disturbances, 
i.e. pressure waves, and the sarne method of analysis 
can be used in their studies (Rudinger, 1969; Wylie 
and Streeter, 1978). 

With this regard, a particularly interesting 
system is the fuel injection process of a Diesel 
engine. Although working in a cycle, the nonlinear 
character of the system turns the a~alysis of the wave 
propagation process in the equipment a challenging 
problem. 

Consider the schematic presentation of a Diesel 
injector as shown in Fig. 1. The system can be 
subdivided into three main parta: the pump, the 
pipeline and the nozzle. Due to the inertia of the 
liquid and the elastic properties of both liquid and 
structural componente, as soon as the liquid 
experiences a pressure change in the pump, due to the 
plunger motion, a complex pressure wave propagation 
process takes place along the pipeline. Consider, for 
example, a pressure pulse generated at the pump. As it 
arrives at the nozzle, ' it reflecte back through the 
pipeline. Depending on the amplitude of the pulse, it 
may or may not be sufficient to open the valve of the 
nozzle. When this wave reaches again the advancing 
pump plunger, a new reflection occurs towards the 
valve. lf the valve is partially opened when the 
pressure pulse arrives, the valve experiences a change 
in the flow rate and a new reflection takes place. Due 
to the dissipations at local discontinuities, to the 
motion of the pump and valve pistons and, especially, 

to the nonlinear response of the nozzle, an unsteady 
highly complex wave pattern is observed along the 
system. 

ln the present work an attempt is made to model 
the liquid motion inside such equipment. The model is 
based on the equations of motion of the fluid which 
are numerically solved for specified conditions. the 
corresponding computar cede includes the control of 

· most of the principal characteristics of the physical 
system, making it especially suitable for analysis of 
a given equipment or design. The program has been used 
in the analysis of actual Diesel injectara and the 
resulta compared with laboratory experimente elsewhere 

(Barbosa et al., 1988). 

SYSTEM DESCRlPTlON 

ln this section, the four componente of a 
conventional Diesel fuel injection system are 
described: the injection pump, the delivery valve of 
the pump, the pipeline and the fuel injector. An 
squematic representation of this system is shown in 
Fig. 1. 

Fuel lnjection Pump. The pump metera, compressas 
and delivers the fuel to the delivery valve. At the 
beginning of the injection cycle, the fuel enters the 
pump chamber through the supply port and is free to 
leave to the spill port. As the plunger is pushed 
upward by the caro, the supply port and spill porta are 
closed and the confined fuel is compressed and pushed 
through the delivery valve. When the plunger helix 
uncovers the spill port, the pressure in the pumping 
chamber is relieved and fuel delivery to the delivery 

- [)et,very Pipe 

Leok- Oft 

Nozzle 
Holder 

...w.......:S<t:---- Sprflg 

Rock 

Pump Nozzle 

Figure 1. Schematic representation of a Diesel fuel 
injection syste~. 
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valve is terminated. The orientation of the helix, 
relative to the supply and spill porta, determines the 
amount of fuel delivered to the delivery valve. 

Oelivery Valve. The purpose of the delivery 
valve is to prevent the return of the fuel from the 
delivery side of the fuel injection system to the 
supply side as well as to attenuate against possible 
effects of after-injection wave reflections. When the 
pumping chamber is pressurized, the closing force 
exerted by the delivery valve spring is overcome and 
the valve opens allowing the pressurized fuel to pass 
to the pipeline. At the end of the pumping process, 
when the pump spill port is uncovered by the plunger 
helix, the pressure beneath the valve drops and the 
spring force along with pressure differential forces 
the delivery valve shut. As the valve travels downward 
the lower end of its retraction piston enters . the 
valve bore and the fuel flow stops, thereby preventing 
the undesired purging of the pipeline. as the valve 
travels further downward, the volume on the delivery 
side of the fuel injection system is increased by the 
amount of the displacement volume and the pressure on 
that side of the valve is thereby reduced. The lowered 
pressure reduces the probability of a after-injection 
of fuel into the engine cylinder caused by hydraulic 
wave reflections superimposed on the residual pressure 
in the pipeline. 

Pioelin~. The pipeline connects the delivery 
valve to the pressure chamber of the fuel injector. It 
is a thick steel tube, with the small inner-diameter 
typically smaller than 2.54 mm and with length between 
0.4 and 0.9 m. 

Injector. The fuel injector directa the metered 
quantity of fuel from the pipeline into the combustion 
chamber of the engine. It has a spring mounted on the 
top of the needle which Keeps the valve closed until a 
prescribed opening pressure is reached. A leak-off 
path is provided for the fuel which leaks between the 
valve and the body to return it to the supply 
reservoir. At the beginning of the injection the 
valves are held in a seated position by the injection 
spring. As the fuel is delivered from the pipeline to 
the nozzle pressure chamber, a pressure force opposing 
the spring is generated. Once the opening pressure 
(which can be controlled through the spring preload) 
is reached, the valve begins to lift and the fuel 
passes to the combustion chamber. The dynamics of the 
valve motion is dependent on the balance between the 
spring and pressure forces exerted on it. The need for 
the simultaneous solution of the governing equations 
is apparent: the motion of the valve is dependent on 
the pressure in the nozzle pressure chamber and in the 
chamber above the nozzle; the pressure in these 
chambers is, in turn, dependent on the position of the 
valve (as it affects the chamber volume) and the flow 
rates into and out of the volume (which are themselves 
dependent on the chamber pressure). 

PHYSICAL MODEL ANO THEORETICAL FORMULATION 

The physical model is based in the following 
assumption: 

- The fluid compressibility is described by: 

dp 
K ( 1) 

dpfp 

The variation of the bulk modulus of elasticity of the 
fluid K, and of the fluid density p, with pressure is 
also considered; 

- All elastic deformations of the solid parta of 
the system due to pressure changes are neglected, 
except the deformation of the pipeline; 
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The flow is cne-dimensional within . the fu 
lines; 

- The Darcy-Weisbach friction factor f f~ 
steady state conditions are considered; 

- If vapor is reached at any point in tN 
system, a vapor cavity is permitted to grow am 
collapse in accordance with the dynamica equations am 
local masa continuity balance; alo 

- The flow through the various porta ir 
represented by a steady-flow orifice equation, i.e.: 

Q CoA/2~ (:) (2) 

where c0 , the discharge coefficient, is consider• 
dependent of the Reynolds number; A is thl alar 
instantaneous opening area. 

The equations to describe the dynamic responst 
of the system are devided into three sub-systems: thr 
pipeline, the pump and the injector equations. Thell 
equations are summarized below. wher 

Pipeline Eguations. Transient behavior of plan 
compressible fluid in a pipeline may be described bj 

the equations of motion and continuity applied to u 
elemental length of the pipeline. Further informati~ 
concerning these equations can be found in Wylie and 
Streeter (1978). 

The equation of rnotion is expressed in th& 
fol1owing form: 

1 ap a v a v fvjvj 
+ v -- + -- + ----- + gsena = O (3) 

p ax ax a e 2D 

The continuity equation is: 

ap ap a v 
v -- + -- + pa2 -- = O (41 

ax a e ax 

In the above equations the usual nomenclatura ir 
being used. Therefore, x = distance; t = ti~i 
p = pressure; v = velocity; g = acceleration of 
gravity; D = pipe diameter; a = angle of inclinatiot 
of the pipeline with the horizontal, positive when thl 
elevation is above the horizontal; a = speed of wave 
propagation in the fluid, given by: 

a2 

K 
1 + 

E 

Kfp 

[ 

D2 ( 1 - 112) J 
+ 2 (1 + 11) 

e(e + D) 

(5) 

where E = Young modulus; 11 
e = pipeline wall thickness. 

Poisson • s ratio; an~ 

The momentum and continuity equations (Eqs. (3): 
and ( 4)) form a pair of quasi-linear hyperbolk 
partial differential equations in terms of two' 
dependent variables, velocity and pressure, and two' 
independent ones, distance along the pipeline and 
time. The equations are transformed into four ordinacy• 
differential equations by use of the characteristicti 
method (Wylie and Streeter, 1978). When these equationt! 
are placed in finite-difference form by a first-orderf 
approximation of the integration, they become: i 

Figu 

for 
the 

Figu1 



+ PRaRgsena(tp-tR) • O 

alonq the c+ characteristic: 

Pp-Ps - Psas(Vp-Vs) -
2Ds 

- p5 a 5 gsena(tp-ts) o 

alonq the c- characteristic: 

(6) 

(7) 

(8) 

(9) 

where the subscripts represent positions 
plane as shown in Fig. 2. 

in the x-t 

'· +dt 

rt-=- ----
~ t 

t.-t2.Q.t 

I 

Figure 2. Characteristics in x-t plane. 

for 
the 

Injector Eguations. These 
the delivery chamber, the 
injection chamber, shown in 

dPE KE 
(Qp(NS) - QEJ) 

dt VEO 

equations are written 
injector chamber, and 
Fig. 3, as follows: 

(10) 

dPJ KJ (QEJ - QR - QJI - AJY) 
(11) 

dt (VJO + AJY) 

dPI KI (QJI - QINJ - AIY) 
(12) 

dt (VI o + AIY) 

Figure 3. (a) Sectional view of injection nozzle and 
(b) forces on the needle. 
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where O!J• QJI• QINJ and QR are given by: 

QINJ 

(~-~) 
PE PJ 

(~-~) 
PJ PI 

I (PI Pcc) CoiAINJO 2 -- - --

PI Pcc 

_ Pio ) 

Pio 

(13) 

(14) 

(15) 

(16) 

In these equations the subscripts E, J and I refer to 
the de1ivery chamber, the injector chamber, a~d the 
injection chamber, respective1y, and Y refere to the 
position of the injector need1e. The f1ow Qp(NS) 
refere to the end of the de1ivery pipeline and is 
solved simultaneously with Eq. (8) applied to the 
pipeline. In Eq. ( 15), Pcc is the pressure in the 
combustion chamber, and in Eq. (16), Pio is the 
residual pressure which remains in the pipeline 
between the cyc1es. 

Additional1y, the needle motion is described by: 

d 2Y dY 
my--- + Cy-- + kyY 

dt 2 dt 

Pumo Eguations. The equations for 
dynamics take a similar form to the injector 
and can be found in Barbosa et al. (1988). 

METHOO OF SOLUTION 

(17) 

the pump 
equations 

The forcing function for the system is the 
specified cam motion which drives the pump plunger. 
After introducing the input data and calculating the 
constante included into the computing equations, the 
fuel injection procedure is initiated with the 
determination of the cam plate's angle of rotation. 
According to this angle, all the geometrical 
parameters included into the computing equations are 
evaluated. 

The numerical solution of the partia! 
differential equations by the method of 
characteristics is described by Wylie and Streeter 
(1978) and Ra1ston and Wi1f (1960). In order to 
compute the solution to any desired time, it is 
necessary to introduce the appropriate boundary 
conditions. Thus, the conditions at the pump and 
injector are treated as boundaries for the pipeline. 
Oue to the extremely rapid changes at these 
boundaries, neither an interactiva nor a Range-Kutta 
approximation could be applied at time steps that were 
economica11y feasib1e for the method of 
characteristics. Then, a modified predictor-corrector 
method by Hamming (Carnaham et al., 1969) is used in 
this mode1. This method solves a system of ordinary 
differential equations for which the evaluation of 
derivativas requires relatively litt1e computing time. 
Therefore, with this procedure it cou1d be possib1e to 
reduce the step size within a fixed characteristics 
method time step in order to achieve a desired 
accuracy l4;!vel. The predictor-corrector method uses 
the system response at earlier time steps; 
additionally, it requires information from the 
pipeline for the step change. The !ater information is 



available from the characteristics described in 
Eq. (6) through (9). 

ANALYSIS OF THE RESULTS ANO CONCLUSIONS 

This moàel was tested in a real system as 
described in Barbosa et al. (1988). The resulta of the 
simulation of a particular case is shown here. The 
system considered was a Bosch PFRIK injection pump and 
injector, installed in a TOBATA Ar-90 engine. 

The resulta of this simulation are briefly 
summarized in Fig. 4, where the pressure at some 
points in the system, as well as the displacementes of 
componente, are shown as function of the cam angle. 
Main data for this study are: pump rotation = 800 rpm; 
nozzle orifice diameter DINJO = 0.2 mm; diameter of 
the pumping chamber supply and return orifices 
DA = DAR = 3 mm; distance travelled by the delivery 
valve to open the orifice between the pumping chamber 
and the delivery chamber XA = 1.8 mm. 

In this figure, a number of features in the 
response during the injection period can be 
identified: 

- the pressures at the pumping chamber (c) and 
the delivery chamber (d) rise initially in response to 
the pump plunger motion (a) and, delayed in time, the 
pressures at the injector (f) and injection chambers 
{g) begin to rise as well; 

- the pressure at the delivery chamber (d) rises 
while the delivery valve {b) opens and drops with the 
delivery valve closing; 

- when the injector needle opens ( (b) at a cam 
angle of =101°), there is a momentary pressure 
reduction at the injection and injector chambers as 
marked on ( g) and ( f); this initiates an expansion 
wave traveling upstream which as indicated on {c) and 
(d); 
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Figure 4 . Computer resulta for pump speed of 800 rpm 
and supply and return orifice diameters of 
3 mm. 

- when the plunger helix of the pump uncovers 
the spill port at a cam angle of =108°, the pressure 

in the pumping chamber is relieved and the pressure in 
the injection chamber begins to fall in response; 

- as the pressure in injection chamber continues 
to fall, the valve closes and a complex wave 
interaction develops in the transfer line; 

- a secondary opening of the injection needle is 
observed after completion of the primary injection (b) 
as a consequence of the pressure build-up in the 
injection chamber shown in (g); the after-injection 
effect is clearly indicated; 

- the higher frequencies in graphs (c) through 
(g) show the effects of wave reflections in the 
system; damping is also observed in these graphs. 
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Figure 5. Comparison of pressures in the injection1 

chamber illustrating the reduction in after­
injection caused by the modif icat ion of the. 
original DAR from 3 mm to .85 mm. e· 

e 
Since after-injection was observed in the real, f 

system, a numerical simulation study was dane toj d 
propose modifications in the injector design toi i r 
correct this problem. As a result, it was suggestedi 8 , 

that the return orifice diameter in the pumpingi a 
chamber should be changed to 0.85 mm. The simulation! SI 

of the injection system modified in that way furnished[ nc 
the pressure history shown by the dotted line in Fig. , P< 
5. This result can be compared with the pressure for! "t 

original orifice shown by the solid line. Thel 
modification caused an increase in the overall ·time! e l 
for primary injection and the elimination of after-j ai 
injection. 
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ESQUEMA EXPONENCIAL DIRECIONAL PARA EQUAÇÃO DE 

TRANSPORTE CONVECTIVO-DIFUSIVO BIDIMENSIONAL 

JOSÉ RICARDO FIGUEIREDO 

UNICAMP FEM DE 
Cid. Univ. Zeferino Vaz, 13081, Campinas, S.P. 

RESUMO 

Este trabalho apresenta e testa uma discretização de tipo exponencial 
direcional em diferenças finitas para a equação de transporte 
convectivo-difusivo no caso bidimensional, empregando moléculas de seis 
pontos. o esquema demonstrou excelente acuidade num amplo espectro de 
so luções da equação de transporte, com desempenho aceitável mesmo em casos 
onde o conceito angular de difusão numérica não se aplica. 

J. INTRODUÇÃO 

É conhecida a problemática da discretização nas 
equações ele transpor te de calor, concentração de 
espécies químicas, ou quantidade de movimento, em meio 
fluido a a! tos números de Peclet ou Reynods. O 
diferenciamento central, além de frequentement e 
instável, pode gerar oscilações irrealistas. Apesar de 
sua estabilidade, são também insuficientes os esquemas 
a montante e exponencial de All en & Sauthwe ll, por 
sua inacuidade em problemas com fortes grad ientes 
normais ao escoamento quando a grade numérica não é 
paralela ao fluxo, fenômeno geralmente denominado 
"erro ele difusão numérica". 

Em função elo efeito angular surgiram esquemas 
empregando interpolação a montante ou exponencial 
apenas na di reção elo escoamento: os esquemas 
direcionai s ele Ra it hby (1976) e de Lillington (1981) 
em volumes finitos e ele Baliga e Patankar (1983) e 
Hughes e Brooks (1979) em elementos finitos. 

Este trabalho apresenta um esquema exponencial 
rotacional em diferenças finitas utilizando moléculas 
de seis pontos para prob lemas bidimensionais. O 
esquema é em seguida comparado ao central e ao 
exponencial de AI Jen e Sauthwel I em várias possíveis 
soluções da equação de trans porte. 

Em estudo anterior (Figueiredo, 1990) foi 
demonstrado que o efeito de aumento do erro com o 
ângulo não é universal; em algumas soluções não se 
nota efeito angular, em outras ocorre efeito inverso 
ao previsto. Portanto, a avaliação dos esquemas 
rotacionais não deve limitar-se aos casos típicos de 
difusão cruzada. 

2- DERIVAÇÃO DO ESQUEMA 

Consideremos o transporte térmico. Sendo ~ a 
temperatura, busca-se uma representação do operador 
convectivo- difusivo na equação de transporte na forma 
convectiva: 

L(4>) = pc u- + pc v--
Pax Pay 

élct> 
-pc +S 

Pat 
(1) 

onde u e v são as - componentes de velocidade nas 
direções x e y , p a densidade do fluido, c o 

p 

calor específico a pressão constante, 1 a condutivi­
dade térmica e S eventual dissipação de calor. 

Em termos das coordenadas s e n , para lela e 
normal à cl i reção elo escoamento (figura 1) , a 
equação fi c a : 
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acp él 2~ 
1-(P- ~ 

às éls 2 

a2
<t> a<t> 

- - )=-pc -+S 
an 2 Pat 

(2.1) 

(2. 2) 

O método desenvolvido por Allen ( 1962) consiste 
em utili zar como perfis interpol antes da equação 
multidimens ional as soluções exatas de equações 
unidimensionai s assemelhadas. O es quema original ele 
Allen e Sauthwell (1955) emprega equações 
aproxi mativas nas direções x e y . O presente 
esquema busca ut ilizar o efeito rot aci onal procedendo 
com equações unidirecionais nas coordenadas s e n: 

d<t> cl 24> 
p = k 

ds ds 2 1 

(3.1) 

A equação ( 3 .1) 
si mplificação ela equação 

pode 
( 2.1) 

d2~ 
= k 

dn 2 

ser 
toma ndo 

vista 
k 

1 

2 

(3.2) 

como 
como 

representativo elos termos transientes, fonte e difusão 
cruzada, divididos por 1· Analogamente k em (3.2) 

2 

emgloba todos os termos de (2.1) exceto o de difusão 
normal. 

As so luções gerais elas equaçôes simp l ific11das 
(3) sugerem os cinco primeiros tenoo:s ela s uperfí cj_ c 
interpelante: 

Fig.1- Notação para esquemas rotacionais 

·! ' 

.~·------------------------------------------------5~~ 



<P = C + C n + C n2 + C s + C exp(ps) + C sn (4) 
1 2 3 4 5 6 

O sexto termo torna a representação completa 
até segunda ordem. Um esquema de cinco nós 
desprezando este termo resultou singular em algumas 
situações, por exemplo na malha quadrada, se a for 45 
graus. 

A função ( 4) é expressa em termos das 
coordenadas numéricas por: 

<P = C + C (-x.sena + y.cosa) + 
1 2 

C (x 2 .sen2a- 2xy.sena.cosa + y2.cos2a) + 
3 

C (x.cosa + y.sena) + C exp(px.cosa +py.sena) 
4 5 

C [-x~senacosa + xy(cos 2a-sen2a) + y~senacosa] 
6 

A partir de (4) ou (5) mostra-se que: 

L($) = y(pC - 2C ) 
4 3 

(5) 

(6) 

-y 
L(<P) = -- [n: <P +n <P +n <P +n <P +n <P +n <P J 

b.xt,y E E W W N N S S NC NC P p 

onde 

n = (1-t.Pe /2+Fcos 2a).(b.y/t.x) + (-ó -ó )n: 
E x SE NE NC 

n w 

n 
N 

(1+t.Pe /2+Fcos 2a).(t.y/t.x) + (-o -o )n 
x SW NW NC 

(1-t.Pe /2+Fsen 2a).(t.x/t.y) +(-o -o )n 
y NW NE NC 

n = (l+ll.Pe /2+Fsen 2a).(t.x/t.y) + (-o -ó )n: 
S y SW SE NC 

ll.Pe = p.cosa.t.x 
X 

ll.Pe = p.sena.t.y 
y 

1T NC 2F.sena.cosa.(o -ó -o +ó ) 
SW SE NW NE 

n = -(n: +n: +n: +n: +n: ) 
P E W N S NC 

F = 

/ 

// 

As constantes C's são obtidas por ajuste cla[(EE-E)ll.Pe/2-(EE+Ew)].t.y/t.x + [(EN-Es)ll.Pe/2-(EN+Es)].ill:l 
superfície (5) aos nós P, N, S, E e W, e a um elos 

Fig. 
no 1 

pontos não cardeais, SW, SE, NW ou NE. Escreve-se o (E +E ).cos 2a.t.y/t.x + (E +E ).sen 2a.t.x/t.y + EE .2.sena.cd 
sistema de equações correspondente à aplicação da E w N s mt 

equaç:ão ela superfície a cada um dos se is nós 
pertinentes. 

Assumindo por exemplo a escolha elo nó SW, a 
solução de tal sistema fornece, em particular, os 
parâmetros: 

c 
3 

c 
4 

c 
5 

2 

<PE- 2<PP+<Pw 
----- + 

t.x2 

<PN- 2<PP+<Ps 

t.y2 
-c ( 

5 

E +E 
E W 

t.x2 
+ 

E +E 
N S 

2 t.y 
) l 

cosa sena 
[(<P -<P )-C (E -E )]---- + [(<P -<P )-C (E -E )]----

E W 5 E W 2ÂX N S 5 N S lb,y 

EE 
mt 

F 

E .E 
s w 

-E .E 
S E 

(se NC=SW); 

(se NC=SE); 

E .E 
N E 

(se NC=NE); 

- EN.EW(se NC=NW). 

(8.1) a (8.11) 

Caso p seja pequeno é adequada a aproximaçã9: 

-p 2
• (t~;>.: 2 cos\x+t.y 2 sen\·.<)/12 

defi 
ex i~ 
quar 

expc 
c as< 
ac i1 
;esql 
figl 
com 

2 2 1 - p.sen a.cos a(t.xlcosal+ t.ylsenal) 
(8.12) prol 

!"ll I; 
po,· 

Maiores detalhes da derivação são apresentados var 
por Figueiredo ( 1991). num 

( <P -<P -<P +<P ) • senacos (<P -2<P +<P )cos 2a 

Tal como os outros esquemas rotacionais, o 
ptesente não é diagonalmente dominante de forma ).=6 

2 . d. . I O d d. I é . . d 1 OX (<P -2<P +<P )sen a 1ncon 1c1ona . peso a 1agona max1m1za o 
N P s adotando o nó não cardeal do quadrante locahzado a as 

montante do nó central. <dl:r 
sw s w p E P W 

E 

E 

E 

+ + 

t.xt.y 2t.x 2 2t.y2 

E E senacosa (E +E )cos 2a (E +E )sen2a W E E W N S 
+ 

t.xt.y 2t.x 2 

E = exp(pt.xcosa) - 1 ; 

w 
= exp(-pt.xcosa) - 1 ; 

sw 
= exp(-pt.xcosa-pt.ysena)-1 

E N 

E 
s 

+ 
2t.y2 

exp(pt.ysena) - 1 

exp(-pt.ysena) - 1 

E E +E +E 
s w s w 

(7.1) a (7.8) 

Estas relações são a seguir substituídas na 
expressão (6) gerando o operador em diferenças finitas 
do fluxo convectivo difusivo líquido global caso o nó 
não cardeal pertinente seja SW. Procede-se 
analogamente para os demais pontos não cardeais. 

Os resultados para ambas as situações podem ser 
postos em uma forma comum empregando as funções ó , 

sw 
ó , ó e ó , que são definidas pelo valor 1 para o 

SE NW NE 
ponto não cardeal escolhido como sexto nó e O para os 
demais. O operador resulta: 
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Neste caso, para número de Peclet celular igual li' 

a 6, por exemplo, o esquema é ainda diagonalmente pre 
dominante. Para valores como 10 , 20 e 50 a relação al;r 
entre o módulo da diagonal e a soma dos módulos é no dlf 
mínimo 0,92 , 0,80 e 0,68 em cada caso no esquema 
rotacional, enquanto no esquema central esta relação exp 
cai até 0,28 , 0,14 e 0,057 respectivamente. dlf 

exp 
3 - TRANSPORTE EM ESCOAMENTO PARALELO 

adj 
O transporte sem termo fonte através de um já 

escoamento paralelo formando ângulo a com os eixos da rer 
grade numérica corresponde na equação ( 1) ao caso osc 
linear homogêneo em regime permanente com coeficientes 
constantes. Em termos das coordenadas s e n a e r 
solução geral é dada pela integral no espetro dos B r 
autovalores À da somatória das funções: 

<P =exp { [Pe- (Pe 2 + 4).2 )112 ].s/2}.sen()..n) 

<PA =exp { [Pe + (Pe 2 + 4). 2)112 ].s/2}.sen()..n) 

q,
8 

=exp { [Pe- (Pe 2 - 4). 2
)
112 ].s/2}.exp()..n) c . 

<P =exp { [Pe + (Pe 2
- 4).

2)112 ].s/2}.exp()..n) 
D 

<P = exp(Pe.s/2).exp(Pe.n/2) 
C&D 

<P =exp(Pe.s/2).sen[(4).2 - Pe 2 ) 11 ~s/2].exp()..n) 
CD 

<P =exp(Pe.s/2).cos[(4).2 - Pe 2 ) 11 ~s/2].exp()..n) 
DC 

(9.1) a (9.7) 

dd 
éiU!l 

1Jilli 

apJ 
Jld.~ 

a r 
te~ 

o,: 
cor 

no 
All 



~ · 

/ 

/ / 
/ ' 

/. 

/ 
/ 

_\ 
\ 

.\ 
\ 

__ / 

------
/ / 

/ 

y 

I 

/ 
v v~ 

/ 
/ a\ 

\ 
\ 

_\ , 
\ 

\ 
Fig.2 - Sistemas de coordenadas analítico e numérico 

t~xAno problema do transporte em escoamento paralelo . 

. c cj 

As funções cp e cp , ou simplesmente, A e B, são 
A B . 

definidas para qualquer À real. As funções c e D 
existem se À/Pe <0,5 , C&D para À/Pe=0,5 ; e CD e DC 

! quando À/Pe>O, 5 . 
Analogamente a trabalho anterior, faz-se 

' experimentos numéricos empregando na maior parte elos 
casos como soluções exatas as funções e !ementares 
acima, objetivando uma avaliação abrangente do 

!esquema. Posiciona-se o domínio quadrado conforme a 
j figura 2. Os valores exatos s ão utilizados como 
!condição de Dirichlet no problema numérico. Cada 

) ·r problema é resolv i do pelos esquemas exponencial I rotacional, central e exponencial de Allen & Sauthwell 

f

por processo ADI , alternando direção e sentido de 
•S varredura, e fi na I i zado quando a variação da função 

num ciclo for menor que 10- 9
. 

0 i Consideramos inicialmente casos definidos por 
.a I ).:6,6642 ; Pe=lOO ; o:=22,5 graus, e malha de 
) IOXIO espaçamentos. Para esta relação À/Pe existem 

i as funções A, B, C e D. Os tipos A e C são suaves na 
l (l!reçao do escoamento, e moderadamente abruptos na 
direção normal, donde o fluxo difusivo é 
predominantemente normal . Os tipos B e D são mui to 

) abruptos junto à fronteira de saída, onde ocorre 
difu&ão em contra corrente ao escoamento. 

Na figura 3, relativa à função A, o esquema 
exponencial de Allen e Sauthwell denota comportamento 
difusivo, o central mostra-se mais acurado, e o 
exponenc ia I rota c iona I mui to mais. 

A figura (4) mostra a função B na coluna interna 
adjascente à fronteira a jusante. A solução exata 
já é praticamente nula; os esquemas exponenc1a1s 
reproduzem es te fato, enquanto o centrai mostra-se 
osci Jatór i o. 

O comportamento elos três esquemas nas funções C 
e D é qualitativamente semelhante ao das funções A e 
B respectivamente. 

Foi mostrado ( Figueiredo, 1990) que com o aumento 
da relação À/Pe o erro dos esquemas em geral 
aumenta, tendendo o desempenho dos diversos esquemas a 
uma r e I a ti v a homogen i zação quando ague I a r e 1 ação 
aproxima ou supera a unidade. Isto ocorre claramente 
nas funç:ões tipo A e B. Nas famílias de funções C e D 
a rel ação entre erro e À/Pe é mais complexa. Um caso 
teste importante é o da função C&D, quando À/Pe é 
0,5 , onde o esquema de Allen e Sauthwell não segue o 
conceito angular de difusão numérica. 

Na figura (5) estão resultados do problema C&D 
no caso Pe=lOO, ).=50 e c:x=22,5 graus. O esquema de 
Allen é visualmente coincidente com a solução 
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exata. O esquema rotacional produz oscilação, embora 
muito menor que o central . É significativo que ainda 
aqui, onde não se aplica o conceito angular de difusão 
numérica, o comportamento do esquema rotacional tenha 
sido razoável. 

Finalmente, aproximan~s o problema do transporte 
puramente convectivo de uma função com descontinuidade 
tipo degrau, estudado por Wolfshtein (1969), e que 
motivou em grande medida o conceito de difusão 
numérica, através da série: 

M exp( {Pe-[Pe 2+4(2m-1 )Ã. 2 ] 
112 }s/2) .sen[ (2m-1 )Ã.n] 

~-1----------
m=l 2m-1 ( 10) 

que tende para uma onda quadrada na direção n, desde 
que o argumento da exponencial seja pequeno. A ordem 
da s érie é ass im limitada por uma baixa relação 
Ã./Pe. Assim, para números de Peclet finitos a solução 
exata terá aspecto oscilatório. 

Aclotamos Pe=lOOO; Ã=2,22; M=10; a=22,5 graus 
e ma I ha 30x30. A figura ( 6) mostra o esquema 
rotacional reproduzindo com precisão o perfil 
oscilatório exato; denuncia uma forte suavi zação com o 
esquema de Allen & Sauthwell e apres enta o 
comportamento osc.i latório do central fracamente 
correlacionado à solução exata. 
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Fig.6 - Soluções em somatória ele funções A.- Pe =JOOO 
a=22,5graus, grade 30X30, coluna 15 
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4. CONCLUSÃO 

O esquema exponencial rotacional é bast a nte 
acurado num amplo espectro de soluções ela equação de 
transporte, particularmente as que aproximam o 
transporte puramente convectivo, com desempenho um 
pouco pior em soluções que não seguem o conceito 
angular de difusão numérica. 

Note-se que as funções onde o esquema 
exponencial é ótimo pode m apresentar regiões abruptas 
através ele todo domínio, as demais podem ser abruptas 
apenas em regiões ele contorno a jusante. 
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ANALISE DE MANCAIS RADIAIS TURBULENTOS DE 

COMPRESSORES ALTERNA TI VOS 
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RESUMO 

Este trabalho apresenta uma metodologia numer1ca para a avaliação do desem­
penho de mancais de escorregamento submetidos a situações de carregamento dinâmico, 
como as que ocorrem em compressores alternativos. Resultados para os mancais de um 
compressor alternativo de refrigeração são apresentados em termos da órbita do 
centro do eixo, da vazão de óleo lubrificante, e das perdas de potência por fricção 
em função do ângulo de giro do eixo do mancai. É mostrado que efeitos de turbulên­
cia e de cavitação afetam de .uma maneira desfavorável, o desempenho do mancai . 

INTRODUÇÃO 

Nos compressores e motores de combustão 
interna, uma parcela considerável de energia é 
consumida pelo atrito viscoso desenvolvido nos 
1ancais de escorregamento. As perdas por atrito 
viscoso podem ser reduzidas utilizando-se no projeto 
10delos matemáticos que permitam prever o 
comportamento destes mancais nas suas condições 
reais de operação . 

A análise do comportamento dos mancais de 
.escorregamento presentes nestas máquinas alterna­
tivas é uma tarefa que incorpora a resolução de dois 
problemas distintos : o problema relacionado ao 
escomento do fluido lubrificante e o problema de 
dinâmica do eixo, que está submetido a um carrega­
mento cíclico . Observa-se que este é um caso típico 
de interação fluido-estrutura. 

O primeiro a formular matematicamente o 
problema da lubrificação hidrodinâmica foi Osborne 
Reynolds ( 1886), partindo da equação de Navier­
Stokes e utilizando diversas hipóteses simplifica­
tivas . Entretanto, somente na década de 60, com o 
contínuo avanço no desenvolvimento de computadores e 
dos métodos numer1cos de solução de equações 
diferenciais, é que foi possível obter-se soluções 
aais completas e menos restritivas da equação de 
Reynolds. Uma revisão das técnicas utilizadas e os 
avanços realizados até esta época é feita por 
Campbell et al. (1967). Martin (1983) apresenta uma 
revisão dos desenvolvimentos de técnicas no projeto 
de mancais 9corridos até o início da década de 
oitenta, através da qual pode ser observado o 
potencial dos métodos numéricos . 

Os métodos numéricos permitiram avaliar, de 
aaneira mais precisa, a extensão do filme de óleo, 
ou seja, a pos1çao da fronteira de cavi tação . O 
ponto correto onde se posiciona esta fronteira é 
variável na direção axial, como pode ser observado 
~los experimentos descritos em Pinkus e Sternli cht · 
(1961), exigindo o uso de modelos bidimensional s . 
Modelos unidimensionais, como a aproximação de 
~cal curto, tem sido largamente utilizados, embora 
possuam suas restrições, como mostrado por Prata e 
Ferreira (1990) para carregamentos estáticos, e 
por Hanke ( 1991) para carregamentos dinâmicos com 
cargas de direção e intensidade constantes . Neste 
trabalho esta análise será estendida para o caso de 
carregamentos dinâmicos com cargas de direção e 
intensidade variáveis . 

Na análise de mancais trabalhando em regime de 
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altas rotações e / ou com óleos lubrificantes de baixa 
viscosidade, é imprescindível que a equação de 
Reynolds seja estendida a escoamentos turbulentos. 
Diversos estudos tiveram como finalidade a determi­
nação de coeficientes turbulentos que se baseiam em 
uma viscosidade aparente oriunda do aumento da 
difusão de partículas fluidas, associada às flutua­
ções de velocidade . Dentre tais estudos destacam~se 
os trabalhos de Constantinescu (1962), que se baseou 
no modelo do comprimento de mistura de Prandtl, Ng e 
Pan (1965) que usou a teoria de difusão de vórtices 
e, mais recentemente a contribuição de Wada e 
Hashimoto (1979), que determinou estes coeficientes 
utilizando conoeito de escoamento global. Todos 
obtiveram resultados coerentes com os valores 
experimentais . 

O presente trabalho apresenta e testa um pro­
cedimento computac ional que permite simular o com­
portamento de mancais de escorregamento, fornecendo 
ao projetista, condições de otimizar seu desempenho. 

FORMULAÇÃO MATEMÁTICA 

O problema hidrodinâmico, associado ao 
escoamento do fluido lubrificante em mancais 
radiais, é resolvido pela equação de Reynolds que, 
ao considerar-se o regime turbulento e o 
carregamento dinâmico, apresenta a seguinte forma, 

3 3 

1 a (G e h 1 ap) a (G Y h ap) 
R ae 12il R ae + ay 12il ay 

w ah ah 
2 ae + at c 1 l 

onde h é a espessura do filme de óleo dada por 
h=c(l+ccose) e G

8 
e GY são os coeficientes 

turbulentos, aproximados para uma forma simplificada 
por Hashimoto e Wada (1982), 

onde a e, be, a e b 
y y 

número de Reynolds, R e 
A geometria do 

1/(a +b ccose) 
y y 

são funções que dependem 

= pUC/IJ.. 
problema é apresentada 

figura 1, onde observa-se o veto r carga w e 
componentes da força hidrodinâmica F e F. 

1 2 

(3) 

do 

na 
as 
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mancais sujeitos a carregamentos devidos basicamente 
às forças de inércia dos componentes móveis, como é 
o caso de mancais de máquinas alternativas, a massa 
do eixo pode ser desprezada . Desta forma, um balanço 
de forças no eixo leva em consideração apenas estas 
duas forças , fornecendo, 

Wcos 1/J + F
1 

o e Wsen tjJ + F
2 

o (4) 

para as direções ao longo e normal à linha de 
centros, respectivamente. 

As componentes da força hidrodinâmica são 
calculadas a partir da integração do campo de 
pressão, de acordo com as expressões abaixo, 

L 21l 

F
1 

= J J pcose Rdedy 

o o 

F 
2 

L 21l 

J J psene Rdedy (5) 
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Figura - Geometria do problema. 

Com a finalidade de obter-se uma maior 
generalidade na apresentação dos resultados é 
conveniente adimensionalizar as equações (1) e (4), 
u t ilizando-se as seguintes variáveis, 

P = (c2/6~UR)p H312 , H = h/c, ~ = (c2/~UR3L) W 

(6) 
2 

F• = !. (!::) _c_ F , 1l = ~ , Ç = l: 
6 R ~UR3L l 2rr R 

Desta forma, a equação (1) torna-se: 

!..._ ~ [G H3 ~ (PH312)] + ~ [G H312 8P] 
4

rr2 8n n 8n aç ç 8Ç 

2c.cos (2rrnl + csen (2rrnl[2r• - 1] 
FH 

(7) 

onde: 

c = e/c , c· .. 
8c/8-c, ~FH =3(yW- lj!)/3T, -c wt (8) 

As condições de contorno associadas à equação (7) 
são : P = O em Ç = O e 1) = O e 1, e 8P/8Ç = O em 
Ç = L/2R . 

Para o sistema de equações (4) de determinação 
da trajetória do eixo, a utilização dos termos 
adimensionais (6) conduz a, 

- - ~costjJ + F = O - - ~sentjJ + F 1(L) • 1(L) • 
6 R 1 '6 R 2 

O (lO) 
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A resolução numérica da equação de Reynolds 
(7) foi obtida pelo método dos volumes finitos 
(Patankar, 1980) e fornece, de forma discretizada o 
campo de pressão no filme de óleo lubrificante a 
cada instante de tempo. A partir deste campo de 
pressão e do balanço de forças representado pelo 
sistema de equações ( 10), é possi vel determinar-se 
as velocidades radial e tangencial do eixo neste 
instante . Utilizando o método de Euler obteve-se a 
posição do eixo no instante subseqüente, 
iniciando-se todo o processo novamente, até a 
convergência da trajetória . 

Conhecido o campo de pressão a cada instante 
de tempo, é possível determinar as características 
de funcionamento do mancal, tais como vazão lateral 
de óleo, potência dissipada, espessura mínima do 
filme de óleo, localização da mínima espessura de 
óleo, entre outras. As equações associadas a tais 
grandezas são apresentadas em Manke (1991). 

RESULTADOS E DISCUSSÕES 

Inicialmente resultados obtidos através da 
presente metodologia serão comparados com dados 
experimentais. Um dos poucos experimentos realizados 
com manca is subme tidos a carregamentos dinâmicos é 
relatado por Campbell et al. (1967) . O diagrama 
polar do carregamento é apresentado na figura 2 
sendo que as características geométricas e de 
operação são as seguintes: R=4, O pol, L=5, O pol, 

-6 2 
C=O, 00325 pol, ~=2 , 17x10 lbf. s/pol e N=600 rpm. 
Este mancal será referenciado como caso 1. 
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Figura 2 - Diagrama polar do carregamento 
submetido ao mancal do caso 1. 

Para o caso 1, a trajetória obtida no presente 
trabalho é apresentada na figura 3a. Campbell et al. 
(1967) apresentam esta mesma trajetória obtida por 
várias outras metodologias, sendo que uma delas é 
reproduzida na figura 3b. Visualmente, observa-se 
uma boa concordância entre ambas. 

Ao considerar-se que, com o desenvolvimento 
industrial, as máquinas passaram a operar com 
regimes de alta rotação e que se tornou freqüente o 
uso de lubrificantes de baixa viscosidade, muitas f 
vezes o escoamento de óleo torna-se turbulento. I 
Nestes casos modelos baseados em uma formulação ~ 
laminar apresentam erros significativos. 1 

Com a finalidade de analisar esta situação, I 
são apresentadas as características geométricas e de I 
funcionamento de um mancal operando em regime turbu-

1 lento, denominado de caso 2 . Para este caso as 
c~racterísticas geométricas e de operação do manca! 1 
sao : \ 

\ 

l 
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(a) Presente trabalho. 
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(b) Trajetória reproduzida de Campbell et al. (1967) 

Figura 3 - Comparativo entre trajetória do eixo 
para o caso 1 obtida pela metodologia 
do presente trabalho (a), e conforme 
resultados da literatura (b). 

R=0 , 0293 m , 
-4 L=0,036 m , c=O,SOx10 m 

~=0, 10 x 10-2 Pa.S, N=7200 rpm, p=987 kg/m3 

O número de Reynolds deste escoamento é 
Re = pUc/~ = 1090,2, sendo que a transição do regime 
laminar para o turbulento ocorre, aproximadamente, 
para o valor de Reynolds igual a 1000 (Prata, 1992). 

Este mancal está submetido ao carregamento da 
figura 4, sendo que as trajetórias obtidas ao 
utilizar-se formulações laminar ou turbulenta são 
apresentadas na figura S. 

Pela análise da fi gura 5 observa-se que o fun 
cionamento do mancai em regime turbulento aumenta a 
sua capacidade de suportar carga uma vez que as ex 
centricidades associadas ã Õrbita do eixo são meno­
res do que aquelas associadas aos regime laminar. 

Nas figuras 6 e 7 são apresentadas, respecti­
vamente, a vazão lateral de óleo lubrificante e a 
potência dissipada no manca! devido ao atrito 
viscoso. Estas curvas são plotadas em função do 
ângulo de giro da manivela, ou seja, apresentam o 
comportamento destas variáveis a cada instante de 
tempo dentro de um ciclo de operação. 
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Figura 4 - Carregamento aplicado ao mancal do 
caso 2. 
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Figura 5 -
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Comparativo entre 
obtidas através do 
formulações laminar e 
para o mancal do caso 2. 

trajetórias 
uso de 

turbulenta 

Os resultados anteriores foram obtidos com uma 
malha de 30x20 pontos e incremento de tempo 

equivalente a 11/4 graus de rotação do eixo de 
manivela, e mostram a potencialidade do método na 
simulação de mancais radiais . Outros resultados 
podem ainda ser obtidos, como pressão máxima instan­
tânea, localização destas pressões máximas no mancal 
e no eixo , entre outras, permi lindo uma conipleta 
análise do mancal e sua conseqüente otimização. 

Na literatura encontram-se diversos trabalhos 
que fazem uso da aproximação de mancal curto, ou 
seja, de um modelo unidimensional na simulação de 
mancais radiais. Na figura 9 são apresentadas as 
trajetórias obtidas pela aproximação de mancal curto 
e pelo modelo de mancai finito (bidimensional). 
Embora observe-se uma concordância razoável entre os 
modelos para mancais finitos e curtos em relação ã Õr 
bita do eixo, o dimensionamento de um mancal baseado 
no modelo de mancai curto pode conduzir a sérios er 
ros de projeto. No caso em consideração a potência 
dissipada por atrito de acordo com o modelo de mancal 
c urto ê uma ordem de grandeza menor do que aquela ob­
tida pelo modelo de mancai finito. 

l ~· ~~--------------------------~ 
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Figura 7 - Potência dissipada em um ciclo de 
operação do mancal do caso 2. 
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Figura 8 - Comparativo das trajetórias obtidas 
pelos modelos de mancal curto e 
finito para o caso 2. 

CONCLUSÕES 

O presente trabalho apresenta uma metodologia 
de simulação de mancais radiais que considera 
características operacionais tais como a cavi tação 
do filme de óleo e escoamentos em regime turbulento. 
Resultados obtidos com o modelo proposto apresentam 
boa concordância com resul lados experimentais bem 
como com outros modelos . 

Através da metodologia introduzida é verifi­
cado que um mancal operando em regime turbulento 
possui sua capacidade de carga incrementada e que o 
uso de modelos unidimensionais superestimam o campo 
de pressão gerado pelo efeito hidrodinâmico. 
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ABSTRA.Cf 

A numerical methodology for analysis and simula 
tion of dynamically loaded journal bearing has been 
introdi.Iced and tested. Use is made of the finite vo 
lume method for integration of the lubricating equa~ 
tion and the Euler method for determining the journal 
locus at each time interval. The formulation accounts 
for turbulence as well as cavitation effects. Results 
are presented for the journal orbit, oil flow rate 
through the bearing, and friction power in terms of 
the crank angle. It is observed that turbulence and 
cavi tation affect nnfavorably the bearing performance. 
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ESTUDO DE CRITÉRIOS DE AVALIAC~O DA QUALIDADE DOS 
SISTEMAS DE COORDENADAS AJUSTADOS AS FRONTEIRAS DO 

ESCOAMENTO 
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olitoyorwi!.idade P.oc~aJ;, wd{,.Olt.m.tdade do e-,;paç.amen.t.o e n.e.eaç.{fo en.t'te O<> •"<.i'.ement.o<\ 
de ánea do,; e,~.pa. ç.o.\ {,.J;,\J..co e L>t{m."fJ-Ortrfli«:io. P(.Ut<':t .lJ.to empnJ':gaJft-,\e fJ.t»J.Cj,ona/.; qu.e 
medem taL•\ P'~OP't-ledade~;. Ape.lu:t--,;e a me.t.odo.l'.og.La pa'ta .todrl neg.üio de .ln.te.'t.e,;M' 
uu.. pan.tc dei! a.. L:«;mpP..o-ó de apl!..i.c..ação ,o,ão ap,w-õentadoó e d.Loc.ut.Ldoo. 

r. Otnd.mJ t:d d(vs f l11tdos tem IO'>< PPr· imPnt.Jdo, Pm 
tempos rPC'"E'nt p ~., ~r-andPs progressos, no que se refere 
,, s imul a~;ãt' numéricd de problemas di? PSCI.JilmPnto limt­
tado•; P<H frnnteir,Js de configurac.;'io genmf~trica arbl-­

lrdrid IJrn.t P·H-b:? --.1grdicntiva di:!':lb)'j rlVdni;:!J'-, dPVPii­

~;~ ,3 f' I"'UPU':::·i~;:io d1: nO\lCJS rnr:~l:odn ·.0 PdT "d d ( ~r_~rdr;.ãu dt~ 
·;ic;t:vrnas de coc,r·d\=nada::-l r.ur v i. I í Pf'dS, .1ju·-;tudrJ';; ,:y_; 
iront't::"J.r a<:~ f jsicils rJu r·~:JLUamento 

f:. ~; t r?s ·;i ·J I_t.'incl,...-, ~n·opuJ-c1on(lm 11m·1 r - ~~pr · r.·sent.ar;ão 

illlffii~·rt t d H~dlS dcur·dda rJa gcomPl:rJ,l dn ~·ru blr-:ma, o 'llle 

:lL1 r·mlb! ·~ , nlllf~ ~e - ~ rn.li'-3 prt~C i'".3 .. ls d .1·; ~ -''llidtt·íj~~ ·J d·J Din.i­
micd do·j 1- lu'd' v .. r:.~ FEnfJmr_,nu-:J d t.~ Tr t~nspur tt~, pr·tnci 
Jalm!.!nh ~ •'-!n: n: ~yiÕc: ·= ·· oniiP fJ'5 e -h~ it. :y3 d €! r:l.l rV.-J_f:ur. t lo­
cal f.J éf-'m···_;,y p r·2·::.1-:~n te ·~ f:.! u ·_; ~H- ·ldl.cn!-. F!c~ d.J':; I:Jrande;!.]rj 
fj~;iCi1 ':-~ t' rTI Pstutl() <vel!ILidfldE>, prr:f.,t,iin l~ tpmppratur·a) 

sdo ffid l~· d(f.:·ntuadn::i NPssdr:; l!Hidir;ÕI?S, à Pv identP <ltlf' 

a ' lU·1l !d·l•if.: d..J mil!IJ.J cumputacú•r>,l l 1<•m fundamental 
import;-incl,.:j r.)c1r·d d fH-)tabi J J dade p a pr·ecisiío da simu­

la~iio r''' "H-,rlca, prJr1C!f•,1lrnPnh' quando ~·" c.lc•ve atc•ndPr 
d crit~_·r i o<;;. <-!Ua.nto a •leu e-:::~paç~HnP nt.Cl E~ ortogonal i.dr1de 

lU!~cd P•l r. l limii:.J.r t.:..1 r·r·u·.i de? ~l"l.H1Ci:tffiCfltU ~ -~ Pt?r·miLlr <1 

espPtdl <'dCãCJ prpr· •'·d rlci'• UHHiiçÕes UL' contorno 

Ent rl'tafltCJ, w; v-~ r i o·• mél:<Jdo·; "'f 'DPihto•, na lt-
lr.rat.ur.i dp r·t~ ·= ~' ·!flLdm fd fd t. lt-_~ ri ~,t ica ~. diff-_1 rT·rHi.Jdo s 
qudllbJ dti ~..;i-:-,tr:m.J !Jer.Jdu, t:í.Jm t"'f..l';;pt--.:i l.n t.l or ·togonal i 
tlade loud, il unifo.-m!lli:rlc' du p~;put;:Jmt=ntu da mail•<~ ou 

c1 pos~:. i hllt dadt :' d1-! runtroJ./t--]n _. r= d n .. ~t.:u;.::io Pntr·f? o '~' 
nif::' f0f:'r•1CIS d i:~ ár·ea (UU VO .lUfOf:l 1 fHJ'1 flfCJhlí?Ind~i lrldime~n --­

'_ ,JLJfldÍ ' ,) f 1 rd _r·p o t :":.•Pd.i,-i) f ir_:; i c.o u lJ f.:..''..ii-Jr11;CJ f!"ldb:amdliciJ 
tr(.tnsf cJYin t-.td r; [J alt~m di •_jr_jfJ, r_!, d PfF:.'C:l '-; Ào com t4Ui_~ ·.;::? 

l ·rlnrjider- .J d cn nvr_ • r~lf:r~cid de qu •. =Jl c::p ulr ,_h -;1 ~_;· _ :..-.-~·; mé~todos 
que J~t cr rn i nd, í"?m 1.11 t:.ima anál1 ~. f', ~ ·1 qual idade? dos re---

'..iultddo ~ ul.Jtidos ~-= <::if:~ cste·1 PtJ'-J~ . .Iut.?m tJ.':j car·dctcrÍ::.;tj 
CdS d t:'~..:~E! J ôda, c, 

O '" 1111-'f F' ~ JD d<' I:TJh!nus de. •lvdltdr;:iín qu.;nt.ila· 
l1v:~ d;~ ~. prc,pr lf.>dddes dos ~:dst(Hna~; c.Jc coo rUenacia~_; ye­

fddu~. J.ip r 111 i tt · q11e s':' i·~ .-. ~abelPc.· dm par;&mptro~. ~dr a com­

Pdra\::)o · ~ntn;o u ·.; r ;! •_,ll ll:-3rJos obtirJo· .• P'do•, dtfert!nb•·j 
mi>todo<; para umd dada 9~om::lr1-1, lH ' IO como par .1 deci-­
dir ~Otlr · t.1 u fiPC.Ps~.i dJ.dt---! d r~ _;lum~:s nto d.J precisdo du 
s is h~md 

Ne~:.tfJ tr ·dbdlllo ·:;::; u iq-1 rPsent !HJo~; cri b~r · io~; pdr·a 
a il'ldlJct!; ::Ío das prol'r lPdddes df' or tugorJd!Jdade lucal, 

uniformlddde do e<,p<J;;acnen\!1 rJa malh<~ computaLional '-" 
ela re!,.ção entr·e os e!Pmrntus dE• área dos pspaços fí­

sico P mulpmcJtico tran{.;formado 1 par·d ~;i· ·;l.:L~ffid'5 de co ·­
UI <l<mad-'! \; ,Jj u:; t,Hiu·J ·'t·; f nHlle 1 r a•; drJ ('~;coamento Fs-­
ll-"> cri U·r i o~• ba se iam-se nus funcionais propostos por 

8raci<bdl I! ~.i-J lt1man (11'02) Mostra-sf,' que sud apli-
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cac;:cio PDde ser n•al i zadc~ em todo u domínio de intc: · 
res ~,,~ po~r,J o estudo , ou r~m r1.'9 iÕes t·specífita5 rJq 
me snuJ , ubic ndo·-- se aval ia<;.Ões ~CJ ]ob-li ·,; ou di recion<~das 
de<;s .J ·~ p.-opric•d,uJes . 11 rr:íl~ ~·r,,r;: ::Ío do cálculo da ma -­
lha, ou d•~ par-l:o:• rJE'la , s•~yundu o mÉ!todo par« a ger·il · 
~ão clf? s1stemils JocalmPntL• t• r togena1s conformP fiy<,kin 
E' [.p ,~l 

li d-~rle 

tér1o;, 

( J.9f]]l, >wr·mi te IJ .;umP.nto da preci<:>iíll u•1 qu-1 · 
do s1st:.-•ma di" coordenadas, n1edidos prlw; r:n · 
qup são o<JUl apresentado!> 

t5.HJDQ D.E CE.ll~R LOS. l'.O.F.i\ O~.fJ!;:_~fJ- Qfl ~ll19UJ)9QE QIJ.:.i 
S..U3 T E..t10_~0C,_ GQQ.8ll.LI'lD DA~ 

A yer·aç <HJ dP · ;~ s tf}m-1''; ti•• coo r de nadas aj u~. t-. c1rl<J'-; 

/ts fnJnlL' i r~1 ·::. do p cj r_- o.-tment-.u r: o r responde, no r~.-J_ .. _. u bl.­
c11m1ms innal, ,j dr>tt'r·mJnaçi:ío de um pC~ r· de fun<;:Õ•! ~-. 

5 ( >< , Y) e ~( x, y) quF! m.·H.HJt ..-Jm o f}':iP~H;o f Ís1r:u, d' -~ 
cuor dEni-lda s C·Jrtesíana•; (x,y), no Pspaço tran:>fur·-
m.JrJo, repJ-esent.lc1n por· coordenada•; curv1l i neas 
( ~ , rt ) 1\ cor re·c.pundenc i a en tn~ ry; ponto·,; deve ser 
l'liun[voc-l r1.J n'<oJI:ío de i.nterrJS'5e, o qw• i.mplic•t que 
o ~·.~ ·f~tnçõe~j df' trans -for-mação se.i<-lm inversívE!i~-. P flUE' o 
Jd cobiar~ da transformaçio (J) exista ~ nio se anul e 
n 8•;,r-;-3 r1?~l~io . Pdr·1 os • j i~:; tema·.:; dt! coorclerhldc:t~' local ­
rn<::nh: n•· togonilis, impÕe- s;• qur,o ns elementos do ten · 
so r m0 trico (g'', g,~), n~a pertencentes à sua diago­
fl"'! prinupal. sejam nulos . 

EntrE' os di versos método,-; prop11stos par-1 .1 ye ­
r· .H;:::in rt ~~ ·; LPI.J ·;i r:J tema ·_ , de cuor de nada~, I hd os que s r~' 
b-1 ' ;1 -~iam ,_,m pr· indpio·; variacionais, e que tem como 
r:cJnc~i to b,1<;iuJ a otimí z.;.,:âo dF' combinações de fun -­
c íonalS que representam propriecl;;~ des mensuráveis de 
sistema Para tanto, ·faz-se uso das equa~;iíes df' lõ:u­
l!! r-L agr an9e, que sâo r·E'';o l v i di!.S no espac;:o l raw; for­
mudo . 

Dentn! O'j métodu·:; pertenc10>nles a estE' •Jrupo, 
porJr?m •_;1'r <:itados o<; trabalhos de· Belin•;kii et ai. 
( 1974), que prupÕe, para ·i gerac;::'ío da malha, a mini­
miz<Jc;:ão df' um funcional, empregando uma classe de ma­
PI! ·iínento> quasi-cunformPs; Ja<: quotb~ ( 1987), onde se 

prupÕe a minimi1.ac;:ãu de um funcional cd!ístruida a 
r•artir dus invanantes do ten~;or de Cauchy-Green, re­
lativo a defu.-ma<;:ão de uma célula de referí?ncia do 
espac;:u transformado em uma célula do espaço fisica em 

c:oordNladas curvi I ínea=·; e a método de Giannakopoulos 
e Engel ( 1988), em qup se produz um sistemd onde as 
1 inhas de coor·denarl-'1 r:onstantr? são paralelas às di ­
rec;:Ões de dois campos vetoriais indE'pendentes 

Para pr·epósitos deste trabalha, no entanto, s ão 

mais <Hlequados os métodos em que os funcionais repre-
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sentam diretamente as propriedades que se deseja me­
dir Como exemplos deste grupo, citam-se os 
trabalhos de Barfield (1970), Morice (1983) e 
Br·ackbill e Saltzman (1981), que sio considerados 
mais detalhadamente a seguir, com o propósito de 
justificar a escolha deste último para a formulaçio 
dos crit~rios de qualidade. 

Os trabalhos de Barfield (1970) e Morice 
(1983) falem uso do fato, Já mencionado, de serem 
nulos os elementos do tensor métrico nio 
pertencentes à sua diagonal principal, o que torna 
válidas as seguintes relações 

õx 
ar, 

H2= 

õy 
Hãlf e 

ay 
a;; 

ax 
-HÔY) 

[(:;f + (:~fJ* [(:~f + (:~fr
1 

= 

CD 

911 

9 22 

C2) 

No método proposto por Barf1eld (1970), atri­
bui-sr: ao fator H o valor de uma constante, nu de 
uma função do tipo H( ~, l'l ) São propostos do1s 
funcionais independentes, l1(H) e !2 que se 
r·eferem à construçio de uma mal11a localmente 
ortogonal e à un1form1dade de seu espaçamento, 
respectivamente A minim1zaçio de um funcional I, 
representando sua soma ponder-ada produz o sistema de 
coordenadas 

I CH)= JJ [[ax - Hay)2 + [ay + Hax)2]dcd1) 
1 

0 
at; a11 ar, an · 

I 
2 

I 

I '
~ ~Cx+y) 1

2 

d(dY) 
ar. an 

D 

w I + w I 
1 1 2 2 

c 3) 

c 4) 

C5) 

O método de Morice (1983) define a geração do 
sistema de coordenadas como a composiçio entre uma 
transformação conforme e o estiramento do espaço re­
sultante, no plano ( ~, 'l). Nestas condições, o fa­
tor H depende de duas funções unidimensionais de es-
ti ramento nas coordenadas ~ e 1t, , e do módulo da 
transformação conforme. O funcional a ser minimizado 
corresponde a 

I = 
1 

+ 

1 JL[(w ôx 

"< 
8y)2 

w 8 Tl + 

w- +-- dl.'dTt ( 8y 1 ôx) 2

] 
bl,' .(H' ÔY) 

C6) 
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É 1 nteressante observar que as f•quaç Õe•. ,;pre­
sentadas por Mor1ce (1983), referentes às rundJç5r~ 
ele Euler para a m1mmuação dP lt, <íu semelhante~ 
àquelas utl li zadac; no método lif· Rysk 1 n '' Leal 
(1983), aqui empregado nd reJtE·rai,~Íu dn cálculo rins 
SIStemas de coordenadas Com a JJf~rPni,a que, n~ste 

último, LI ~ator H, de~1mdo n.; equação ·(é'), rorres· 
ponde r~u Inverso de uma fur<r.ão f<g ,'2_ l t':o,LLIÍ< 

cada, que permite o controlP do es~·c~r;u<rwntu da malild 
gerada 

[:r. ( + :~) + ~TI ( H ~;J) J [ ~ J [ ~ ] 
(_ 7.) 

O método apresentado por Brackb•ll e Saltzmanl 
(1982), consiste em m1nim1zar umd combLnaç:iu ltne,u· 
de três funcionaiS yue rr!presentam propr tedades du 
mapeamento referidas anter1urmentr;, •1UaJS '>L'Jdffi 

med1da rla intensidade de varta~âo do ~spa,amenl~ do 
sistema de c.ocn·denadas, r·epn:sentada !-'elo funi l(Jnd! 

I (s) ([q 8); a med1da dn quanto c·s\e ''" <;proxHna da 
condição dE· ortogonal1dade local, Pl!r me1o do 
funcional I (o) (Eq 9), e a relação entre os 
elementos de área dos espaços fisico P m<.~temát1ro 
transformadc1, ponderada por uma função W<x,yl, e 
representada pelo funcwnal I (a) (E.q 10) Dos trf·~ 
funcionais, apenas I (s) rossui snluçâo ÚnJCd, sendo 
I (o) E' I (a) restriçÕes do problE'ma l1ss1m, CJ 

funcional .a SE'r mimmizado curn•sponde" I ([q 11), 
onde ')..·(o) e 'À(a) são rileflCiente<. constante<, 
positivos pré-fixados 

I I D [ c 'VI; ) 2 + c ?1)) 2] dA 
(S) 

( 8) 

I I o [ ?(. 'Vnl 2 _r !'I dA C9) 
(O) 

I = I WJdA 
(Q) 

D 

c 10) 

I I +À.I +À.I 
C&> <o> <o> Ca.> <a> 

c 11) 

Estes funcionais representam precisamente as 
propriedades que se deseja medir e, além disso, não 
1mpÕe funções de esti r·amento da mal lia predef imdas, 
como o fazem os métodos de Barf1eld (l970l e Morice 
(1983) que, de certa forma, procuram minimizar a 
erro quadrático do resultado quanto às rela~Ões 
definidas na equar;:ão ( 1) Dessa forma, considera-se 
que sejam os mais adequados para aval i ar as 
referidas propriedades em sistemas de coordenadas 
gerados por diferentes métodos 

Estudo de Casos. A aplicação 
definidos em Brackbill e Saltzman 
avaliar;:ão das propriedades dos 
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coordenadas é desenvolvida considerando a região de 
interesse do espaço físico como um todo, ou tomando 
apenas uma parte dela A primeira forma de 
aplicaçâo, apresentada em Meneghini <19891 e Volpe 
<1991), resulta em urna avaliação global da malha, 
que permite verificar se é adequada a prec1sâo com 
qu• esta foi gerada, com respeito à qualidade 
necessária A segunda permite analisar· aspectos 
particulares de uma dada geometria, como bordos de 
ataque e de fuga de perfis aerodinâmicos, ou regiÕe·õ 
de grande curvatura, de maneira geral 

O cálculo dos funcionais é realizado por meio 
de integração numérica, segundo a regra do tr·apéz i o 
<Hornbeck, 1980 I Da mesma for·ma procede--se o 
cálculo da área !,obre a qual foi feita a aval iaçâo 
da qualidade, integrando-se o módulo do jacob1ano da 
transformação, e apresentam-se os valores dos 
funcionais divididos pelo valor da área considerada 

Para a reiteraçio do cálculo da malha emprega -
se o método ele Rysk i n e Lea 1 ( 1983 l, conforme 
111encionado, sem no entanto, impor urna funçio 
f( ~,'tI par-a controle do espaçamento. 

As linhas de. coordenada constante que 
delimitam a regiia especificada são tomadas cumo 
condições de contorno a valores prescritos Quando 
estas sao internas ao domínio considerado, e sua 
forma corresponde a uma precisão inferior à 
desejada, se11 emprego como cundiçâo de contorno 
implica em introduzir esta imprecisão de 
posicionamento na região recalculada . Par· este 
motivo, é imperativo que esta operaçiío s1~ja sempre 
segu1da d.1 reiteração do cálculo de toda d malha . 

Além das avaliações globais e direcianadas dos 
funcionais acima apresentados, e com o propósito de 
orientá-las quanto à artogonulidade local, desenvol­
veu-se a avaliação local dos elementos do tensor mé­
trico não per·tencentes à diagonal principal, que de­
vem ser nulos nus sistemas que possuem esta proprie­
dade, conforme mP.nc i o nado . 

Como exemplos de dplicaçãa do cálculo das pro­
priedades dos sistemas de coordenadas foram utiliza­
das duas configurações geametricas d1st1ntas, 
correspondendo ao perf1l aerodinâmico NACA 4412 
!Knapp et al , 1970> e o perfil de um dirfusor 

Para o per· f i 1 aerodinâmir:o foram construidos 
sistemas de coordenadas do tipo "C", por me1o dos 
mjtodos de Brackbill e Saltzman (1982) e de Ryskin e 
Leal <19831 Em ambos os casos a precisão utilizada 
fui de O 001 e, no pr1meiro, os valores adotados 
paro os coeficientes foram ?.cal ~ 1,0 e ?\cal 
100,0 Os resultado•; obtidos não apresentam 
diferenças significativas . Ar.; comparaçÕí!S de todo o 
domínio de interesse e dü região do bordo d~ ataque 
sâo apresentadas a titulo de ilustraçâu 

Figura Sistema de coordenadas gerado 
de Brackbill e Saltzman, ~(a) 1 e 
leal = 2.10-5 , leal= 1,410-3, IcsJ 
9,3 10-3 rrF 

pelo método 

)..cal = 100' 
=-3300, A= 
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Figura 2 Sistema 
de Ryskin e Leal 
I (si =-3200, A= 9,3 

dP coordenadas gerado relo método 
T - ~ ~ 10 - 5 I -1 . ( ol - c , c , (a ) l , 4 . 1 O ' , 
10-3 m2 

figura 3 Região do 
representado na Figura 
9,4 10--4, I (•3 1 ~--4400, 

bordo de ataque do sistema 
1 1 c 0 1 " 3, 1 . 10 -b, I c a 1 = 
0~ 1,7 . 1o - 3 m2 O sistema da 

~sla regiio, os mesmos Fi guril é:, apresenta, para 
valores . 

Verifica--se 
coeficientes do 

qLH!, para 

método de 
o•; valores ildotados dos 

Brackb1ll P Saltzman 
<1982J, o sistema gerado possui ii'' mesma,_; 
caracteristicas daquele obtido a part1r do método de 
Ryskin e Leal (1983) 

Para o perfil do difusor, foi utilizado apenas 
o método de Rysk1n e Leal para a geraçio do sistema . 
Inicialmente o valor rnax1mo do módulo do erro foi 
1 im1 tado ii 10-3, n?sul tando no !, istema cno!.trado na 
Figura 'l . PosterJCHmente, o valor limite fo:l 
diminuído para J0 --6 , •;endo a reiteração do tálculcl, 
de início, restntn a sub-regiÕes em que se dividiu 
o perfi I, para depois •;er Pstendida a todo u domi.nio 
de int!! resse (f Jyura 3> F'ara estes sistemas proce­
deu-se .1 aval iaç:ão local dos tr~rmos do tensor 
métrico não pertencentes ~ diagonal principal O 
intervalo de var i adio dn módulo clE,sses tf~rmus foi 
dividido em 5 fai~as de igual amplitude . As Figuras 
6 e 7 mostram as faixas que registram os menore~ 

valores dos referidos termas, para os sistemas 
apresentados nas Figuras · 4 e 5, respectiva~ente . 

Figura 4 . Perfil de difusor obtido na primeira etapa 
lcoJ = 1,9 . 10-4 , leal= 2,5 _10-3, Ics> =-2900, A= 
6' 4 10-3 rrF 



Figur·a 5 . Perfil de difusor obtido na terceira etapa 
I (o) = 2,3 . 10-5, I <al = 2, 7.10-3, I (s) =-3600, A " 
6, 4 10-3 m2 

.......................... 
... & ............................................. . 

• • .. • • .. • .. .. .. .. • .. .. .... ... .. .. • • .. • • • .. • " •• & • ................................................... ................ 

Figura 
912max 
3, 4.10-4 

6. Perfil de difusor obtido na pr1meira etapa 
1,7 10-3 , 912min = 8,8 10-8, 912min< 912 ( 

~.:: ·~· :_::::·:·:=.=:·;::::.:_:::::: ... :_:::~:.·~ :. ................................... -....... . 

Figura 7 
g12max 
<2,910-4 

.................................................. 
.. . ................................................... . 
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Perfil de difusor obtido na terceira etapa 
1,4 10-3, gt2fi1in·= 6,9 10-9 , 912fflln( 912 

Pode-se notar da análise das Figuras 4 e 5, 
que uma melhora progressiva na condiçio de ortogona­
l idade local (I (o)) foi acompanhada de diminuiçio em 
sua uniformidade <I(s)l e de uma v<Jriação 
comparativamente pequena na relação nãu ponderada de 
áreas !I(a)l Nas Figuras 6 e 7, pode-se verificar o 
aumento da populaçio de pontos pP.rtencentes a ~aixa 
de valores mínimos do módulo de g12 Também se 
verifica que a região prÓxima à seção de entr·ada nio 
apresentou bons resultados quanto à ortogonalidade 
devido à distribuiçio dos pontos em sua fronteira. 

CONCLUSÕES 

A análise dos reultados obtidos na aplicacio 
de critérios de aval iaçio quanti tat:iva das 
propriedades dos sistemas de coordenadas, como os 
quP. foram proposto•; neste trabalho, permite 
vertficar SP. essas propriedades atendem às 
necessidades estabelecidas para a simulaçio 
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numérica, e mesmo i-J comparação entre os rPsultatl, 
obtidos pur diferentes métodos, para uma da 
geometria. Sua aplica~ão em reg16es ~speci~icas 
sistema torna passivei uma análisP. dtrectonada 
aspectos particulCires deste, com objetivos •;emelha 
tes. 

A reiteração do cálculo di!. maltra em rL'!ÚÕ' 
específicas, desde que seguida ú.:; tei teraç:iío em to 
o domínio, permite obter aumuntos da fJrecisão 
sistema como SP pode verificat· do·• rcsultad 
obtidos . Esta operação pode ser ~perfei~uada cum 
utilizaçio do método de Ryskin E! Leal <1983>: 
considerando os 1 imites da região, que 
internos ao domínio, como fronteiras com 
flutuantes . 

Entretanto, a finalidade pr1n~ipal da utiliz 
ção desses critérios, ora em ~ase 
desenvolvimento, é relacionar sua avaliação com 
qualidade dos re·.>ultados da simulaçâo numér· ir :a 
escoamento 
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ABSTRACT 

Flu1d ~low simulatiun around bodies or through 
passages wi th arbi tr.ny yeometr·y use•; boundary­
fitted curvilinear coordinate systems . 
A method ~or evaluatJny the quality of those systt•ms 
is presented This method uses the functionals IJJdt 
are presented by Brackbí 11 and Sal tzman <1983) trJ 

evaluate the smoothness u~ the rnclPPlng, lhe 
orthogonality and the area variation oi the mesh . 
lhe method is used for global evaluatiorr of I hP. mesh 
or for the evaluation of part o·f i t ~)orne n><,u.l ts are 
p1·esented . 
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P.ESUNO 
Neste trabalho reaZiza-·se um estudo cornputacionaZ para análise de bifurcaçÕes 

em sistemas com reação-·difusão . Obtêm-se modificações do s diagramas de solução e de 
bifurcação , originárias da discretização espacial adotada . As análises são descri­
tas para aprox imações poZinominais, em problemas de vaZar no contorno tipo 
Dirichlet e Robin, com geometria plana, cilindrica e esférica. Os resul t ados forne­
cem diretrizes iniciais para a identificação de soluções espúrias atrave·s da análi­
se de bifurcaçÕes. 

INTRODUÇÃO 

A aplicação de resultados da teoria de sistemas 
dinâmicos e bifurcaçÕes teve uma grande aceleração na 
Ültima década com o desenvolvimento de novas técnicas 
numéricas e de computadores cada vez mais rápidos. A 
importância desta análise reside na ampliação do co­
nhecimento qualitativo de sistemas, atraves do estu­
do de pontos onde surgem comportamentos especiais (de 
sejáveis ou não) que são Úteis no projeto e na opera~ 
ção de processos. 

A sis t ematização da análise dos sistemas não-li 
neares com reação pode ser resumida através de três e~ 
tapas principais: (i) Observação da existência de mul 
tiplicidade de estados estacionários e dos problemas 
de estabilidade associados (no início do século) ;(ii) 
Descoberta da reação Belousov - Zhabotinsky e dos pa­
drÕes espaciais organizados (década de 60) e (iii) Es 
tudo de sistemas de interesse que ap r esentam possibi(í 
dades -le analogias com sistemas mais complexos. -

Neste contexto surgiu o interesse pelo estudo 
de reatares químicos heterogêneos em dois níveis: con 
sideração do catalisador isoladamente e acoplado ao 
reator (isto se faz necessário devido as constataçÕes 
de multiplicidade e bifurcações em ambos os níveis). 
Como es te enfoque, foi posto a análise de um partícula 
catalítica. Este estudo se deu através de duas aborda 
gens principais, (i) através de simplificaçÕes do mo~ 
delo composto por equaçÕes diferenciais parciais para 
equaçÕes ordinárias e ~ii) através de ap roximação da 
solução por técnicas de discretização espacial. As­
sim, a partícula catalítica foi intensivamente estu­
dada nas duas Últimas décadas (Kapila et al., 1980), 
(Aris,1975). 

O problema de instabilidade não-linear em apro­
ximaçÕes numéricas de equaçÕes diferenciais parc~a~s 
tem despertado muito interesse (Stuart, A. 1989), 
(Bohl, E. 1984), (Weiss, R. 1975). O objetivo deste 
trabalho é verificar os efeitos ocasionados pela uti­
lização espacial com intervalos não uniformes (raízes 
do polinômio ortogonal de Jacobi) nos diagramas de so 
lução e de bifurcação e na estabilidade de estado es~ 
tacionário para um problema de reação-difusão. 

Uma revisão de métodos computacionais para a a­
nálise de bifurcaçÕes pode ser encontrada em Ulrich 
(1988) e Lopes (1990); Raz6n e Schmitz (1987) apresen 
t~ uma boa revisão sobre os fenômenos de multiplici~ 
dade em sistemas com reação. 

Neste trabalho estuda-se o efeito da aproxim~­
çâo funcional com polinômios ortogonais na construçao 
de diagramas de solução, análise de estabilidade de 
soluçÕes estacionárias e diagramas de bifurcaçÕes pa-
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ra um modelo com reação-difusão. Chama- se diagrama de 
so lução qualquer represent a ção bidimensional da solu­
ção , onde um parâmetro de controle serve como abscis­
sa e um funcional da solução corresponde à ordenada. 
O diagr ama de bifurcação apresenta, em um espaço para 
métrico bidimensional, o par de parâmetros de contro~ 
le para o comportamento descrito; neste caso, portan 
to, dividirá o espaço de parâmetros em regiões de com 
portamentos qualitativos distintos. Os resultados são 
analisados para duas situaç6es no contorno e para a 
geometria plana, cilíndrica e esférica, e verificados 
através de simulação dinâmica. 

No estudo de bifurcações Hopf, ou bifurcaçÕes 
complexas secundárias (Lopes, 1990), novos resultados 
são obtidos para conàiçÕes de contorno tipo Robin uti 
lizando o algoritmo sugerido por Lopes e Biscaia Jr. 
(1989). 

O NODELO NATENÁTICO 

A considerável complexidade do problema de difu 
são e reação em um catalisador poroso pode ser repre~ 
sentada com parâmetros efe tivos em um modelo denomina 
do contínuo. Para o prop6sito deste trabalho utiliza~ 
se o modelo descrito em Aris (1975) para uma reaçao, 
irreversível e de ordem n, com taxa expressa por 
R = ko exp( -E/RT) Cn. O modeloemforma adimensional é 
descrito por: 

a -·~~ = .,2 u ~ ( ) a-r v • f; F u, y , <I> com0 ;õ r;;1 e -r >O 

Com condições iniciais definidas e condiçÕes no 
torno expressas por: 

(i)~ a r 
O em r = O e 1: > O 

(1) 

con-

(2) 

( ;;)dU '( ) () 
LL a-r- = B~ ub - u em r = 1 e 1: > O 3 

onde a =[1 Le]T, u=[ y S]T, f; =[-1 8]T, Bi=[Bim Bih]T e 

a função F (u, y, <I>) = <1>
2 exp [y(8 - 1)/S]yn. O V2 é o 

operador laplaciano para a difusão unidimensional. 
Para efeito de nomenclatura utiliza-se as des ig 

naçÕes para as condiçÕes no contorno: (i) Condição no 
contorno tipo Dirichlet, Bi ~ oo ; (ii) Condição no con 
torno tipo Robin, Bi é um valor finito não nulo. Nes~ 
te modelo as constantes são positivas e y refere-s e à 
concentração, 8 ã temperatura, y à energia de ativa­
ção, Le ao número de Lewis (razão da difusividade más 
sica e térmica), 8 à temperatura de Prater, Bi refere 
se aos coeficientes de transferência na superfíci e ca 
talítica e <I> é chamado de m6dulo de Thiele na litera~ 



tura de engenharia, enquanto que na de combustão seu 
valor quadrado é conhecido como número de Damkohler. 
Estas equações, ou versões mais elaboradas, estão re­
lacionadas a vários fenômenos físicos de combustão. 

O MODELO DISCRETIZADO 

O estudo do modelo descrito pelas equaçÕes (1)­
(3) é desenvolvido em quatro nívei s: estudo paramétri 
co do comport amento da s o lução estacionária para al= 
guns casos de interesse, análise de estabilidade, dia 
grama s de bifurcação (com ênfase no estudo de bi f urca 
çÕes para soluçÕe s periódicas) e a simulação dinâmi 
capara comprovaç ão dos res ult ados . 

O modelo (já na f orma discretizada e em t ermos 
da variável x = r 2

) pode se r escrito como: 

() uk 
a CJ- 1 

Nc 
l: 

j=l 
Qkj uk+Tk+ ~ F(uk ' y , ~ ) 

Com as matrizes d e fi nidas po r: 

k= 1, ... 2N c 
(4) 

,., T 
2( 1 +s)W . . Q ~ [ G .. G .. ] ; G = 4 X • z . . + 

'l.J 1..J '/.. '/..;} 1.. J 

i < T 
W c: r Dij Dij ] ; T ~ [ ui vi ] 

T 

" T (5) z = r c .. c .. 1 
'l.J 'l.J 

Onde: 

B . A . 
Z .. = B .. -

1.. , Nc+l Nc+ l , J (6) 
1-J 'l.J Bi/2 + AN 1 N 1 C+ , C + 

A. A . 
\.J .. =A .. - &,Nc +1 Nc+ 1 ,;; (7) 

1-~1 'l.J Bi/ 2 + ANc+ 1, Nc+1 

u . = 
yb E . (8) 

1,. 1 + (2~c +1 ,Nc+1) /Bim '/.. 

v.= 8b E . (9) 
'/.. 1 + (2AN 1 N 1)/B{h '/.. 

C+ , C+ 

E. = 4 x. B. +2(1+s)A . ( 1 O) 
'/.. '/.. &,Nc +1 &,Nc+1 

Nes te caso i =1, ... ,Nc. As variáveis mar cadas 
com * indicam que na sua definição Bi=Bih enquan to 
que para as não marcadas Bi=Bim. As condiçÕes in ic i­
ais são expressas por: 

y.(x. , O) 
'/.. '/.. 

yi (r, i ) ; o ~ ( 11) X < i ~ 

e.(x., O) = 8( r, . ) 
1,. '/.. '/.. 

A ap roximação fun cioga l utilizada refere- se aos 
polinómi os de Jacobi Pw [1, \s -1 )/ 2 l recomendados por 
Villadsen e Michelsen (1978), pois equivale à aplica­
ção do mé todo de Galgrkin ao problema linear iz ado.Nes 
te trabalhos é umfator geométri co : s=O, geometr ia pla 
na; s= 1, geometria cilíndrica e s =2 , geome tria esféri 
ca . Quando não indicado utiliza- se um po linómio com 
w=8. 

EFEITO DA DISCRETIZAÇÃO 

Anális e Paramétrica - Diagramas de Solução. Pa­
ra o e studo da dependencia da s ol uçao estacionar ia a­
plica-se um procedimento de continuação ao probl ema 
(4)-(10) em es t ado estacionário . O núme ro de parâme­
tros que possuem intere ss e práti co e as faixas envol­
vidas para uma anális e deta lhada deste modelo refle-

,_~~~~-~~~·-·-~··· . ..... ·-· 
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tem em um alto custo computacional. Sendo ass ~m,o s relq 
~ultado s não pretendem representar . t~das as faixas de s. 
~nteress e ; procura-se ap enas uma v~sao global dos come 
portame ntos encontrados que podem ter influências qua s. 
litativas na solução do mod e lo. -

A figura (1) apresenta o efei to da variação doi 
módu lo de Thiele na temp e ratura adimensional média da ' 
part í c ula para os parâme tros n=1, s=2, y=2, 8=0.6, 
Bim=30, Bih=20, yb=8b= 1. Nota-se a existência de duas 
regiões bastantes diferenc iadas, a primeira para tem­
peraturas médias inferiores a 1, 5 onde as aproxima­
çÕes utilizadas f ornecem valores idênticos; a segunda 
r e~ ião (onde a reação acontece mais fort ement e na su­
perfíci e da partícu la) apresenta diferenças qualit a ti 
vas entre os perfis, indo desde uma região com multi: 
plicidade de soluçÕes at é uma região com sol ução úni­
ca . 

O comportamento obs ervado para vári os graus de 
r e finamento na dis c retização (o Nc refer e - se aos pon­
tos internos de colocação , ou seja, as raízes do po li 
nômio de Jacobi) es tá relacionado com uma aproximaçãÕ 
não sati sfa tóri a para o sistema con tínuo. Assim é ne­
cessário que se faça um estudo com graus de polinó­
mios variáve is pa r a uma aproximação mais precisa . Ob­
serva- se que um r ef inamento na malha de di screti zação 
(ou seja, uma elevação do grau do polinómio) leva a 
diagramas de solução mais simples. Es tas soluçÕes que 
de saparecem quand o Nc ~ oo (sistema tende ao sistema 
contínuo) são conh ecidas como soluçÕes e spúrias ou 
fantasmas. A lit era tura apresenta vários exemplos de 
defo rma çÕes no s diagramas de so lução , com o apareci-~ , 
menta de "soluçÕes fanta smas " (Bi ggie e Bohl, 1985). 

A fi gu r a ( 2) apresenta o compo rtamento do s iste 
ma com parâmetros : n=1, y=27, 8=0 . 33, Bim=30, Bih=10~ 
yb=0b=1 para a geometri a esférica (s=2) . Nest a situa­
ção ap re s enta multiplicidade 7, 5 e 3 com a elevação 
do grau do polinómio (Nc =3 , 5 e 8, resp ect i vament e) a 
sensibilidade da r esposta em r elação à d i s creti zação 
permit e ava liar o carát er es púrio des ta s multiplicida 
des para ba ixos graus do pol inómio. Em Lopes (1990)en 
contra - se um estudo det alhado dos efe ito s dos parâme: 
tros 8 , y, 8b, yb, Bim , Bi h e ~ na solução es tacioná­
ria deste model o. Es tes r e sul tados indicam que mesmo 
para va lore s bai xos de ~ pode-s e encontrar reg iões de 
multiplicidade e que a geome tria esf érica parece ofe­
recer padrÕes de c omport amento mais complexos em seus 
diagramas que as geometri as plana e ci líndrica. 

Uma técni ca que pode ser utilizada para a iden- ' 
tificaç ão de soluçÕ es espúrias é o exame do diag rama 
de bifurcação pa r a uma sequência de graus de polinô­
mio, pois quando eleva-se a precisão do refinamento, 
es tas sol uçÕes desl ocam-se para o infinito ou se aglu 
t inam em uma dobra (ponto limite). So luçÕes que va: 
riam para raíz es de polinómios próximas são frequente 
mente espúrias. Uma outra técni ca que também pode ser J 
usada cons iste na variaç ão suave dos pes os do po l inô- · 
mio, que refletirá na posi ção das raí zes - ou seja, 
nos in terva los de discret i za ção. 

Aná lise de RamificaçÕes - Di ag ramas de Bifurca- ·· 
çoes . Esta seçao divide-s e em duas partes: na primei­
ra comparam-se a l guns mé todos para a det e r minação de 
pon t os limite (ponto de ex tremidade em um diagrama de 
solução) e na segunda parte apl ica - se o método des cri 
to em Lope s e Bis ca ia Jr . (1989) pa ra a análise de bT 
furcaçÕes . 

Análise de Pontos Limite. Neste traba lho, cha­
ma-se bifurcaçao de ponto limTt e aquela bifurcação co 
nhecida como dobra (fo Zd ) ou criação está ti ca ; esta 
ramifi cação é a mais fundamental das bifurcaçÕe s de e 
quilíbrio e possui codimensão 1. O es tudo de bifurca: 
çÕes de a ltas codimensões: cúspide, cauda-de-andori­
nha e borboleta (codimensões 2, 3 e 4, resp ectivamen­
t e ) não será con s iderado. Nesta seção utiliza-se o mo 
de lo suj e ito à condiçÕes de contorno tipo Dirichlet: 
para cri t ério de comparação com outras análises já a­
presentadas na literatura. Os resultados as sinalados 
com ARIS, são aqueles reportados em Aris (1975), a-



er::eles indicados por KMV, baseiam-se nas soluçÕes as­
e[ sintéticas desenvolvidas por Kapila, et al .,(1980) e 
n[ os indicados por SIMUL foram obtidos através da análi 
~~se do sistema discretizado . 

cionar1as instáveis que levam ao aparecimento de so­
luções periódicas estáveis. 
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) i 1.10 20.00 ,----r--------,r---r-------, 
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Modulo de Thie le 

Modulo de Thiele Modulo de Th iele 

(1) (2) (3) 
Figura: (1) e (2): Efeito da di sc r e tização para diagramas de solução: (3) Diagrama Bifurcação Hopf. 

A tabe l a (1) apresenta uma comparação entre os 
métodos citados na determinação da região de mÓdulo 
de Thiele para a qu a l existem soluçÕes múltiplas. A 
anális e destes r esultados permit e afirmar que o siste 
~ discre tizado descreve com precisão aceitável o pon 
to de bifurcação de ponto 1 i mi t e . Neste caso não fo-=:­
nm det ec tadas soluçÕes espúri a s. 

Tabela ( 1) : Limit e s para Região de Multipli c idade. 
Partí cul a Esférica. Problema de Dirichlet 

s y ARIS K.HV SIMUL 

0,6 20 0 ,240 0,587 0,312 0,526 0,297 0,572 
0,8 20 o, 125 0,501 o, 164 0,456 o' 163 0,487 
0,3 30 0,335 0,675 0,47 3 0,608 0,417 0,665 
0,6 30 0,046 0,460 0,072 0,430 0,068 0,453 
0,2 40 0,386 0,716 0,561 0,644 0,478 0,708 
0,3 40 o, 125 0,526 o, 199 0,526 o, 179 0,56 1 

O estudo de s envolvido por Kapüa, et al . (1980) 
com soluçÕes assintóticas para e l evados valor e s de y 
citam a existência de infinitas so luçÕes esta c ionárias 
~ra o probl~ma( y =100, S=0,5) qu e o sist ema discreti­
zado, para um al goritmo de conve r gêlicia g l oba l fo i in 
~paz de repres ent a r nos experimentos computacionaii 
realizados. 

Análise de Birfurcação Hopf. Nesta s eção estu­
da-se o modelo (1)-(3) pela tecnica apresentada no A­

; pêndic e . Se jam os r esultados apresentados na tabela (2) 
·para o sistema: n=1, <1>= 1. 0, y=20, 8=0.20, s=O (veja 

adimensionalização usada em Kubíc ek e HolodnÍok( 1984) 
para problemas estáveis à integração. Nesta t a bela b 
representa a parte complexa do valor caract erístico , 
Lw é o inverso do número de Lewis e KM refere-se aos 
resultados encontrados por Kubíc ek e HolodnÍok (1984) 
para a integração por um método de "shooting" do pro­
hlema de valor característico associado . 

A figura (3) apresenta o diagrama de bifurcação 
Hopf para o sistema com parâmetros n=1, Nc=5, y =30, 
6=0.15. Pode- se verificar a deformação do diagrama 
quando eleva-se o módulo de Thiel e para uma determina 
da geometria . Esta deformação não foi observada na a-=:­
nálise de K.ubícek e HolodnÍok ( 1984) . Este fato pode 
ser explicado pela dificuldade de se estabel ecer urna 
boa aproximação polinominal para soluçÕes assintotl­
cas . A aproximação por difenças finitas (para pontos 

' equidistantes com incremento 0,20) apresentou um com­
~ortamento de deformação bem mais acentuado. 

Na figura (4) tem- se soluçÕes estacionárias se 
degenerando parq soluçÕes periódicas quando se c r uza 
as curvas no sentido de elevação do numero de Lewis 
para o problema de Robin. A região indicada com o nú­
mero 1 representa região com unicidade de solução, en 
quanto que a região marcada com 2 possui sol uçÕes esta 
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Análise Dinâmica - Simulação . Nesta seçao ver1 
fica - se o compor t amento dinami co da partícula catal1 
tica através da simulação dinâmica do prob l ema de va 
lor inicial. Esta análise será desenvolvida em um 
contexto de verificação dos fenõmenos já estudados. 

Tabela (2): Pontos de 
bifurcaçÕes Hopf para 
vár i os refinamentos. 

Nc b Lw 
-- ·------

2 2.3630 6.5683 
5 2.4487 5.9753 
6 2.4491 5.9757 
7 2 . 4490 5,9759 
KH 2.4490 5,9759 

Tabela (3): Influência de Le 
na estabilidade 

L e À (Nc=6) 
max 

+ 3,0050 i 0,20 5,3566-
0,40 

-c 
4 , 3316 i 0,2785 -

0,45 + 4,0819 i - 0,2850 --
0,50 -0,7355- 3,8110 i 
0,60 + 3,2492 i -1,4108-

A figura 5 apresenta o comportamento da tempe-­
ratura ad i mensional para os parâmetros indicados na 
figura (4) e um módulo de Thiele igual a 0,6 . Esta 
simulação é um exemplo típico do comportamento da re 
gião 2. A tabela (3) apresenta o comportamento do 
maior valor característi co quando varia-se o número 
de Lewis. E a figura (6) mostra a influênc i a da geo­
metr i a para o comportamento d i nâmico deste s i stema 
(consistente com a análise dos valores característi­
cos do problema linearizado). Este modelo dif e r en­
cial apresenta e l evado grau de ri gidez para valores 
muito baixo ou muito elevados do número de Lewis. 

A análise deste problema pelo método descrito 
no Apêndice apresenta como ponto de bifurcação Le -
4,22059. O mai~r ~alo~ característico para este_~on; 
to de bifurcaçao e Àmax(Nc=6) igual a 6,47 x 10 -
4,22059i = ± 4,22059 i . Observa-se que,à medida que 
o número de Lewis aumenta,tem-se uma diminuição nas 
amplitudes de oscilação (este fato pode também ser a 
nalisado através da tabela (3), onde parte real do 
valor caract e ríst i co diminui , até anular - se no ponto 
de bifurcação Hopf) . 

CONCLUSÕES 

A técnica de aproximação funcional com polinõ­
mios de Jacobi pode ser satisfatoriamente empregada 
no estudo de diagramas de solução, de estabilidade e 
na confecção de diagramas de bifurcaçÕes para siste­
mas de reação-difusão. Contudo, exige-se que a solu­
ção em análise seja bem representada, ou seja, deve­
se garantir que não existam soluçÕes espúr i as P .. La o 
sistema, com o refinamento de discretizaç.:iv adotado. 
Como a necessidade de refinamento é função do p~rdmc 
tro de controle, não se deve adotar para um esforçÕ­
computacional minimizado um refinamento constante 
(grau de polinômio variável). 

Para o sistema com Le=1 pode- se escrever o pr~ 
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blema de Sturm-Liouvill e associado mesmo para condi ­
çÕes de contorno tipo Robin (desde que Bim= Bih) , en­
tretanto para Le~1 ou Bim~Bih poucos resultados do 
problema não auto-adjunto são conhecidos com exati­
dão. As determinaçÕes computacionais realizadas conJ­
provam os resultados (Villadsen e Michelsen, 1978) pa 
ra o sistema: se para Le=l o sistema é instável então 
ele o será para qualquer Le. 

Um pequeno número de pontos de colocação é sufi 
ciente para o conhecimento qualitativo da estabilida~ 
de do sistema quando a taxa de reação é uma função s~ 
ave. 

As bifurcaçÕes estáticas geradas pela discreti­
zação podem forçar a exis tência de comportamento osci 
latório não existente no problema cont ínuo . Assim, a 
técnica descrita em Lopes e Biscaia Jr. ( 1989) somen 
te deve ser aplicada para sistemas onde se garant a a 
não existência de soluçÕes espúrias . Os comportamen-­
tos periódicos mostrados são novos e não repres entam 
influências acentuadas da discritização para o proce­
dimento adotado (são persistentes a um refinamento da 
dis cretização). 
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AB STRACT 

ln this work a com putationa l study for 
bi furc ati on analys is in reaction-diffusion equations 
is presC'nted- The anal ysi " are des c ribed for 
bifurcation in polynomial approxima ti ons to two -
point boundar y va l ue for Diri chlet and Robin probl erns in 
plané, cylindri cal and spheri cal geometry . The r e sults 
show a insight basis for identification criter ia 
of sp uri ous solutions in these bifurcation diagrams. 

AP!!:NDICE 

Anál is e _ de BifurcaçÕes H2Ei_. Nes ta seçao e st u­
da-se à bifurcação complexa secundária pe la técnica 
modificad a por Lopes e Biscaia Jr. ( 1989) e descrita 
em de talhes em Lope s ( 1990 ).0 ponto de bifurcação que 
se deseja estudar será reconhec ido c omo o ponto onde 
se tem o aparecimento de soluçÕes periódicas. A esta­
bilidade local do probl ema estacionário é determinada 
pel os À de um problema de valor carac terí stico . 

O sistema resultante para o modelo em estudo po 
de ser escrito para o parâmetro ~. como em Lopes 
(1990) . 

M(~,b)v = O ; vK ~ O e vl~ O (A . 1) 

. . Neste. trabalho vk e v l foram mantidos fixos e 
1gua1s a un1dade nos pontos v 

1 
e vN 

1 
e procurou- se 

resolver um problema de baixa dimen~!o (onde é fac ili 
tada a estimativa inicial) para o fornecimento de es~ 
timativas iniciais para o sistema de alta dimensão 
(gra u elevado para a aproximação polinominal). 

Então o sistema a ser estudado com ~=Le e v 
[ ': , : .. Vij ]T trans~~rm-:-se em um simples problema al 
gebr1co para as var1ave1s: 

p~ = (vl, .. · vk-1' vk+1 ' vl-1' vl~1··· ., v2Nc'Le, b) 

(A.2) 
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RESUMO 

Uma da.J.. Lún{;taçÕe-6 do M o de ma.lha.J.. es:tJtlLÚVtada.J.. é Ma apüc.ação a pttobf. e.ma.J.. 
c_o m ge.omct!tia.J.. ba.J.. t ante. c_o mpf.e.xa.J.. onde. o mapeamento do domZnio 6Z-6 i c.o não pode. -6e.tt 
6e.ito -6obtte. um domZnio únic_o. Ne.-6te. t!taba.lho é pttopo-6to uma téc_nic_a de muf.tibf. oc_o-6 
patta -6i-6te.ma.J.. c_ oottdenado-6 ge.ne.ttaüzado-6 e.mptte~ando bf.oc_o-6 c_uja inte.ttóac_e. pode. 
aptte.-6e.ntatt ma.i.ha.J.. c.oinc_ide.nte.-6 ou não. A vaüdaçao do método é 6e.ita tte-6o{ve.ndo--6e. 
um e-6c_oame.nto -6upe.!t-6Ôni c_o axi-6-6imétltic_o Mbtte uma ge.ome.t!tia attbitttéütia. 

INTRODUÇÃO 

Uma limitação da maioria dos métodos numéricos 
usados na solução de. problemas de mecânica dos fluidos 
e transferincia de calor é a necessidade do uso de 
malhas estruturadas para discretizar o domlnio de 
cálculo . 

Em aplic~çÕes na área aeroespacial, por exemplo, 
a discretizaçao de domlnios para resolver escoamentos 
sobre aviÕes e foguetes, utilizando malhas estrutura­
das de bloco Único, é praticamente imposslvel devido a 
geometria complexa destes velculos, como no caso estu­
dado por Wardlaw et al. (1987)·. Mesmo quando se conse­
gue discretizar o domlnio, há muita dificuldade em 
refinar a malha nas regiÕes próximas às paredes, onde 
ocorrem os maiores gradientes, em geral. 

A solução desta limitação seria empregar malhas 
não estruturadas, como no trabalho de Jameson e 
~vriplis (1986). Mas para isso seria necessário dis­
por de novos métodos de solução de sistemas lineares, 
já que as matrizes deixam de ser ordenadas, como as 
matrizes pentadiagonais e heptadiagonais. 

Outra solução é empregar vários blocos de malhas 
estruturadas para discretizar o domlnio, o que 
corresponde a uma não-estrutura ção discreta da malha. 
Desta forma consegue-se usar os mesmos códigos 
computacionais que utilizam malhas estruturadas de 
bloco Único, necessitando-se apenas de um algoritmo de 
transferincia de informaçÕes de um bloco para outro. 
Uma dificuldade que surge ao se usar esta solução é a 
aplicação de condiçÕes de contorno na interface de 
dois blocos adjacentes que se si tua no interior do 
domínio, como na interface entre os blocos I e II da 
Fig. 3. 

Há duas opçÕes para resolver esta dificuldade. 
A primeira, menos geral, é estender o domlnio de um 
bloco sobre outro até alcançar uma das fronteiras do 
domínio total do problema. 

A segunda opção é quando não há sobreposição de 
blocos. Esta é a alternativa adotada neste trabalho, 
por ser mais geral, com o objetivo de propor um novo 
esq~amá de transferincia de informaçÕes entre blocos, 
e que é aplicável a escoamentos de qualquer natureza, 
sejam eles parabÓlicos, hiperbÓlicos ou elÍpticos. 

Além de permitir resolver problemas sobre geome­
trias complexas, a técnica de multiblocos pode reduzir 
significativamente a quantidade de memória necessária 
para o armazenamento de informaçÕes sem, no entanto, 
aumentar o tempo de computação. Estas caracterlsticas 
tornam a técnica de multiblocos extremamente atraente 
para problemas tridimensionais. 
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MODELO MATEMÁTICO E MtTODO NUMtRICO 

O problema físico escolhido para validar a téc­
nica de multiblocos a ser apresentada é o escoamento 
supersÕnico invlscido de um fluido compressível sobre 
um foguete. Este problema é modelado matematicamente 
pelas equaçÕes de Euler, dadas por 

-3- aat (plj)) + ~ ~ (prU!j)) + ~ ~ (prV!j)) + p<j> = O (1) 

onde J, t, p, r, U e V, e p<P são o jacobiano da trans­
formação do sistema de coordenadas cilíndrico (z,r) 
para o generalizado (~,n), o tempo, a massa 
especifica, o raio, as componentes contravariantes do 
vetor velocidade, e um termo fonte apropriado. 

Quando <j> for igual a 1, u, v, ou T são recupera­
das as equaçÕes de conservação da massa, da quantidade 
de movimento nas direçÕes z e r, e da energia. 

Admite-se que o fluido se comporte como um gas 
perfeito. Desta forma, utiliza-se a equação de estado 

p = pRT (2) 

para o fechamento do sistema de equaçoes. 
A metodologia numérica empregada neste trabalho 

foi estabelecida por Maliska et al. (1990). Ela e 
baseada no método dos volumes finitos (Patankar, 
1980) ; utiliza um sistema de coordenadas que se ajusta 
aos contornos do domínio (Thompson et al., 1976) e um 
a rranjo cc-localizado de variáveis (Peric et al., 
1988; Marchi et al., 1989); permite resolver escoamen­
tos em qualquer regime de velocidade (van Doormaal et 
al., 1986; Silva & Maliska, 1988); e as Eq. (1) e (2) 
são resolvidas segregadamente; as equaçÕes da 
quantidade de movimento são usadas para obter as 
componentes cartesianas do vetor velocidade (u e v), a 
equação da energia para a temperatura (T), a equação 
de estado para p, e a equação de conservação da massa 
para a pressão (p). O método de acoplamento pressão­
velocidade adotado e o SIMPLEC (van Doormaal e 
Raithby, 1984 ) . As equaçoes diferenciais após 
discretizadas resultam em sistemas lineares de 
equaçÕes com cinco diagonais não-nulas que são re­
solvidas pelo método MSI (Schneider e Zedan, 1981). 
São usados volumes de controle fictícios (Maliska, 
1988) para aplicar as condiçÕes de contorno. 

T~CNICA DE MULTIBLOCOS PROPOSTA 

Duas situaçÕes são analisadas. A primeira é cha­
mada de volumes coincidentes (Fig. 1). Esta situação 
fica caracterizada quando os comprimentos (âL) de cada 



volume de controle do bloco I, na interface, são idên­
ticos aos comprimentos 61 do bloco II (61 1 pode ser 
diferente de 612). A rigor os comprimentos 61I e 61II 
devem ser iguais, tolerando-se uma diferença de ate 
20%. Desta forma, considera-se que o volume de 
controle P, além de ser um volume real do bloco II, 
coincide com o volume fictício de W, e vice-versa. A 
segunda situação, que é a geral, é denominada de volu­
mes não-coincidentes, ocorrendo quando não há qualquer 
relação entre as dimensÕes dos volumes de controle na 
interface dos blocos, como na Fig. 2. 

Bloco I 

fronteira entre 
os blocos I e 11 

ll 

Figura 1. Interface entre blocos coincidentes. 

Volumes Coincidentes. Procedimentos de transfe­
rência de informaçoes devem s e r apl i cados em todas as 
interfaces entre blocos. Esses procedimentos de certa 
f orma são equiva lentes à aplicação de condiçÕes de 
contorno. Serão analisados aqui, a título de exemplo, 
apenas o processo envolvendo a interface entre os 
blocos I e II da Fig. 3. Nas outras interfaces são 
aplicados processos semelhantes. 

As condi çÕes nessa interface têm obviament e im­
portância quando da solução do bloco I ou do bloco II. 
Associe por hipótese que o bloco I está s endo resolvi­
do. Considere a Fig. 1 que mostra volumes internos ao 
bloco I adjacentes à fronteira e seus volumes fictíci­
os. 

O procedimento de transferência de informaçÕes 
depende fundamentalmente do sentido do escoamento 
sobre a interface. Considere inicialmente que a velo­
cidade contravariante U na face w CUw) seja positiva, 
o que significa que o escoamento está saindo do bloco 
I e entrando no bloco II. Dois casos são considerados, 
para U positivo e negativo na interface. 

Caso (i}, Uw ~ O. Corno estão sendo resolvidas as 
equaçÕes de Euler, deve-se lembrar que a avaliação das 
propriedades nas faces dos volumes de controle é 
implementada através · do esquema "upwind" (Patankar, 
1980). Neste caso, em que Uw ~ O, os valores deu, v, 
T e P na interface serão os valores de u, v, T e p no 
ponto W. Logo, a solução do bloco I independe dos 
valores de u, v, T e p no ponto P pertencente ao bloco 
II. No entanto, como o método numérico utilizado pre­
cisa de equaçÕes para o cálculo dos valores no volume 
fictício, assume-se simplesmente que u, v, T e p no 
ponto P são iguais àqueles do ponto W. 

Restam ainda duas questÕes a serem resolvidas. A 
primeira é relacionada ao fato de a pressão no ponto 
P, Pp• participar da avaliação do gradiente de pressão 
para as velocidades u e v armazenadas em W. Para 
contornar esse problema a pressão p é assumida 
conhecida e igual ao valor obtido na Últ1ma solução do 
bloco II. Caso o bloco II não tenha ainda sido 
resolvido, o valor de p assume o valor disponível. A 
solução sucessiva dos dtversos blocos atualiza o valor 
de Pp até o seu valor correto. 

Deve-se ressaltar que até agora, assumindo 
Uw ii: O, nenhuma condição foi imposta que faça com que 
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a solução do bloco I difira de urna solução obtida via 
bloco Único. A próxima questão, das duas mencionadas 
anteriormente, introduz de fato uma diferença que pode 
ser grande ou pequena em relação à solu ção de bloco 
Único, e se refere à avaliação da velocidade contrava­
riante U sobre a interface. w 

( 
fronteira entre 
os blocos 1 e II 

Figura 2 . Interface entre blocos não-coincidentes. 

Cálculo de Uw para o caso (i). Note que de s de o 
iníci~ a ssumiu-se que esta velocidade fosse conhecida 
ma s nada fo i comentado sobre a sua avaliação. Deve-se 
lembrar que, no arranjo co-locali zado de variáveis, 
empregado neste trabalho, as velocidades contrava rian­
tes nas interfac es do s volume s de controle são ava lia­
das a través de processos de média que envolvem as 
equaçÕes de conservação da quantidade de movimento nos 
vo lumes adj acente s à interface ( Mar chi et al., 1990 ) . 
Embora esse processo fos se ainda pos s íve l na so lução 
rnu l tibloco , sua implementaçã o computaciona l apresenta 
uma série de desvantagens. Ass im, optou-se em as sumir 
que na interface as velocidades u e v são i guais (para 
~ ii: O) a '\i e _ vw e a velocidade l1w pode então ser 
calculada com as rnetricas arma zenadas na interface. 
E~sa velocidade ~ é atualizada t oda vez que CW e VW 
sao calculados. 

Caso (ii), cálculo das propriedades para~ < O. 
Assuma agora que ~ é ne gativo . Nesse caso , tudo. fun­
ciona como se a interface fosse uma fronteira de 
entra da em que t odas as variáveis são prescritas. A 
Única diferença é que ao invés de s e rem prescritas as 
condiçÕes invariáveis de urna corrente-l i vre (free­
stream}, prescreve-se as condiçÕes disponíveis no 
bloco II. Assim, as variáveis u, v, T, p e p, do volu­
me f ictício P do bloco I, assumem os valores obtidos 
na Última iteração do bloco II neste me s mo volume de 
controle. Note que até aqui novamente nenhuma a proxi­
ma ção foi feita para diferir a solução rnultibloco da 
solução via bloco Único . 

Cálculo de~ para o cas o (ii). A avaliação da 
velocidade contravariante ~· no entanto, ex ige também 
aproximaçÕes. De forma semelhante ao caso em que 
~ ii: O, assume-se agora que na interface w, u e v são 
iguais a Up e Vp, com a velocidade ~ calculada com as 
métricas sobre a interface. 

Embora tenha-se analisado apenas a interface 
entre os blocos I e II da Fig. 3 e assumido que o 
bloco I estava sendo resolvido, os raciocínios 
expostos são facilmente extrapolados para todas as 
outras interfaces e na solução de todos os blocos. 

Volumes Não-Coincidentes. Quando os volumes de 
controle na interface entre os blocos não possuem as 
mesmas dimensÕes (Fig. 2}, a dificuldade que surge é 
determinar quais os quatro volumes que circundam o 



ponto P, centro do volume fict:fcio (linhas tracejadas) 
de W. 

Para o caso (i), UW ~O , o procedimento de 
transferência de infcrmaçoes é o mesmo aplicado aos 
volumes coincidentes. A Única diferença é que agora a 
pressão em P é obtida através de interpolação bidimen­
sional das pressÕes conhecidas nos volumes 1, 2, 3 e 
4, conforme a Fig. 2. 

Além da pressão, no caso (ii), Uw <O , os valo­
res de u, v, T e p no ponto P também são obtidos via 
interpolação bidimensional dos respectivos valores nos 
volumes 1, 2, 3 e 4. A partir daí, o procedimento é 
idêntico ao caso dos volumes coincidentes. 

Deve-se mencionar que nem sempre os quatro 
pontos que envolvem um volume fictício se situarão no 
mesmo bloco. Por exemplo, quando for necessário calcu­
lar os valores das variáveis no centro do volume 
fictício do volume de controle 3 , da Fig. 2, devem ser 
usado s os pontos W e SW do bloco I, e os pontos 1 e 3 
do bloco II. 

Simplificação do Procedimento para Volumes Não­
Coincidentes. Cons idere um problema tridimensional 
onde a técnic a de multiblocos tenha que ser empregada 
e que os volumes na interface dos blocos sejam não­
coincidentes. O tempo de computação que seria gasto 
para determinar os oito volumes de controle que envol­
vem o ponto P e realizar interpolaçÕes tridimensionais 
seria bastante considerável, tomando-se por base 
resultados bidimensionais que serão apresentados. 

Desta forma, propÕe-se a seguinte simplificação: 
os valores de u, v, T, p e p, do volume fictício P da 
Fig. 2, são considerados iguais àqueles do volume de 
controle do bloco II cujo centro esteja mais próximo 
do ponto \v. No caso da Fig. 2 , esse volume e o 
denotado pelo número 1. Observe que esta aproximação 
é menos forte quanto mais refinada for a malha. 

Algoritmo de Solução. O algoritmo da formulação 
numéric a empregada é o mesmo descrito em Marchi et al. 
( 1990), possuindo apenas uma alteração . O avanço do 
processo iterativo no tempo é feito realizando-se um 
determinado número de iteraçÕes por bloco, aqui chama­
do de NIB. Assim, se NIB = 5, c inco iteraçÕes são fei­
tas no bloco I, passa-se ao bloco II onde cinco itera­
çÕes são realizadas, depois cinco no bloco III e 
outras cinco no bloco IV. Então, retorna-se ao bloco I 
onde mais cinco iteraçÕes 
diante até que um critério 
feito por todos os blocos. 

RESULTADOS 

são feitas, e assim por 
de convergência seja satis-

A validação da técnica de multiblocos proposta 
neste trabalho é feita resolvendo-se um escoamento 
supersônico a Mach 3.75 sobre a configuração do fogue­
te mostrado na Fig. 3 (contornoS). Apesar desta geo­
metria ser simples, ela foi escolhida para permitir 
que os re sultados numéricos obtidos com a técnica de 
multib locos fossem comparados com a solução de bloco 
Único. 

As condi çÕes de contorno são de velocidade e 
temperatura prescritas no contorno N; simetria no con­
torno W; condição de escorregamento e parede adiabáti­
ca no contorno S; e condição de escoamento localmente 
parabÓ lico no contorno E. 

Volumes Coincidentes. O caso de volumes coin­
cidentes na interface dos blocos foi resolvido utili­
zando-se a malha mostrada na Fig. 3 . Quatro blocos 
foram usados para discretizar o domínio. 

A solução de bloco Único foi obtida com 40.4 se­
gundos de tempo de CPU. A malha utilizada é a mesma da 
Fig. 3, ou seja, 60x24 volumes, igual à soma dos qua­
tro blocos. 

Como era esp~rado, o tempo de CPU necessário 
para atingir a soluçao, quando o domínio é discretiza­
do com os quatro blocos, depende do número de itera­
çoes (NIB) ·que se faz em cada bloco. Para NIB=1, o 
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tempo de CPU foi de 45.0 segundos, NIB=5 foi de 40.4 
segundos, e para NIB=10, 73.0 segundos. O menor tempo 
de CPU foi atingido para NIB•4, 39.4 segundos, usando­
se um computador IBM 3090. Note que este tempo é menor 
que aquele da solução de bloco Único. 

Curvas do coeficiente de pressão (C ) sobre o 
foguete, obtidas usando-se um e quatro blocos, são 
mostradas na Fig. 4. são incluídos também resultados 
experimentais obtidos por Moraes e Neto (1988). 

Bloco I 

Bloco III = 45x10 15x10 

Figura 3. Discretização com volumes coincidentes. 

o_ 

u 

0.40 

0.30 

0.20 

0.10 

a oooo experimento ( Moraes e Neto. 1988) 
1 bloco 

~~~~~ ~ 4 blocos 

- 0 .00 

0.1 0 0 .20 0.30 

X I L 

Figura 4. Solução para vo lumes coinc identes. 

Volumes Não-Coincidentes. Para simular um caso 
de volumes que nao coincidem na interface dos blocos, 
empregou-se uma malha de 50x17 volumes no bloco III da 
Fi g . 3 , resultando na malha mostrada na Fig. 5. Desta 
forma, os volumes na interface dos blocos I e III, e 
III e IV passam a ser não-coincidentes. 

O menor tempo de CPU necessário para atingir a 
solução foi de 155.8 segundos para NIB=5. Utilizando­
se o procedimento simplificado para volumes não-coin­
cidentes, este tempo caiu para 72.0 segundos, com 
NIB=6. 

Além da solução obtida com o procedimento sim­
plificado ter sido atingida com apenas 45% do tempo de 
CPU que foi necessário para o procedimento exato, as 
duas soluçÕes são coincidentes, como pode ser visto na 
Fig. 6, onde a solução de bloco Único também é repre­
sentada. 

COMENTÁRIOS FINAIS 

(NIB) 
de um 

Verificou-se que o número de iteraçÕes por blo~o 
deve ser pequeno (2 a 6) para se obter a soluçao 
problema com o menor tempo de CPU. Se o valor de 



NIB for muito alto, 
velmente, podendo, 
divergir. 

o tempo de CPU aumenta considera­
inclusive, o processo iterativo 

A simplificação introduzida na técnica de multi­
blocos para volumes não-coincidentes se mostrou bas­
tante adequada, tanto em termos da solução do problema 
quanto na redução do tempo de CPU. 

Estes comentários são baseados em diversas simu­
laçÕes realizadas por Maliska et al. (1991) e outras 
não publicadas. 

Atualmente, a técnica de multiblocos para volu­
mes não-coincidentes, com a simplificação proposta, 
está sendo implementada na metodologia tridimensional 
de Marchi et al. (1990). 

Figura 5. Discretização com volumes não-coincidentes. 

0... 
u 

0.40 

0.30 

0 .20 

0 .10 

-0.00 

o o o o o ex perimento (Moroes e Neto, 1988) 
1 bloco 

-- ---- 4 blocos (procedimento exalo) 
--- 4 blocos (procedimento simpl1fi codo) 

- O. 1 O +-r-,-,-,-,r.-r.-rrrr-.-r-rr'T-T-r-r-,.-,-,r.-r.-rror-.-r,-, 
0.00 0.10 0. 20 0 .30 

X I L 
Figura 6. Solução para volumes não-coincidentes. 
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ABSTRACT 

The most severe limiting factor of using struc­
tured grids is its application for very complex 
domains, where the mapping of the physical domain can 
not be dane onto a single rectangular domain. ln 
these cases the multiblock technique is attractive 
because the single block technique can be applied 
severa! times until the whole domain is swept. ln this 
work it is proposed a multiblock technique in a 
generalized framework employing blocks whose 
interfaces can have coincident or non-coincident 
grids. ln addition the treatment given for the calcu­
lation of the velocity at the interfaces allows the 
solution of elliptic, parabolic and hyperbolic 
problems. The method is validated solving a supersonic 
flow over a complex geometry. 
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SUMMERY 

Laminar pulsating flow in a plane channel has been simulated by numerically solving Navier Stokes and 
energy equations. A sinusoidal temporal pulsation has been applied at the channel inlet. Results show annular 
effect, ie. positive and negative overshoot in the axial velocity profile and flow separation both near the wall. 
The annular effect on temperature is small. The separation near the wall shows the difficulty of specifying 
proper exit boundary condition. With cold fluid entering in the channel appreciable heat transfer enhancement 
can be obtained. 

INTRODUCTION 

Since the laminar flow in a channel of uniform cross 
section tends to be fully developed with a constant Nusselt num­
ber, the heat transfer between the fluid and the channel wall 
decreases very fast in the flow direction. 
To avoid this decrease, the boundary layer growth on the channel 
walls need to be disturbed in order to hinder the appearance of 
the fully developed flow. Temporal pulsation at the channel inlet 
may disturb the boundary layer growth. Such pulsation can pro­
duce an overshoot in the axial velocity profile near the wall 
(Richardson Effect) /1/. 
Effects of pulsation on the hydrodynamically and thermally fully 
developed flow have been studied by Uchida /2/ and Faghri et ai. 
/3/. Creff et ai. /4,5/ studied the pulsed laminar flows in a pipe 
from the numerical solution of parabolized Navier-Stokes equa­
tion. The pulsation has been imposed by assuming sinusoidal 
axial pressure gradient at the inlet. 
The basic equations have been developed in an asymptotic series 
where the set of equations for the lowest (or zeroth) order repre­
sents the steady flow in the pipe. 
The higher order equations are linear. Creff et al. /4,5/ have 
calculated the first (higher) order results which show axial veloci-

i ty and temperature overshoots near the wall. However, since the 
combined results of the zeroth and first order computations have 
never been presented and the small parameter for the asymptotic 
expansion has never been defined, the relative magnitude of the 
overshoots in the computed results of refs./4,5/ are totally un­
known. Results of refs . /4,5/ show that the unsteady (i.e. the first 
order) axial velocity profile as well as its overshoot can be nega­
tive at some parts of a time period. This means that depending on 
the small parameter of expansion, the complete axial velocity 
profile (i.e. the sum of zeroth and first order solutions) may show 

· a separation (or flow reversal) possibly near the wall. This of I course will make the flow modeling by parabolized Navier-Stokes 

i ~~:~~~~~::~~~~tions dictate that for constant wall temperature, 
Tw and inlet temperature T;n an overshoot indicating a tempe­
rature larger than T w or T;n should not appear in the complete 
temperature profile of an incompressible flow medium. Hence, a 
substantial modification of the temperature gradient on the wall 

, resulting a substantial heat transfer enhancement over a steady 

I. · flow may not be expected. However, the Richardson effect may 

!...

..• show some influence on the temperature profile and heat transfer. 
• It is not known whether the average heat transfer over a period of 
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pulsation is the sarne as that for a steady flow. Refs. /4,5/ are 
curiously silent regarding this question. 
The purpose of the present work is to study the flow and tem­
perature fields in a pulsating laminar channel flow from the 
numerical solution of full Navier-Stokes and energy equations. 
The fluid will be treated as incompressible with constant pro­
perties. As pulsation, sinusoidal fluctuations are imposed on the 
axial velocity at the inlet. Both amplitudes and frequencies of the 
fluctuations are varied in these investigations and their effects on 
the flowfields with different base flow Reynolds numbers are 
studied with respect to the Richardson effect and heat transfer. 

BASIC EQUATIONS 

The computational domain is a two dimensional plane 
channel of height 2H, and length L, see fig. 1. The basic equa­
tions are un-steady two dimensional continuity, Navier-Stokes 
and energy equations for incompressible medium with constant 
properties. 

Continuity: 

Momentum: 

Energy: 

au. 
I -o 

axi -

aul 
+ u . ~ + 

J ox . 
J 

1 ap = v v2 u. 
p axj J 

(1) 

(2) 

(3) 

Here p, v and a are the density, dynamic viscosity and thermal 
diffusivity of the medium respectively. The other symbols have 
usual meanings.The dissipation terms in the energy equations 
have been neglected. 



-----L= SH -----
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-
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Fig. 1: Chematic of the computational domain 
Computation is performed only in the upper hatf 
of the channel. 

Boundary conditions: 

On the channel wall: 

u, = o 

On the channel axis : 

du = 'dT = v = 0 
dy dy 

On the channel wall. 

T = Tw 

At the channel exit: 

()2u, ()2T 
- ~- = 0 
dx 2 dx 2 

At the channel inlet: 

T ~ T,. * Tw 

The axial velocity at the channel inlet is given by: 

u = U oo (1 + A sinro t) 

where A = dimensionless Amplitude 
ro = frequency of the fluctuation 

(4) 

For A > 1, the axial velocity can be negative for some time in a 
given period. However, the time averaged flow in a complete 
cycle is always positive i.e. on the average there will be a mass 
flow through the pipe. 
The problem of the boundary conditions should be noted here. If 
a flow reversal takes place, for example near the wall of a chan­
nel, the fluid moves through the channel in two layers . ln the 
core it enters the channel at x = O and exits from the channel at 
x = L. Near the wall the fluid enters into the channel at x = L 
and exits at x = O. The situation will be more complicated for 
A > 1. Then a flow reversal takes place even in the core. Hence 
in the computations the exit and inlet boundary conditions need 
to be properly used. 
The basic equations are nondimensionalized with characteristic 

... ......-.. ...... ··'--------· 
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velocity u .. , characteristic length 4H (hydraulic diameter). The 
temperature has been nondimensionalized in such a way that it is 
zero at the inlet and one on the wall. The nondimensional fre· 
quency is O = w 2H/U ... The pressure has been nondimensiona­
lized by dividing it with pU!. The nondimensional equations 
contain as parameters the Reynolds number Re = U.,4H/u and 
the Prandtl number Pr = u/a. 

METHOD OF SàLUTION 

The nondimensional equations were numerically solved by 
a modified marker and cell (MAC) technique /6/ . ln this techni· 
que the computational domain is discretized into rectangular 
cells. Variables are defined in these cells in staggered arrange· · 
ment, i.e. the velocity components are defined on the midpoints 
of the cell faces on which they are normal, the pressure and 
temperature are defined on the cell center, see fig. 2. The so­
lution proceeds in three steps. 
ln the first step, time-explicitly discretized momentum equations 
are solved to obtain velocity fields at time (t + .:lt) from a given 
velocity and pressure field ata time t. ln this step second upwind 
differences are used for the convective terms and central diffe· 
rences are used for the viscous terms. 

Fig. 2: 

v,,j 

U~w p I Uw 
• w 
~ 

~ 
v,.t-, 

Staggered grid definition of the variables 

ln the second step a pressure-velocity correction is performed in 
each cell until the continuity equation corresponds to the simul· 
taneous solution of the Poisson equation for the pressure correc· 
tion and the continuity equation. For the solution of the continui­
ty equations a conjugate gradient technique has been used. This 
second step is time consuming because of the iterative nature of 
the solution scheme. ln the third step the temperature equation is 
solved again explicitly from the known velocity field at the time 
(t + .:lt) and the temperature field at time t. 
Before the pulsating flow was computed , first a steady hydrody· 
namically developing flow with a top-hat inlet profile (nondime· 
sional u = 1) was calculated . This is the base flow. Once the 
base flow was obstained the flow pulsation at the inlet was impo· 
sed and the unsteady flow field for each time step .:lt was then 
computed. 

RESUL TS AND DISCUSSION 

Computations have been performed in a channel of half 
height H and length L = SH . This computational area has been 
divided into 100*40 cells with .:lx = 0.05 and .:ly = 0 .025 . The 
flow medium is air with Pr = 0.73. Computational results have 
been obtained for Re = U"' 4H/u = 10, 100 and 500. For none 
of these Re was a fully developed flow with parabolic profile for 
velocity obtained at the exit. 
For the pulsating flow, the nondimensional amplitude was varied 
between 0.2 to 0.8 and the nondimensional frequency 
O = w 4H/U., had values of lO?r and 50?r. 
Figure 3 shows the axial velocity profiles of the pulsating flow at 



x = H and wt = o o, 90°, 180°, 270° for a Reynolds number of 
100 and O = 50. The amplitudes A are 0.2 (fig. 3a) and 0.8 
(fig. 3b). 
With a smaller amplitude, flow separation near the wall starts at 
oot > 180° . At c.ot = 270° the annular effect becomes prominent. 
The wall layer with reversed flow covers nearly 3% of the chan­
nel half height. With higher amplitude a reversed flow occurs al­
ready at c.ot = 180° in a walllayer of nearly 0.04 H thickness. At 
oot = 90° the Richardson effect is positive and manifests itself as 
the second peak near the wall. 

l.l,-----..-----.,.----...----...----, 

1.21 

o. 71 

C» 0. 5 

UI 

3 
1 : wt = o·. 360· 

2 : wt = 90• 
-O . ll 

3 : wt = ISO· 

4: wt = 270• 
-0 .1 

o o 2 0.4 0. 6 0.8 

! / H 

(a) A= 0.2 

Ur----..-----.,.----...----...-----, 

2 
1.1 

~ ;_- Ct 

I : wt = o·. 360· 

-0 .1 2: wt = 90. 

3: wt = ISO· 

4: wt = 210· 
-lo_~--~0~2---~0~. 4~---0~. ,~---0~.8---~ 

! /H 

-~ (b)A=0.8 

~Fig . 3: Axial velocity profiles at x =H, Re = 100, Q =50 

i-
f_·.,.Both figures 3a and 3b show that the location of the maximum 
ij)·axial velocity may shift from the axis to y ~ 0.6H. This is the 
j effect of nonsteady pulses. Steady flow computations show typi­
~cal spatial evolution of axial ve1ocity profile of entry flow. Sub­
~stracting the steady flow profiles from the pulsating flow results 
[!>ne obtains the nonsteady component of the axial velocity. Figu-
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res 4a and 4b show these nonsteady components at c.ot = 0° , 90°, 
180°, 270° for A= 0.2 and 0.8, respectively. 
These figures are comparable to the first order solution of the 
axial velocity of Creff et al./4,5/. They appear also qualitatively 
similar to the corresponding results of refs. /4,5/. The evolution 
of annular effects show that more than one peak can appear and 
they can be both negative and positive. 
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Figures 5a and 5b show the nonsteady part of the temperature 
profiles at c.ot = 0°,90°,180°,270° for A= 0.2 and 0.8 respec­
tively. Again these profi1es are comparable and qualitatively quite 
similar to the first order solutions of refs. /4,5/ where they are 
called annular (Richardson) effects in temperature. With larger A 



the peak (here negative) in the unsteady temperature becomes 
larger. However, the annular effect is extremely small and of the 
order of 10'3, see the scaling in figs . 5. This fact has never been 
mentioned in refs. /4,5/. ln the temperature profiles comprising of 
both steady andnonsteady parts, the annular effect can hardly be 
noticed. Whatever small annular effects is there, it should have 
some influence on the temperature gradient and heat transfer on 
the wall. 
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Figure 6b compares the effect of the temperature boundary condi-1 

tions. ln curve 3 of fig. 6b the boundary conditions have beel 
modified as previouly mentioned. At x = O and x = L, the inco­
ming fluid has a constant temperature and the outgoing fluid due 
to the annular effect, satisfies 'durt'dx2 =O. The curve 2 in fig . 611 
is the sarne as curve 4 in fig. 6a. 
The local Nusselt number on the wall is defined as : 
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3 A = 0.4, Nü = 5.325 

4 A = 0.8, Nü = 5.332 
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(b) A= 0 .8 

Fig. 5: 

I / B 

Nonsteady part of the temperature profiles at x = 
H 

Figures 6a shows the space-averaged Nusselt numbers 
against rot for a complete cycle for A = 0.2, 0.4 and 0.8. ln figure 
6a the temperature boundary conditions are constant temperature 
at x =O and d2T(àx2 =O at x =L. No consideration for reversed 
flow is made. 
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Fig. 6: 

vt 

Space-averaged Nusselt number over a period, Re 
= 100, 
Nus: steady flow, Nu: time averaged 

This Nusselt number is independent of the bulk temperature and 
gives the dimensionless heat transfer on the wall. 
The space-averaged Nu in fig. 6 is given by 
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L 

Nu = ~ f Nu(x) dx (6) 

Figures 6 furthermore show the space-averaged Nusselt number 
for the steady flow Nus. Nu for the pulsating flow is slightly lar­
ger than Nus for A = 0:2. For A = 0.8, (fig. 6a) Nu becomes lar­
ger than Nus for some time and then smaller then Nus. Figure 6b 
shows . that if the fluid flows in the channel at x = L with the 
temperature Tin• the heat transfer can substantially increase. The 

Nusselt number ·NU averaged over a period of pulsation is 5.322 
for A = 0.2 (fig. 6a), 5.332 for A = 0.8 (fig. 6a,b) and 5.868 for 
A = 0.8, with cold fluid coming in at x = L (fig. 6b). The corre-

sponding increase in NU over the steady flow is 0.6% for 
A = 0.2, 0.8% for A = 0.8 in fig. 6a and 11% for fig.6b (curve 
3). 

CONCLUSIONS 

Laminar incompressible flow in a channel with imposed 
pulsation has been investigated from the numerical solution of the 

' Navier-Stokes and energy equations. The results show the annular 
effect and flow seperation near the wall even for a small am­
plitude of pulsation. The reversed flow near the wall makes the 
specification of the boundary conditions problematic. if it is 
assumed that the fluid that enters the computational domain 
whether through the nominal inlet or exit is always cold compa­
red to the channel wall, heat transfer can be enhanced. 
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SUMMARY 

The ~an~ien~.heat and m~~ ~an~ó~ phenomenon ~hnough watt~ ~o~aining ~~~uiaA 
~eil/., .w o6 gJteat .unpouan~e Ú! ~imtLtatioV! o6 ~h~ma.i. behavio!t in buitding~. Tw p~ 
fJ~ p!teMnú ~he numvu..~a.i. M.t~on ofi ~he heat ~an~6~ p!tob.tem, ~hat ~. ~ondu~tion 
.w ~he btuck and ~onveu.<.on and Jtadialion in ~he ~ill. Vue ~o geomwy ~omp.texdy ~he 
p!tob.tem ~ ~o.tved u~ing a bounda!ty-6~ed ~ooJtdiVLate ~y~~em. The !t~~ demon~~e 
that, fio!t the o~~ ~e.e_.e_·~ dimen~ioV! ~tudied, the heat 6.tux ~ no~ ~igni6i~ant.ty a66e~ 
ted due the p!te~en~e o6 ~he ~avity, and ~hat the Jtadialion piay~ an impo!tta~ Jto.te. -

INTRODUCT I ON 

The analysis of the heat transfer through solid 
walls containing cavities is a challenging problem for 
the fluid dynamicist. First, the solid part of the 
wall is i tself a porous media where a conjugate heat 
and mass transfer problem need to be sol ved. Coupled 
to this problem ·one has the convection-radiation 
problem i nside the cavi ty. Associated to that, the 
ooundary conditions in a real problem are always 
changing in time due to the transient nature of the 
solar radiation , temperature and relative humidi ty of 
the envir.onment. To add a definite complicating 
factor, it suffices to say that the real problem is 
fully three-dimensional. 

ln spite of the complexity of the problem it is 
~ssible to formulate some simplifying hypothesis such 
that important engineering informations can still be 
obtained. 

Numerical and experimental studies dealing with 
~tural conyection inside cavities without considering 
conduction in the walls are abundant in the literature 
~d excellent reviews can be found [1 , 2), such that no 
attempt wi 11 be made here of reviewing them. 

Analysis of the conjugate problem, cof.lsidering 
conduction at the cavity walls and convection inside 
the cavity, has also received attention but mainly f o r 
square and rectangular geometries wi th geometrically 
similar cavities [3,4,5) . The problem considering also 
radiation at the cavity walls did not motivate too 
much research work [6), and again they are restricted 
to geometries whose boundaries follow the cartesian 
coordinate system. 

This paper presents a two dimensional 
methodology with the analysis of a coupled problem, 
conduction in the sol id, convection-radiation in the 
cavity, for arbitrary cavities . The methodology herein 
presented is a powerfull tool to simulate this coupl e d 
problem for different geometries as well as to serve 
~ a basis for the solution of more complicated 
~thematical models which may include 3D effects. 

PROBLEM FORMULA TI ON 

The cellular wall in consideration is depicted 
ln figure la. For a large wall in the y and z direc 
tions, it is reasonable to assume no temperature chan 
ges in the z-direction as well as to assume that in 
the y-direction one has a repetitive boundary condi 

• Em doutoramento na UFSC 
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tion. As a result the analysis is performed in the 
cell shown in figure 1b . The additional simplifying 

T 
c 

, .. L 

y 

L.,,,,,, 
solid 

Tc 8 T 
H 

o'' ., 'III 

L X 

Figure 1. (a) Cellular wall ( b) Cell 

hypothesis are as follow : 
1 . The hum i di ty content is constant 

such that only the heat transfer 
considered. 

in the brick 
problem is 

2. Brick and fluid properties are constant, except 
the fluid density, responsible for the buoyances 
effects inside the circular cavity . 

3. Boundary conditions are of constant temperature 
at the vertical walls and insulated at the horizontal 
ones. The latter cond i tion will be again addressed. 

4 . At the solid fluid interface a continuous 
temperature and heat flux profiles are assumed. ln 
addition it is assumed that the emissivity of the wall 
is 1. O . . This is not a severe assumpt ion since· normal 
building bricks have ernissi vi ty in the arder of O. 93 . 
This assuption allows to use the black body model for 
the radiation exchange problem. 

GOVERNING EQUATIONS 

As mentioned, the governing equations need to be 
solved in the solid domain and in the circular cavity. 
With the listed assumptions these equations have the 
following forms. For the solid part, 

I 



- · i!! 

a
2

r a
2

r 
-+-=o 
ax

2 ay2 

and for the fluid inside the cavity, 

a(pu) + a(pv) = o 
ax ay 

a(puu) + a(pvu) = - ap + ~ [~.~ auj + 
ax ay ax ax a~ 

a(puv) + a(pvv) = - ap + ~ ( avj + ~ 
ax ay ay ax 1.1 axJ ay 

(1) 

(2) 

~y [~.~ ~~ (3) 

[~.~ ~~ + pg 

(4) 
a(puT) a(pvT) 
--- + ---

ax ay 
a [k ar) 
ax c ax 

p 

(5) + ~ [~ ai) 
ay c a~ 

p 

It is important to note that the usual 
Boussinesq approximation is not being used. Instead 
the density changes locally and is related to 
temperature and pressure through the state equation 
for ideal gases. 

BOUNDARY CONDiriONS 

For the solid wall, according to figure 1 , one 
h as 

r(O,y) =r (6) 
c 

r(L,y) = rH (7) 

ar Cx Ol = o 
ay • (8) 

ar (x L) = o 
ay • (9) 

The symmetry condition, originating eqs. (8) and 
(9) is an approximation since the natural convection 
creates different temperature profiles for the top and 
bottom of the circular cavity. This, through 
conduct ion in the sol id, wi 11 also interfere in the 
temperature distribution at the top and bottom of the 
solid part . This difference will decrease as the ratio 
D/L decreases. ln fact, for the situation tested 
(D/L = 0 . 5) the approximation is good . It is worth to 
note that the repetitive boundary condition could have 
been used without introducing any simplification. The 
insulated boundaries were used for the sake of 
simpl ici ty only. 

For the solid/fluid interface one has 

ulo =o 

vlo = o 

ralo=rslo 

ar 
- k - -__ slo 

s an 

ar 
- k _a, + q 

a an o 1 

( 10) 

( 11) 

( 12) 

(13) 

where the symbols "O", "a" and "s" indicate the cavi ty 
wall, air and solid, respectively, and the second term 
in the right hand si de of eq. ( 13) is gi ven by 

n 

ql E O" F c r 4 
- r 4 

) 
j=l IJ 1 J 

( 14) 
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where q
1 

is the radiant heat flux exchanged by t 

element "i" wi th the "n" elements that can be "se 
by element "i". It is not a difficult matter 
calculate the shape factor F for this situation. 

I J 

NUMERICAL MErHODOLOGY 

·bS: 

o r 

1/a!' 

thE 
c a-
prE 

rhe problem is solved using a two-doll\a~em! 
procedure, that is the conduction equation, eq . (I) eqt 
is solved using the heat flux from the convecti us. 
problem added to the radia tive heat fl ux gi ven prc 
eq. (14). rhe temperature from this solution serves 
boundary condi tion for eqs. (2-5). The procedure iiSOl 
repeated until convergence. 

Since the geometry in consideration 
non-cartesian, i t is employed two boundary-fitt 
coordinate systems, as can be seen in figure 2. i 
one émployed for the fluid equations is simpllin 
connected, and its transformation onto a rectangul: 
domain retains as boundary conditions, in the fo~in 
sides of the transformed plane, the existing bound :1· 
condi tions in the physical plane. For the soli m 
equation the doma in is doubly-conne cted and foi 
mapping again onto a rectangular domain it islus 
necessary to use the cut ti ng proc edure. Thi s results

1 

· ob 
in a computational plane with r e pe titive bound~y 

conditions along the cuts, a s shown in figure 3. Or,l fl 
in other words, this means to say that there is no 
need of specifying boundary conditions in the cutsJ fl 
rhis, of course, is in a c cordance wi th the physical 
problem which does not provide boundary c ondi tions inl ~s 
these regions. As can be seen in figure 3, the · tt. 
boundary conditions are all associated with the soutb cr 
and north frontiers of the computational domain. 

B.& 

Figure 2. Computational grid for D/L 0 . 5 

~- solid-fluid in~erface 

Tc k~:;:~:;f:uC ~" "" » T I»»>» I c~ J 
H C 

Figure 3. Mapping of the solid domain 

rhe transformed equations are not presented here 
but the procedure to obtain them and detai Is of the 
transformation can be found in [7). The computational 
grld shown in figure 2 was generated using ell iptic 
equations [8], wi th 20 x 20 volumes in the fluid 
domain and 80 x 20 in the solid part. It is to 
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r 
· observe that the grids fi ts well at the boundaries 
ll!.king it easier to transfer informations (boundary 
condi ti ons) from one domai n to the other. 

The solution of the natural convection problem 
was realized using the computer code MACH2D [9) with 
the appropriate simplifications. This code employs a 
co-located variable arrangement [ 10). To handle the 
pressure-velocity coupling the SIMPLEC [11) method is 
employed, and the solution of the linear system of 
equations from the convective problem is obtained 
using MSI [12), and Gauss-Seidel for the conduction 
problem in the sol id domain. 

9JLlJf I ON PROC:EDURE 

a) To 
procedure 

save 
the 

computer time during the 
average temperature of TH 

iterative 
and T is 

c 
volumes in .the domain. !nitially assigned to ali 

b) Solve the equation 
ln the first iteration, 
fluid interface. Compute 

in the solid wall assuming, 
no heat flux at the solid 
interface temperature using 

!nterpolat ion. 
c) Solve for velocity and temperature for the fluid 

using as boundary condition the interface temperatures 
obtained in i tem b. 

d) Compute the heat flux due to the convective 
flow. 

e) With temperatures of item b it is calculated the 
flux by radiation using eq. (14) . 

f) The total heat flux, item d plus item e, is now 
used as boundary condition for the sol id domain in 
!tem b, iterating until the prescribed convergence 
criterion is reached. 

BASIC TEST CASES 

When computing a numerical solution it is always 
desirable to have analytical solutions to test the 
numerical model . Of course, the problem one is dealing 
,with precludes the determination of the analytical 
;solution, but i t is possi ble to analyse 1 imit ing 
'cases. Using the full solution procedure, iterating 
from one domain to the other, density was kept 

'COnstant and the ai r conduct i vi ty was made equal to 
.'the conduct i vi ty of the brick. The problem is then 
i;one-dimensional. It can be seen in figure 4 that the 
i;tsotherms computed in each domain matches very well at 
!ithe interface, reproducing the cne-dimensional 
.tconduction problem. The maximum error of the numerical 
lfsolution for this case, with T = 320 K , T = 300 K , 
~) H C 
'flc = 0.69 W/mK, L= 0.1 m and D = L/2 is 4 . 3 %. For 
i· brlck 

'D = L/10 the error increases to 5. 1 % . 
, As a second basic test the coupled problem is 
fsolved using no radiation. The qualitative behaviour 
~f the natural convection flow is in accordance wi th 
~the solution of the natural convection inside a circu 
~ar cavity with no conduction considered at the walls. 
~1he isotherms for this case is shown in figure 5. 
·;}'• 
}!.; 

~~ 

~UMERICAL RESULTS AND DISCUSSIONS 
j: 

l With the main goal of better understanding the 
~heat transfer phenomenon involved, six differents 
~~ituations are simulated, as below. 
I 1) Vacuum in the cavity with and without radiation. 

t
~ 2) Conduction in the air in the cavlty with and 

i thout radiat ion. 
3) Convection in the air in the cavity with and 

~without radiation. 
'~ For each situation above it is varied the 
U.diameter of the c avi ty. 

This problem is very rich in informations if ali 
''· parameters are varied, forming the dimensionless 
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groups which governs the phenomenon. In this paper 
this complete analysis is not realized and this is the 
reason why the resul ts wi 11 be shown keeping the 
dimensions in the variables involved. The full 
analysis is under preparation and wi 11 appear in a 
coming publication. 

v v -.. 

0 
I \ 

\ !) 

~ v 

Figure 4. Isotherms of the cne-dimensional 
conduction problem 

I 

Figure 5. Isothems of the convective problem 

The results are plotted using the concept of 
equivalent conductivity, defined as 

k 
heat transfer considering the cavity 

eq heat transfer considering the wall fully. solid 

where the denominator of the above equation is easily 
obtai ned exact ly. Figure 6 shows the equi valent 
conductivity for the six different situations as a 
function of D , using TH = 320 K Tc = 300 K 

k = 0.69 W/mK and L 0 . 1 m . 
brlck 

One important finding is the fact that the 
of the cavi ty, considering conve_ction and 
does not impair too much the heat transfer. 
the minimum val ue for k encountered was 

existence 
radiation 
In fact, 

eq 

O. 87 , which means that the brick w1th the cavi ty 
exchanges 13 % less heat than the wall fully solid. 
The resul ts of figure 6 also demonstrate the 

,-.,..,. 



-- ···I 

importance played by radiation 
radiation is not considered k 

eq 

in the process . If 
drops to O. 59 f or a 

diameter equal to 0.08 m . 
The assumption which considered thermal 

insulation in the horizontal faces is now addressed . 
Figure 7 shows the heat flux along the 360 degree of 
the cavi ty and the temperature along the insulated 
boundaries. The existence of the convect ion causes a 
slight unsymmetry in the heat flux at the solid-fluid 
interface, deviating slightly the used boundary 
condition from the repetitive one . 
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Figure 6 Equivalent conductivity 
versus cavity diameter 
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Figure 7 Heat flux along the solid-air interface and 
temperature along the insulated boundaries 

CONCLUSIONS 

The main conclusions of this paper are twofold. 
First, it became clear that the analysis of 

complex problem involving complex domains can be done 
efficiently using a boundary-fitted grid. Severa! 
analysis can now be done for different shapes of the 
solid part and cavity. 

Secondly, considering 
phenomena, it was seen that, 
existence of the cavity does 

the physics of the 
for the case tested, the 
not reduce significantly 

-E 
the heat transfer rates . The r esults also confirm th 
the radiation plays an important role .in thi s type 
problem, besides the low temperat ures i nvo l ved 
However, as L and D decrease the relative importano 
of the radiation and convection in the cavity ai 
decreases. As in insulating materiais, conducti 
tends to be the principal heat transfe r mechanism i 
the ai r cavi ties . As already mentioned, in a c omi 
paper the conclusions will be generalized for t 
problem, considering the dimensionless 
involved. 
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SUMMARY 
_This w~rk is concerned with the modelling for the flow of a stokesian fluid through a rigid porous 

medmm, usmg a Theory of Mixtures viewpoint. A systematic procedure to obtain constitutive relations that 
verify automatically the principie of objectivity and a local version of the second law of thermodynamics is 
proposed. The presc~ipt~on of t'!'o thermodynamic potentials for each constituent is sufficient to define a 
complete set of constttutwe relahons. An exemple concernt'ng the thermal analysis of a fluid flow in a porous 
chan~el ,bounded by two isothermal impermeable plates is presented. It illustrates the possibilities of effective 
practtca, : •• ~ of the proposed theory . 

. r 

:I. !ntroduction 
ln the present paper the momentum and energy transfer phe­

nomena in a non-newtonian fluid flow through saturated, rigid, ho­
moseneous and isotropic porous media is analysed within the context 

e afilie Continuum Theory of Mixtures. The theory considera the fluid 
and the porous medi um as continuous constituente of a chemically in-
111 binary mixture, coexisting superposed in the whole volume of this 
mixture. ln arder to account for the thermomechanical interaction 
between the constituents, a momentum generation and an energy 

r. pneration, both not presel'lt in a classical Continuum Mechanics ap­
proach, are present in the balance equations. ln these equations a 
partia! stress tensor (whose definition is based on the partia! stress 
ftttor , analogous to the traction vector in Continuum Mechanics) 
anda partia! heat flux are associated to each constituent of the mix­
lure. 

Constitutive equations for ali those quantities, satisfying the 
principie of objectivity and a local version of the second law of ther­
modynamics, must be postulated, in arder to allow a complete math­
mtical modelling for the flow and the heat transfer problem. 

This paper presents a systematic procedure to obtain a complete 
s lei of constitutiva equations which always satisfy the second law re­

llriction, independently of the geometry, of the externa! action and 
afilie boundary conditions. 

, Z. Basic Balance Equations of the Continuum Theory of Mixtures 
A separa te balance equation, in which ali quantities are treated 

• functions of the position , .;!< and of the time t, is considered for 
· IICh constituent of the mixture, in which the remaining constituente 
ldion on the given constituent is taken into account. 

ln the absence of chemical reactions, each constituent mass is 
:preeerved, which, according to Atkin and Craine [1], may be ex­
preased as: 

Bpa d' ( ) Bt + 1v Po.Jl.a =O a= 1,11 (1) 

ia which Po. is the a-th constituent density and Jl.a its velocity. 
Since the mass of each constituent is preserved, the conservation 

, afmass for the mixture as a whole comes as a natural consequence. 
The balance of linear momentum for the a-th constituent is ex­

l pnaed by [1]: 

D 0 v 
Po. D~o. = div !l.a +!!!o. + Po.!!.a a= 1,11 (2) 

, where !la is the partia! stress tensor ( analogous to the stress tensor 
A l. ia Continuum Mechanics) acting on the a-th constituent, mo. is the 

, iDieraction force on the a-th constituent, Ca, (dueto the remaining 
coutituents) and !!.a is the externa! body force on Ca, per unit mass. 
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The material derivativa of an scalar or vectorial r function, related 
to a constituent Co. is given by: 

vo.r ar 
Dt = at + (gTad r) .Jl.o. (3) 

in an analogy to the material derivativa: 

Dr ar 
Dt = at + (grad r).Jl. (4) 

The linear momentum conservation for the mixture as a whole 
may be expressed as [1] : 

v 

"'m =O LJ-o. 
o.=l 

provided that equation (2) is verified. 

(5) 

Assuming symmetry for the partia! stress tensor, the angular 
mornentum conservation comes automatically. 

The ene!gy balance for each constituent a, assuming a symmetric 
partia! stress tensor, is given by [1]: 

D"'e 
Po. Dt a =PaTa- div !la+ tPa + tT[!l.alla] a= 1,11 (6) 

in which e0 sta.nds for the internal energy of Ca, T 0 , for the energy 
generation per unit mass of Co. and q for the partia! heat flux (per 
unit time and unit area) associated toa C a, in arder that the conduc­
tion hea.t flux forCa, through a surface B!R, ma.y be given by: q ·!h 
in which .!! representa the unit outward normal on 8!R. -a 

The energy per unit time and unit area., which is supplied to 
Ca to account for its thermal interaction with the remaining con­
stituente is given by 1/Ja, so that the integral J!ll t/JadV representa the 
energy furnished by the remaining constituente. Finally, the tensor 
12a representa the symmetrical part of Ca velocity gradient. 

The energy balance for the mixture, according to Martins Costa; 
Sampaio and Saldanha da. Gama [2], is given by: 

(7) 

provided that equation (6) is verified. 
ln addition to the balance equations another ba.sic law tha.t must 

be considered is the second law of thermodynamics. This one is 
postulated for the mixture as a whole, as follows [1]: 

~ { Dasa . !la Ta } 
d = L.J PaDt + dtvT -Par ~ O 

o=l a 0 

(8) 
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The Second Law of Thermodynamics makes a distinction be­
tween possible processes (d ~ O) and impossible ones (d < 0). The 
possible processes can be reversible (the dissipation d is always equal 
to zero) or not. Equation (8) can be written in another local forro 
provided that the following relation: 

div~" =; div 9..,- ; 2 ia· gradT., 
<> a <> 

(9) 

is taken into account. 

~ { D"s., . 1 } d = ~ p.,T,.---rJt' + d1v9.,.- T,.9.,..gradT,.- Para ~O (10) 

Combining equations (6) and (10), and using the compact nota­
tion: 

1 
g = -gradTa 
-a Ta 

the following relation is obtained: 

(11) 

v { 
1 

D" e a D" s,. ) } d=~ !la·Ra-Pa\---rJt-T"---rJt' +t/1,.-!J.a·fla ~O 

as: 

(12) 
Combining equations (7) and (12), the inequality may be written 

d= u D - ---T -- - >O v { (Dae,. nas,.) } 
; -a·-a Pa Dt a Dt 9.a·fla - (13) 

An alternative local forro for the Second Law of Thermodynam­
ics, analogous to the Clausius-Dühen inequality in the classical Con­
tinuum Mechanics, may be obtained by introducing the definition of 
the free energy Aa: 

Aa = ea- T"asa (14) 

on the equation (13): 

v { (na A na T ) } 
d = ~ !la. Qa - Pa Dt a + Sa Dt a - !la ·V..a ~ O (15) 

3. Abstract Constitutive Theory for a Solid-Fluid Mixture 
The balance equations (1), (2), (3), (6), (7) and the second law 

restriction (15) are valid for any kind of rnixture. A complete mod­
elling requires additional informations in order to characterize the 
behaviour of each kind of mixture. In this section, it is proposed a 
constitutive theory for a rigid solid and a non-Newtonian fiuid mix­
ture. 

A sistematic procedure to obtain a set of thermodynamically ad­
missible constitutive equations that verify automatically the principie 
of objectivity, similarly to Costa Mattos [3], may be described by the 
steps below. In order to simplify the presentation, it will be restricted 
to incompressible fiuid constituents . 

H 1: It will be considered constituents for which the free energy Aa 
is a differentiable function of the temperature Ta: 

Aa = Âa(Ta) a= 1,2 (16) 

where the constituents 1 and 2 are, respectively, the solid and the 
fiuid constituents. 

H 2: The following state law holds: 

dAa ( ) Sa=-dTa a=1,2 17 

A consequence of the hypotheses 1 and 2 is that the dissipation 
d (see equation (15)) will always be equal to zero in equilibrium, i. e. 
when .!La = O and gradTa = O. 

Another 1mportant assumption is: 

H 3: The partia! stress !la is such that: 

!la = -pal + !l~R a= 1,2 (li 

where the pressure Pa is a Lagrange multiplier related to the inc 
pressibility constraint and !l~ R represents the partia! stress te 
irreversible pareei. 

Using the hypotheses H1, H2 and H3, the Second Law of .. 
modynamics restriction, given by equation (15), can be reduced ~· 

2 

d= L(d~ +ci?:) ~o 
a:=l 

d~ = !l~R·Ra d?: = -9_a·fla 

4 

where d~ and tP,;, are called, respectivelly, the internal dissipaton aDI 
the thermal dissipation associated to the constituent a. 

ln order to characterize completely the behaviour of the 
stituent, additional information about the partia! stress irreversibà 
part !l~ R and abou t the partial heat fi ux vector !la must be given. 

ln this theory, the additional information is obtained frorn tw11 

potentials ií>~(f!,.) and ií>~ (fla), which are called internal dissipatica 
potential and thermal dissipation potential, respectively. 

H 4: There exists two objective and differentiable potentials ií>~(Q.) 1 . 
and ií>~ (g ) , such that: ' 

-a 

17
IR 8ií>I 

-a == __ a 
an -a 

acp~ 
9.,. = - a(fla) a= 1,2 (20) 

ln this case the local version of the second law, presented in 
equation (19) is equivalent to: 

v 

d = L(d~ + d~) ~o (21) 
a:::l 

I 8ií>~ T 8ií>~ 
d,. = an .Q,. d,. = -a- ·fla 

-a fla 

The definition of the potentials Aa, ií>~ and ií>~ is motivated by 
experimental observation in simple tests. Therefore, the constitutive 
equations (17), (18) and (20) may eventually allow some thermody· 
namically impossible processes. 

ln order to assure that the local version of the second law (21} 
will always be satisfied, independently of the geometry, of the externa! 
actions and of the boundary conditions, it is sufficient to restrict the 
choice of ií>~ and ií>~ in the following way: 

H 5: .ií>~ (12_,.) and ií>~ (f!._) are nonnegative convex functions such 
that: 

ií>~(Q) = ií>~ (Q) =o (22} 

The demostration that equation (21) is verified if hypothesis 5 
holds is done by using the following classical result of the Convex 
Analysis: 

"Let X and Y be elements of a vector space V with an internal 
product (X.Y). Ifií> : V_, [O,+oo) it is a convex and differentiable 
function such that ií>(O) =O, then (X.Y) ~ ií>(X) ~ O if Y = ~i" 

Taking X= (Da), Y = (!l~R) and X.Y = Q,..!l~R it is easy to 

verify that d1 = u 1R.D > 0 if UIR = ~ a -a -o: - -a IJI2.a 

Similarly, taking X= (v_ ), Y = (-q ) and X.Y = -g .q it is 

easy to verify that tP,;, = -v_ ~ >O if 9.-a = ~ -a-'-"' 
a a- a ~a 

Hence, d = 2:::7= 1 (d~ + ci?:) ~ O, if hypothesis 5 holds. I I 

lt is important to remark that this demonstration can be easily 
extended if other variables are taken as independent parameters in 
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l 

~~ and ~~, as, for instance the temperature Ta and the diffusive 
velocity (.!l.a/1 =.!!.a- .1!11 ). 

(23) 

T ·r ~a =~a (la; Ta,.!lap) 

lt is also interesting to note that, in this theory, the Second 
Law inequality {21) does not impose restrictions on the constitutive 
expressions for the interaction force m.,. and the energy generation 
function 1/Ja . 

ln this paper, the theory is restricted to a mixture of a rigid solid 
constituent and a stokesian ftuid constituent. 

Definition: the solid constituent will be called rigid and the fluid 
constituent will be called stokesian if: 

~i= o j {24) 

where J2 = (122 .122) 
ln this case , it is easy to conclude from equation {20) that Q{R = 

o. 
For a mixture which satisfies the hypothesis H1 to H5 and the 

definition {24), it is reasonable to suppose that the interaction force 
!!h = -.!212 and the energy generation tP1 = -tP2 are functions of the 
diffusive velocity and of the temperatures. 

{25) 

{26) 

If Aa, ~~. ~~. m and ,j, are known, equations (17), {18), {20), 
(25) and (26) form a complete set of objective and thermodynamically 
admissible constitutive equations, provided the hypothesis H5 and the 
definition {24) are verified . 

4. Analysis of the Thermomechanical Couplings 

An alternative local form of the first law of thermodynamics 
(the energy balance equation) can be obtained by introducing the 
constitutive relations obtained in section 3 in the equation {6) . 

lnitiallly, using the definition {14) of the free energy Aa and the 
state law (17), it can be concluded that : 

{27) 

where Ca is defined as : 

(28) 

Then, inserting {27) in the local form (6) of the first law of 
Thermodynamics, it comes that : 

DaT 
-div~ - PaCa Dt a + pr = Qa·12a + 1/Ja {29) 

Finally, using the constitutive relations {18) and (20), the fol­
lowing alternative expression is obtained: 

(30) 

The terms in the right side of equation {30) are responsible for 
the thermomechanical couplings: the temperature evolution on both 
constituents is coupled, dueto the term tPa(ll!!21 ll, T1, T2) and the me­
chanical evolution of the mixture is coupled to the thermic evolution 

Íl~l 
due to the term ~ ·12a 

5. Rigid Solid Matrix and Ostwald-de Waele Fluid 
ln a binary mixture composed by a rigid solid constituent and an 

Ostwald-de Waele incompressible ftuid, which is a particular kind of 
stokesian ftuid, the free energy, the intrinsic and thermal dissipation 
potentials, the interaction force and the energy generation function, 
for the solid and the ftuid constituents are defined as: 
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a= 1, 2 (31) 

(32) 

(33) 

!3(T2) = ~toexp [-r (;
2 

- :~)] 

~~=~Ta [ka(Ta,ll.!l2lll) .la] ·f!.a (34) 

(35) 

(36) 

where a1 , b1, a2, b2, llo, -y and T~ are positive constants of the 
mixture and n is a constant. ka(Ta, 11.!!.12 11); a= 1, 2 are symmetric 
and positive definite tensors and d, RFs and ó are positive valued 
parameters which depend on both constituents thermal properties 
and on the internal structure of the mixture [2]. 

Under these hypotheses and using equations {17), (18) and (20), 
the constitutive equations for the mixture are: 

a= 1,2 (37) 

(38) 

(39) 

where: 

(40) 

is the dynamical viscosity. 
Considering the constant -y in equation (33) equal to zero, the 

f!uid constituent is called thermically insensitive and the equation 
( 40) is reduced to: 

( 41) 

If n = O the ftuid is called newtonian and the equation (38}2 is 
reduced to 

( 42) 

If n = -1 the f!uid has a plastic behaviour and equation (38)2 
is reduced to: 

( 43) 

It is important to remark that the material constants a1, b1, 
a2 , b2, ~to , -y, T~ and n must be obtained from experimenta using 
a Theory of Mixtures viewpoint. Hence, although the constitutive 
equation for the partia! stress in the fluid constituent is similar to 
the constitutive equation for the stress in the ftuid, regarded as a 
continuum, the material constants are not necessarily the sarne. 

lf the mentioned constants, for each constituent of the mixture, 
are not available it is possible to relate some of them with the con­
stants of the solid matrix and of the ftuid, regarded as continua. 

An analogy with the partia! stress tensor proposed by Williams 
[4] for a newtonian ftuid, allows to express the coeficient llo, related 
to the fluid constituent viscosity, as: 

(44) 

where f)o is the viscosity parameter related to the Ostwald-de Waele 
fluid, whose value is found in the literature, À is a positive-valued 
factor, accounting for the solid matrix structure and tp is the ftuid 
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fraction, coincident to the porosity in saturated f!ows. The pressure 
acting on the f!uid constituent, PF, may be related to the pressure 
acting on the mixture as a whole, p, by the following relation: 

P2 ='PP (45) 

Under the hypotheses previously mentioned, the f!uid constituent 
partia! stress tensor, for an incompressible and thermically insensitive 
Ostwald-de Waele f!uid, may be expressed as: 

rz_2 = -<ppl + 2À'P2'lo(12.2 .122t l22 (46) 

lt is also important to remark that the thermal eonduetivities of 
the constituents in the rnixture are not necessarily equal to the ther­
mal conductivities ofthe constituents materiais, regarded as continua. 

The partia! heat f!ux for both constituents, according to equa­
tions (39), may be given by the equations used by Martins Costa, 
Sampaio and Saldanha da Gama [2] : 

9.
2 

= - AkF<pgrad12 9.
1 

= -Aks(1- <p)gradT1 (47) 

where kF and ks are the f!uid and the matrix thermal conductivities, 
scalar factors for isotropic media, A is an always positive scalar pa­
rameter, which may depend on both the internal structure and the 
kinematics of the mixture. 

According to Saldanha da Gama and Sampaio [5], the interaction 
force m2 may be written as: 

'P2'lo [(4n + 3) 2n+l 1 ( 'P )n 2n] m - --- --- - - li -li li -li -2 - K 2n + 1 3 6K 11-2 -111 (_2 -1) 

(48) 
where K is the porous matrix permeability, provided that the stress 
tensor acting on the f!uid (in a classical Continuum Mechanics de­
scription), rz_, is given by : 

rz_ = -pl + 2f)o(12.12t 12. (49) 

where p is the pressure acting on the f!uid and J2. is the symmetric 
part of the velocity gradient . 

Finally, eonsidering the basic balance equations shown in section 
2 and the constitutive equations (36) and (46) to (48) discussed in this 
section, the governing equations to describe the f!ow of an Ostwald-de 
Waele fluid in a rigid solid matrix and the heat transfer process are 
automatically obtained. 

If initial and boundary conditions are given, the solution of the 
resulting problem will always satisfy the principie of objectivity and 
the second law of thermodynamics. 
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( j) 

As an example, the f!uid flow in a porous ehannel bounded by 
two isothermal impermeable f!at p!ates, as shown in Figure 1, is sim­
ulated. Assuming one-dimensional steady-state f!ow, and the follow­
ing material eonstants: a1 = 0.46x103 JjkgK, a2 = 4.2xlcflJjkgK, 
b1 = b2 =o, n =o, 'lo= w-3 kgfm.s, RFs = 100W.m/K, ó =o, 
<p = 0.5, >. = 1, A = 1, kF = 0.6W jm.K, ks = 60W jm.K .and 
K = 10-5 m- 2 , the fluid eonstituent velocity profile ean be obtained 
analitically j2]. 

It is important to remark that the f!uid eonstituent inlet temper­
ature is the only boundary eondition preseribed in the f!ow direetion 
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Figure 2 - Centerline temperature vs x 
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Figure 3 - Temperature vs y- Section x=llO 

(x). This requires an iterative procedure to simulate the problem, 
described by Martins Costa, Sampaio and Saldanha da Gama [6]. 

Figure 2 shows both constituents centerline temperatures versus 
the x-variable and Figure 3 plots both constituents temperatures for 
a section near the channel exit. 

ln Figure 2 a significative temperature difference can be observed 
at the channel entrance (where the f!uid constituent temperature is 
prescribed). This difference decreases as the channel exit is reached. 
ln Figure 3 the behaviour of a section is shown. The difference is 
more acute at the central point (y = 0.5) and decreases as both the 
superior ans inferior impermeable surfaces are reached (where both 
constituents temperatures have the sarne preseribed value). 

6. Final Remarks 
The Systematic procedure to obtain constitutive relations that 

verify automatically the principie of objectivity and the second loaw 
of thermodynamics proposed in this paper is a promissing too! in 
the modelling of rigid solid-f!uid mixtures. Interesting works can be 
made by analysing the dependence of the eonstitutive equations on 
both constituents temperatures and the resulting thermomechanical 
couplings. 
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Neste trabalho são apresentadas soluções numéricas para a convecção 
natural, por difusão dupla em torno de um cilindro aquecido enterrado em um 
meio poroso saturado, sujeito a condições de temperatura e concentração 
constantes no cilindro e na superfície do solo. As características de 
transferência de calor e massa são estudadas em função de número de Rayleigh 
(0,1000), do número de Lewis (0,100) e da razão de empuxo (-3,3). 

INTRODUÇÃO 

A ocorrência de um diferencial de 
temperatura entre'um cilindro enterrado e o meio 
que o circunda é comum em diversos processos 
naturais ou industriais. Exemplos dessa 
ocorrência são as tubulações de distribuição de 
vapor, as linhas de oleodutos onde o fluido é 
mant ido aquecido para reduzir os custos de 
transporte e os cabos de energia elétrica em que 
se deseja uma dissipação controlada do calor 
gerado. 

A difusão pura e a c~nvecção natural são 
os mecanismos envolvidos na transferência de 
calor nestes casos. 

Na literatura encontramos alguns trabalhos 
sobre a reso lução do problema análogo de 
transferência de calor na ausência de 
disseminação de componentes químicos. 

Os primeiros trabalhos que trataram do 
assunto consideraram a transferência de calor 
num meio puramente condutivo (Di Felice, 1983) 
e algumas soluções analíticas estão disponíveis 
na literatura para cilindros e calor em tais 
condições · (Eckert, 1972). 

Mais recentemente (Bau, 1984), avançando 
na linha do problema convectivo, apresentou 
soluções analíticas para a convecção natural em 
casos de números de Rayleigh baixos. No problema 
estudado, a convecção é induzida por um cili.ndro 
aquecido em meio poroso saturado e permeável, 
onde ambos, cilindro e solo, são mantidos a uma 
temperatura constante. O autor utilizou uma 
técnica de expansão por perturbação regular para 
o cálculo dos campos de escoamento e de 
temperatura obtendo soluções analíticas válidas 
para números de Rayleigh menores de que 0(1). 

Ficou então a necessidade de ampliar o 
campo de conhecimento sobre o problema de 
convecção duplamente difusiva. Trevisan (1986), 
em seu trabalho sobre convecção natural por 
difusão dupla em cavidades, se constitui num do~ 
primeiros a abordar este campo. 

O presente trabalho é um estudo sobre a 
convecção natural promovida pela difusão dupla 
em meios porosos saturados que propõe a 
resolução numérica para variações de Rayleigh 
(0, 1000), de Lewis (0,.100) e da razão empuxo 
(-3, +3), utilizando-se do método do volume de 
controle idealizado por Patankar (1980) para um 
sistema de coordenadas bicilíndricas. 

FORMULAÇÃO DO PROBLEMA 

Consideramos o problema de um cilindro 
enterrado em um meio poroso saturado. O cilindro 
tem raio rl e está enterrado a uma profundidade 
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d da superfície superior do meio poroso. 
A parede externa do cilindro é mantida a 

uma temperatura Tw e a uma concentração Cw, 
constantes, enquanto a superfície superior do 
meio poroso é mantida a uma temperat u ra Ts e a 
uma concentração Cs, conforme a Figura 1. As 
hipóteses de regime permanente e parede 
impermeãvel também foram consideradas. Assumimos 
também a aproximação de Boussinesq para variação 
de densidade devido a mudanças tanto de 
temperatura quanto de concentração, além de 
considerarmos vãlida a lei de Darcy para 
descrever o escoamento do fluido no meio poroso. 

Nestas condições as equações governantes 
do fenômeno em regime permanente podem ser 
reduzidas a: 

Conservação de massa 

(1) 

variação da quantidade de movimento 

(Jl/ K}. V= [V'p-p§] (2) 

Conservação da energia 

(Vo\7) T=(J.\7• (V'T} (3) 

Conservação do constituinte químico 

( Vo\7) C=D"íJo (VC} (4) 

O parâmetro a é definido como a 
difusividade térmica efetiva, o termo D 
representa a difusividade do constituinte no 
meio poroso saturado pelo fluido. 
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A geometria complexa do problema sugere a 
utilização de um sistema de coordenadas 
bipolares (u,v) para o encaminhamento de nossas 
soluções numéricas conforme Chaves (1990). 

VARIÁVEIS ADIMENSIONAIS 

As seguintes 
definidas 

variáveis adimensionais 

a • = ~ = senh vl 
rl 

T'= T-Ts 
Tw-Ts 

c·= c-cs 
Cw-Cs 

lji*=.Í. 
a 

As Equações (1)-(4) utilizando 
formulação função de corrente em termos 
variáveis adimensionais (S) no sistema 
coordenadas bipolares (u,v) ficam: 

onde 

com 

~+·~c a • Ra[Har• +GàT' + •,{Hac• +aK)j 
àu 2 av2 au àv .. \ au av 

a> r·+ a> r• =~ ~ -~ ar· 
au' av' av au au av 

a"c' a>c• _ (~ ac· ~ ac·) 
au' + ov 2 -Le ov CfU- ou aY 

Ra = Kg(L~. T rl 
v a 

!::..T=Tw-Ts 

N= [k !::..C 
p !::..T 

L e=!:. 
D 

H= 1 -cos u cosh v 
(cosh v- c os u) 2 

G= senh v senu 
(cosh v- cos u) 2 

-1t !> U!>1t 

-00 < v< + 00 

são 

(5) 

a 
das 

de 

(6) 

(7) 

(8) 

(9) 

(10) 

(11) 

(12) 

(13) 

(14) 

(15) 

O parâmetro N nos fornece a proporção 
entre as forças devido ao gradiente de 
concentração e as devidas ao empuxo térmico, 
cuja combinação dirige o movimento do 
escoamento. o valor de N pode ser positivo ou 
negativo, conforme as forças de empuxo sejam 
concordantes, ou adversas. 

CONDIÇÕES DE CONTORNO 

Em termos adimensionais no novo sistema de 
coordenadas (u,v) estabelecemos as seguintes 
condições de contorno conforme o dominio 
mostrado na Figura 1: 

u=O vl<v!>O -"•'=0 ar•_ac• 
'I' · • rv-rv=o 

u=n vl <v<O- '"'=O ar• _ ac• 
'I' ' av - av =O 

v=vl O!>U!>1t -1Jr'=O, T'=C'=l (16) 

v=O O!>U!>1t- ljr'=O, T'=C'=O 
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NUSSELT E SHERWOOD NO SISTEMA DE COORDENADAS 
b!.t..Y.l 

Definindo-se o número de Nusselt médio por 

( 17) 

Nu = Q conducao 

Para o cilindro temos 

vl f" ar• I du 
Nuc= 27t -n av v•vl 

(18) 

Para o número de Sherwood valem as mesmas 
relações trocando-se T* por c* Assim para 
Sherwood médio no cilindro temos: 

vl f" ac•j du Sh = ·- -
C 21t -n av V•Vl 

(19) 

SOLUÇÃO NUMÉRICA 

As equações diferenciais foram resolvidas 
numericamente por meio de um programa 
computacional elaborado especificamente para um 
sistema de coordenadas bipolares. A 
discretização das equa~ões foi efetuada por 
meio de integração em volumes de controle 
finitos conforme a Figura 2, e os fluxos 
convectivos nas fronteiras de cada volume de 
controle foram representados por meio do esquema 
da lei de potência, proposto por Patankar 
( 1980). 

Os sistemas de equação algébricas obtidos 
foram resolvidos utilizando-se o procedimento 
iterativo linha-a-linha, com alternância no 
sentido e direção de varredura. 

Em todos os casos estudados foram 
adotados, como ponto de partida para o processo 
iterativo, distribuições nulas de temperatura, 
concentração e função de corrente. 

O processo iterativo foi interrompido 
somente depois que os valores de \jl*, T*, c* 
tivessem satisfeito os seguintes critérios: 

L I en -en-11 
!::..Ç=i,j <ô 

L lenl 
(20) 

i,j 

onde ~ representa \jl*, T*, c* e n corresponde à 
iteração mais recente. O valor de ó adotado 
neste trabalho foi 10·5. 

I N 
I 

v~·~··]~--~ 
•JI h ·uf---1 ---+--. .. 

~ 

Figura 2. Volume de Controle de Integração 

As condições de contorno (16) se referem 
ao domínio semi-infinito do escoamento 
envolvendo o cilindro aquecido. Para efeito de 
solução numérica, foi considerado o quadrado 
como ilustrado na Figura 3. Optamos por este 
dominio finito quadrado de dimensões 3 x 3 com 
base nos resultados apresentados na Tabela 1, 
como adequado para a obtenção dos resultados 
numéricos aqui apresentados. A escolha de tal 
dominio foi feita num caso critico de Le e Ra 
baixos, onde o espalhamento dos efeitos da 
condução é bem pronunciado para regiões bastante 
afastadas do cilindro. 
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Uma investigação do número de pontos da 
grade em função de Ra, Le e N também foi 
realizada. 

As Tabelas 2 e 3 nos mostram que o número 
de pontos mínimo adequado para que os resultados 
produzidos sejam independentes do refinamento é 
35 x 35, quer para valores altos ou baixos de 
Ra. A maioria dos resultados apresentados neste 
trabalho foi obtida utilizando-se uma rede de 
35 x 35 nós. Para as situações em que tínhamos 
Ra x Le > 20000 ou que N x Ra x Le > 4000, uma 
rede de 40x40 nós foi utilizada para garantia da 
validade dos resu ltado apresentados. 

Figura 3. Domínio Finito de Integração 

Tabela 1 

Influência do Domínio na Solução 

( Ra=1 Le=1 N=O 

QX X Qy Nu 

2x2 1.120 

3x3 1.150 

4 x4 1.151 

Tabela 2 

Variação de Nu em função da malha 

(N = 2 R a 1000.0 L e = 1. O) 

malha Nu 

20 X 20 32.911 

25 X 25 32.932 

30 X 30 32.933 

35 X 35 32.933 

40 ·•· 40 32.933 

Tabela 3 

Variação de Nu em função da malha 

( N = 2 

malha 

20 X 20 

25 X 25 

30 X 30 

35 X 35 

40 X 40 

R a 1.0 Le = 1.0) 

Nu 

1. 213 

1. 432 

1.569 

1. 578 

1. 578 
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RESULTADOS E DISCUSSÃO 

Em vista da multiplicidade de grupos 
adimensionais representados nas equações 
governantes e seus efeitos associados, a análise 
e apresentação dos resultados se manteve nos 
se~uintes campos de variação: 

Le E [O, 100] 

Ra E [O, 1000) 

d* = 8 

N E [-3, 3) 

Na Figura 4 mostramos o efeito da razão de 
empuxo N sobre o sentido do movimento do fluido. 
Um valor de N negativo tende a fazer com que o 
escoamento se mova em sentido contrário àquele 
observado quando N > O.o 

Esse efeito pode ocorrer ou não, conforme 
os parâmetros Ra e Le passam influenciar de 
forma sensível o escoamento. 
Na Figura 4.a para Le baixo, o escoamento tem o 
sentido da parede para o cilindro, oposto ao 
caso N > O. 
Na Figura 4.b o escoamento principal é do 
cilindro para a parede e as forças de empuxo 
contraditórias por regiões provocam uma região 
de recirculação no escoamento. A influência de 
N desaparece por completo na Figura 4.c, onde Ra 
e Le são altos e o escoamento tem o mesmo 
sentido observado para Ra e Le altos com N > O. 

( o ) 

(b) 

(c) 

Figura 4 ~ InClu6nch de Le &.obre o campo de escoamento 

(ll•-2 Ra•lOO) 

Le-1 ~~ - 15 

b - Le•SO 6 -i + • 0 . 01 6.·-JI- - -0.4 . , 

A Figura 5 mostra a supressão da convecção 
como mecanismo de transporte nas vizinhanças de 
N = -1, ou seja, nos escoamentos em que os 
efeitos de empuxo causados pelos gradientes de 
temperatura e concentração são da mesma ordem de 
grandeza e de sentido opostos. Este aspecto é 
ilustrado pelos campos de temperaturas e 
velocidades mostrados na Figura 5 para Le=1 e 
Ra=10. 

o fluido circula no sentido do cilindro 
para a parede quando N=-0,8. Esta configuração 
é revertida para N=-1,2. · 

No caso N=-1,2, vemos que a troca de calor 
é maior entre o cilindro e o meio poroso 
conforme a Figura 5.c. 
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A Figura 6 nos mostra a influê ncia de N 
sobre as curvas de Sh e Nu em função de Le e de 
Ra. 

A passagem por um ponto de mínimo nas 
curvas apresentadas nos indica a situação de 
movimento mínimo do fluido. 

A simetria das curvas de Nu e Sh em 
relação a um ponto de mínimo pode ser também 
notado. 

A Figura 6 nos fornece algumas 
informações interessantes com relação ao mínimo 
de Nu e Sh. 

Tal mínimo depende sensivelmente de Le e 
em menor intensidade de Ra. 

Na Figura 6.a vemos que o mínimo é 
praticamente -2 para Ra=l, 100 e 1000 quando o 
número de Lewis é mantido igual a 10. A Figura 
6.b mostra o mesmo comportamento para o número 
de Sherwood. 
Podemos ver pelas Figuras 6 . c e 6 . d a v~riação 
sensível do ponto de mínimo das curvas de Nu e 
Sh para números de Lewis assumindo valores de 
O . 1, lO e 100 respectivamente. À medida que 
Lewis aumenta o ponto de reversãp do escoamento 
se dã para valores aritmeticamente menores da 
razão de empuxo. Vemos que a menos do caso 
especifico de Le=l, o ponto de reversão do 
escoamento não significa a éxtinção do movimento 
de fluido. As taxas de transferência diminuem 
com a desaceleração do escoamento mas não chegam 
a reproduzir em seu mínimo o valor 
correspondente a uma situação de difusão pura . 
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Figura 6. Influência de N sobre Nu e Sh 

CON.CLUSÕES: 

(c) 

Em conclusão, neste trabalho foi feito um 
estudo intenso da influência da razão de empuxo 
sobre o escoamento pelo desconhecimento de tais 
considerações na literatura. 

A passagem por um ponto de mínimo nas 
curvas apresentadas nos indica a situação de 
movimento minimo do fluido . A grande constataç ão 
que observamos foi a de ta l mínimo depender 
sensivelmente de Le e em menos intensidade de 
Ra. 

O parâmetro Ra inf l uência menos a reversão 
do movimento do que Le. 
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ABSTRACT 

In this paper numerica l solutions are 
presented for the natural convecction heat 
transfer by double diffusion from a heated 
cylinder bur i ed in a saturated porous medium 
where both the cylinder and the medium surfaces 
are maintened at constant u niform temperature 
and convecction . 
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SIMULATION OF PAPER DRYING SYSTEMS WITH 
INCORPORATION OF AN EXPERIMENTAL DRUM/PAPER 

ffiERMAL CONTACT CONDUCTANCE RELATIONSHIP 

M.C. Asensio and J. Seyed-Yagoobi 
Department of Mechanical Engineering 

Texas A&M University 
College Station, Texas, USA 77843-3123 

SUMMARY 

A theoretical model for simulation of conventional steam-heated cylinder dryers has been developed by 
considering the heat and mass transfer in a porous sheet during drying. An empírica! correlation for the thermal contact 
conductance between the cast iron dryer surface and paper web is incorporated into the drying simulation model to reflect 
reductions in heat input to the sheet during drying. Finite difference techniques are used to obtain the numerical 
solutions. Average sheet moisture content and temperature along the length of the dryer section as well as average 
evaporation rates per cylinder are predicted by the model. Consideration of the internal dynamics of the drying process 
allows proftles of sheet moisture content, temperature, liquid flux, and vapor flux through the sheet thickness to be 
predicted by the simulation model throughout the dryer section. 

NOMENCLATURE 

BW 

c 
c 
D 
h 
h i 
H 
J 
k 

~ 
K 
M 
MC 

MW 
p 
q" 
s 
T 
-
T 
y 
z 
z 
âz 
e 
v 
p 
't 

<..> 

basis weight; (weight of air dry sheet/sheet area), 
[kg/m2

] 

specific heat, [J /kgK] 
molar concentration, [kgmol/m3

] 

vapor diffusivity, [m2/s] 
heat transfer coefficient, [W jm2K] 
interface thermal contact conductance, [W /m2K] 
enthalpy, [J /kg] 
mass flux, [kg/m2s] 
thermal conductivity, [W jmK] 
mass transfer coefficient, [kg/m2s] 
permeability, [m2

] 

mass of water in sheet, [kgjm3
] 

moisture content, dry basis; 
(weight of waterfweight of dry fibers) 
molecular weight, [kg/kgmol] 
pressure, [kPa] 
heat flux, [W jm2

] 

saturation; (volume of liquid/volume of voids) 
temperature, [K] 

average sheet temperature, [K] 
mole fraction 
pape r thickness direction, [ m] 
pape r thickness, [ m] 
step size in z direction, [m] 
porosity; (volume of voids/total volume) 
kinematic viscosity, [m2 /s] 
density, [kg/m3

] 

time, [s] 
moisture content, wet basis; (weight of 
water/(weightof water + weight of dry fibers)) 

sh sheet 
su surface 
v vapor 
v,i vapor from interior 
v,o vapor to exterior 
v a vapor in air 
w water 

BACKGROUND 

A widely used dryer in the pulp and paper industry consists 
of a series (50-100 units) of cylindrical cast-iron dryer drums. 
Paper is threaded around the dryers, which are internally 
heated by condensing steam, resulting in conduction as the 
major mode of heat transfer to the sheet. Part of a typical 
multi-cylinder dryer section is shown in Fig. 1. The dryer felt 
is a highly porous material whose main purpose is to hold the 
paper sheet in dose contact with the dryer shell to increase 

Subscripts 

a air 
ap apparent 
atm atmosphere 
ca capillary 
eff effective 
f fiber 
fin 
init 

exit of dryer section 
initial 

Fig. 1 Conventional felt covered cylinder dryer section 

375 



the heat transfer between the dryer drum and paper web and 
to help prevent shrinkage and deformation of the web. ln an 
integrated paper mil!, the dryer section removes only 0.36% of 
the original water yet accounts for nearly one-third of the total 
energy consumption (Chiogioji, 1979). Since the drying 
process is the major energy consuming process in paper 
making, a small improvement in paper drying efficiency would 
result in a significant amount of energy savings. 

Many attempts have been made to analyze the paper drying 
process both theoretically and experimentally. Most 
theoretical models contain criticai assumptions which simplify 
the heat and mass transport phenomena within the sheet 
during drying (Kirk, 1984). Many of these models assume 
variables such as temperature, moisture content, or thermal 
conductivity remain uniform through the sheet thickness or 
that water migration within the sheet is negligible. 

THEORETICAL DRYING MODEL 

Seyed-Yagoobi et ai. (1992a) have presented a model, 
based on Han's work (1970), which is more tlexible than most 
models previously reported since the internal dynamics of the 
drying process are considered. The drying model is based on 
the following mass and energy balances through the sheet 
thickness: 

aM 
a. 

(c,...p.,se + ctpf(l-e)) êff a. 

where aT 
q" = -keff-az-

1 = (_!_) aP"" 
w v,. az 

J = -[D•pMWv] acv 
v (1 -yv) az 

aJW 

àz 

aJV 
àz 

(1) 

::Jr.ll a(J H +JH) 
- _"'i_ - w w v v (2) 

àz àz 

Fourier's Law (3) 

Darcy's Law (4) 

Fick's Law (5) 

Since no capillary pressure data are available for the diffusion 
of water within paper sheets, an experimental correlation for 
the capillary pressure in wood as a function of saturation 
developed by Spolek and Plumb (1981) is used in the model. 
An expression for capillary pressure in paper needs to be 
developed since the porous structure of wood is not the sarne 
as the structure of paper. The apparent vapor diffusivity 
coefficient is calculated from an experimental correlation for 
diffusion of water vapor in a nylon fiber mat (Han and 
Matters, 1966). The average sheet heat capacity and the 
effective thermal conductivity of the sheet are calculated 
assuming a parallel heat flow model where the fluid and solid 
phases are parallel, cross-sectional arcas are proportional to 
void and solid fractions, and phase lengths are equal to the 
web thickness. 

Assuming the sheet thickness to be composed of three 
components: a layer of fibers, a layer of air, and a layer of 
water, the sheet thickness at any point in the drying process 
can be estimated as (Asensio, 1992): 

z = Zrm ( 1 + MC p:shtin) (6) 

This three component model of sheet thickness, coupled with 
the definition of dry basis moisture content, allows the sheet 
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porosity at any point in the dryer section to be expressed as a 
function of the final porosity (Asensio, 1992): 

1-t: 
t=l- fin 

1 + (MC BW) 
Pw~ 

(7) 

where the final sheet porosity can be directly calculated from 
known parameters: 

efin = 1 - psh !in( 1 - MCtin) - Pa (8) 
Pr - P. 

Boundary Conditions. The model uses the four phases of 
cylinder drying developed by Nissan and Kaye (1955) and 
shown in Fig. 1. The surface nodes in the model were 
assumed to be located slightly inside the paper sheet (one-half 
step size in the z-direction), and not exactly on the surfaces. 
This approximation simplifies the numerical solution technique 
and is acceptable for very small step sizes in the z-direction. 
For Phases 1, 2, and 3, the boundary conditions at the surface 
in contact with the heated cylinder (z=O) are: 

aM 1 - = - (- J - J ) (9) a. ll.z w v 

(cwpwse +CrPr(l-e)) aT at 
- 1 ( - ll.z hi(Tsu-T) +k aT eff-az 

-JWH -J H) w v v 

(10) 

where hi is the interface thermal contact conductance at the 
dryer drumfpaper web interface. 

The effects of contact pressure, basis weight, and moisture 
content on the interface thermal contact condactance of a 
paper sheet/metal interface and on the effective thermal 
conductivity of paper samples have been experimentally 
investigated using both handsheets (Seyed-Yagoobi et ai., 
1992b) and mill samples (Stevens et ai., 1992). The contact 
conductance increases with increasing pressure (felt tension), 
decreasing sheet basis weight, and increasing moisture content 
leveis. For linerboard samples from an actual mil!, the 
interface thermal contact conductance can be expressed as 
(Stevens et ai., 1992): 

hi = 2360.79 - 516.29/BW + 72w3f2ln(P) 

+ 2717.32<..> 
(11) 

where 0.68-ç_P ~ 100 kPa, 0.198~ BW ~0.238 kg/m2
, 4.8%~ w 

~ 60%, 83~ T ~ 105°C. 
For Phases 1 and 3, the boundary conditions at the surface 

in contact with the moving air (z=Z) are: 
aM 1 
- = - ( J + J . - J ) (12) a. ll.z W VJ V,O 

(c,...pwse +CrPr(1-e)) aT a. 
1 ( aT 

- -keff- +Jv~Hv 
ll.z az (13) 

+ J H -J H -h(T -T )) w w v.o v a 

The mass transfer due to evaporation at the paper-air 
interface, Jvo• is found from: 

J = k ( pv -P va) (MCiz=Z) 
v,o m p atm MCinit 

(14) 

where the mass transfer coefficient, km, is determined from the 
Chilton-Colburn form of the Reynold's analogy. The last term 
in equation (14) is an arbitrary factor included to represent 
reductions in moisture available for evaporation at the free 
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surface during drying since evaporation relationships available 
in the literature are based on the presence of a fully wetted 
surface. Use of an adjusted evaporation rate to reflect 
reductions in evaporation from the paper web during drying is 
similar to previous studies which forcibly decreased the sheet 
evaporation rate at a pre-determined criti~al moistu~e content 
in arder to simulate the falling rate penod of drymg (Han, 
1970). 

Although Phase 2 is similar to Phases 1 and 3, the surface 
in contact with the moving air (z=Z) must be treated 
differently in Phase 2 because of the presence of felt. The 
z = Z moisture boundary condition remains essentially the 
sarne as Phases 1 and 3, but with a slight reduction in the 
evaporation due to felt presence. The evaporation calculated 
without the effect of the felt is multiplied by 80% to account 
for the reduced rate (Pulkowski, 1990), yielding the following 
moísture boundary condition: 

aM = _1_ (J + 1vJ - 0.8 1v,) (15) a, ll.z w 

At z = Z, the energy equation gíven for Phases 1 and 3 is 
not valid for Phase 2 since the presence of the felt blocks the 
remova! of heat by convection. Therefore, the energy 
equation does not include the convection term and does 
include the 80% reduction in evaporation. Thus, the energy 
boundary condition for Phase 2 is: 

aT 1 ( aT 
(c p se +c p (1-e))- =- -kff- +1 .H 

W W f f a't ll.z e az V) V 

(16) 

+1 H -0.8J OHV) w w v, 

ln Phase 4, the mass and energy boundary conditions for 
the pape r si de continually exposed to the moving a~ r (z = Z) 
are the sarne as those given for Phases 1 and 3, equatwns (12) 
and (13) . At the z=O boundary, the paper sheet is no longer 
in contact with a heated cylinder but is instead exposed to the 
outside aír. The boundary conditions become: 

aM _1 (-J _1 __ 1 ) (17) 
a1: ll.z W V) V,O 

aT 
(c p se +cfpf(l-e))­.., .., a, _1_(k aT -J .H 

eff V,l V 

ll.z az (18) 

- J H -J H -h(T-T•)) w w v,o v 

The details of the model analysis and numerical finite 
difference techniques are given in Bell (1990) and Asensio 
(1992). 

NUMERICAL RESULTS 

Predícted changes in average sheet moisture content and 
temperature along the dryer section are shown in Figs. 2 and 
3, respectively, for the test conditions of Table 1. The 
simulation predicts that 60 cylinders are required for drying 
before the average sheet dry basis moisture content is less 
than 6%. The three distinct stages of drying, i.e. an initial 
warm-up period followed by a relatively constant rate period 
and a falling rate period, are denoted in Fig. 2 by I, II, and III, 
respectively. As the sheet enters the dryer section, the_ sheet 
moisture content increases initially due to condensatwn of 
moisture from the ambient, indicating a warm-up period. 
After the warm-up period, the moisture content starts to drop 
continuously. However, the reduction in moisture content is 
not quite constant simply because the heat input into the sheet 
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Table 1. Operating conditions for the simulation model 

Pape r Basis Weight 0.238 kgjm2 (48.7 lb/1000 rt2
) 

Initial moisture content 1.5 kg HzO/kg fiber, 150% 
Initial sheet temperature 43.3°C (110°F) 

Final moisture content 0.06 kg H20/kg fiber, 6% 

Final thickness 0.5x10-3 m (1.64x10·3 rt) 

Apparent Density 476 kgjm3 (29.7 lb/ft3
) 

Cellulose Density 1500.0 kg/m3 (93.6 lb/ft3
) 

Specific Heat 1340.0 J /kg°C (0.32 Btu/lb0 F) 

Ai r Tcmperature 93.3°C (200°F) 

Relative Humidity 50% 

Sheet Speed 6.096 m/s (1200 ftjmin) 
Machine 

Cylinder Diameter 1.52 m (5.0 ft) 

Cylinder Surface Temperature 132.2°C (270°F) 

Length 

- Phase 1 0.412 m (1.35 ft) 

- Phase 2 2.763 m (9.07 ft) 

- Phase 3 0.412 m (1.35 ft) 

- Phase 4 1.186 m (3.89 ft) 

Felt tension 1.75 kN/m (10 pli) 

decreases as the sheet gets drier due to decreasíng contact 
conductance at the paper/drum interface. Furthermore, the 
predicted evaporation, equatíon (14), is continually decreased 
as the moisture content near the paper-air interface decreases. 
Toward the end of the drying process, the change in the 
moisture content decreases signíficantly, indicating the falling­
rate period. Prediction of the so called falling-rate period of 
drying has been significantly improved over the model by 
Seyed-Yagoobí et ai. (1992a) due to incorporation of the 
empírica! correlation for the interface contact conductance at 
the pape r/ drum interface as well as inclusion of an adjusted 
evaporation rate. 

According to Fig. 3, the average sheet temperature initially 
rises rather abruptly and then increases gradually. The 
average sheet temperature was determined from the total 
internal energy of the sheet divided by the average sheet heat 
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capacity. The local temperature oscillations seen in Fig. 3 are 
due to the cooling taking place in Phase 4 (See Fig. 1). The 
magnitude of these oscillations decreases as the sheet dries 
because of the decrease in the evaporation rate with moisture 
content; this oscillatory decrease continues until the sheet is 
completely dried. 

To study the drying rate along the cylinders, the average 
evaporation rate per cylinder (ali four phases included in Fig. 
1), determined for the surface control volumes at the paper-air 
interface, is shown in Fig. 4. The predicted evaporation rate 
increases initially. However, as expected, a constant rate 
period of drying is difficult to discern from the predicted 
evaporation rate. After reaching a maximum, the average 
evaporation rate per cylinder decreases gradually while the 
sheet is being dried. This is due to limited moisture transfer 
to the outer control volumes. ln addition, with constant dryer 
surface temperatures, the heat input into the sheet will be 
reduced due to a decreasing contact conductance value caused 
by decreasing sheet moisture content. Therefore, the 
evaporation rate will not remain constant, indicating that the 
constant rate period shown in Fig. 2 has been exaggerated. 
Changing the operating conditions used in the simulation to 
incorporate increasing dryer surface temperatures along the 
dryer section would result in a more constant rate of drying; 
in general, though, a constant rate period of drying is not seen 
on most paper machines. 
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Fig. 4 Average fluxes into boundary control volumes and 
average evaporation rate during drying 

Also shown in Fig. 4 are the net fluxes of water and vapor 
per cylinder entering the boundary control volumes. Initially, 
the net water flux is slightly greater than the net vapor flux 
due to the high moisture content of the sheet. As the sheet 
dries, the net water flux decreases since there is less water 
present in the sheet and much of the water has vaporized. 
The increase in the net vapor flux tends to follow the increase 
in average sheet temperature and quickly exceeds the flux rate 
for liquid water. The sum of the water and vapor fluxes 
entering the surface control volumes is greater than the 
evaporation rate from these boundary nodes, indicating that 
some moisture accumulates in these outer nodes which are 
located slightly inside the sheet. As the sheet dries, this 
moisture is removed until the net water and vapor total flux 
rate is less than the average evaporation rate at lower 
moisture contents. However, the magnitudes of both water 
and vapor fluxes are inexact due to the empírica! correlations 
used for capillary pressure and apparent vapor diffusivity, 
respectively. Use of an adjusted evaporation rate, equation 
(14), also artificially limits the evaporation from the boundary 
control volumes. 

The simulation model also provides profiles of moisture 
content, temperature, water flux, and vapor flux through the 

paper thickness at selected points along the dryer section 
(Seyed-Yagoobi et ai., 1992a, and A~ensio, 1992). The profiles 
provide an indication of the heat and mass transfer process 
within the sheet during the different phases of drying, yielding 
a more descriptive mode1 than was previous1y avai1able . 
Simulation of other paper types which require different drying 
lengths yield profiles of different magnitudes since machine 
operating conditions yield different water and vapor fluxes and 
evaporation rates. ln conclusion, the theoretical model 
presented above can be used to design dryer sections, study 
changes in operating conditions or layout of a multi-cylinder 
dryer section, or simulate the application of enhanced energy 
devices to a conventional drying section. 
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RESUMO 
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H\TRODUCÁO 

O fenõmeno estudado corresponde a um escoamento 
em meio poroso saturado ao longo de uma camada 
horizon tal, que apresenta em s ua superfície inferior 
uma cavidade retangular. O problema analisado tem 
interesse no estudo da convecção forçada responsável 
pela transferência ele calor entre a parede de fundo da 
cav idade (quente) e a superfície superior da camada 
horizontal !fria), como descrito de modo mais 
deta lhado em trabalho anterior (LLAGOSTERA & TREVISAN, 
1989), 

Considerando o problema de convecção forçada na 
geotnetna re presentada pelo esquema da Figura 1 
assume-se que o escoamento não depende do campo de 
temperaturas. O transporte do fluido é completamente 
descrito pela equação de Laplace da variável função 
corren te (em consequência da hipótes e de aplicabi­
lidade do modelo de Darcy), e pelas respectivas 
condições de contorno apresentadas também na Figura L 

11-'•=Ub T 
o 

""'. 
iiX • O 

~.o 
; _ ))//77 /, · / . . 

X 

Figura 1. Esquema da configuração do escoamento. 

Neste trabalho busca-se desenvolver uma solução 
matemática exata para o problema do escoamento 
forçado. A metodologia adotada envolve o emprego da 
teoria clássica de transformações conformes 
(HILDEBRAND, 1976). A solução analítica apresentada 
permite a avaliação da correção do cálculo do campo de 
velocidades realizado por meio de método numérico. Os 
resultados mais relevantes obtidos através do método 
exato são apresentados em forma de gráfico para 
diferentes razões geométricas da cavidade. 
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FORMULAÇÃO DO PROBLEMA 

Assumindo as hipóteses anteriormente apresen­
tadas e considerando a simetria do problema, o domínio 
pode ser reapresentado sob a forma esquematizada na 
Figura 2. Nesta figura as coordenadas X e y são 
definidas de modo a simplificar as expressões obtidas 
ao longo do desenvolvimento proposto. 

De acordo com a Figura 2, as coordenadas X e y 
definem um plano complexo P:, tal que P: = X + .Ly, onde 
a equação de Laplace que define o escoamento é 
representada por 

o (1) 

As condições de contorno a serem satisfeitas 
pela solução estão também representadas na Figura 2. 

O ····=UB T _________ _:_Y_:::::._ ____ ___;;.;::::__::_ 

X 

b"-'• . I 
113/ ; <_>I 

I 

I 

H 

.J.• =O 

·· ···'L /'2 .... .... .... .... ... ' 
Q· -

Figura 2. Representação parcial do domínio 

APLICAÇÃO DE TRANSFORMAÇÕES CONFORMES 

As características do problema são adequadas à 
utilização do método das transformações conformes, que 
foi bastante empregado na solução de problemas de 
formulação semelhante, como o escoamento bidimensional 
de fluidos ideais, como pode ser visto no clássico 
tratado de LAMB (1945). 
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Transformação de Schwarz-Christoffel 

Por meio da transformação de Schwarz-
Christoffel, é possível efetuar a correspondência 
entre pontos localizados sobre um contorno poligonal 
no plano f: e pontos localizados sobre o eixo real do 
plano J' (r =0). O domínio esquematizado na Figura 2 
pode ser compreendido como a região do plano f: 
interior a uma linha poligonal com quatro vértices (O, 
,_, a e :Yt), e extremidades (K e :!) infinitamente 
distantes, que pode ser transformado em um semi-plano 
infinito em J', 

A transformação referida pode ser representada 
pela relação ~ = !f(J'), tal que 

d~ 
dJ' = 

k k k 
c o [w- u1] 1 [w- u2] 2 ..... [w - u"] " (2) 

onde 'U1 , 'Uz , ... , 'UN representam a posição de N 
pontos tomados ordenadamente sobre o eixo real no 
plano J', com 'U1 < 'U2 < ... < 'U3, e onde k1, k2, ... , 
kN são constantes reais e Co uma constante real ou 
complexa. O valor das constantes kp pode ser obtido a 
partir dos ângulos internos o:P indicados na Figura 3. 
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Figura 3. Transformação de Schwarz-Christoffel. 

No caso foram definidos de forma arbitrária 
(HILDEBRAND, 1976) e conveniente os valores U1 = O e 
U4 = 1. Na Tabela 1 são apresentado~ também os valores 
de kP obtidos para o caso. Por conveniência adota-se 
daqui em diante a notação o = 'U2 e À = 'U3 . 

Tabela 1. Parâmetros da transformação de Schwarz­
Chri s toffe I 

Pontos 1 2 3 4 
········-····-·-·-·-···-·-·-·-·-·-····-·-----·-·-·-·-····-····-·-·-·-·-·-·-·······-·········-·-·-·-·-····-·- ····-····-·· 
Vértices O ,_ a :Yt 

.. . ·-·-· -·-· -· ---·-·-·-.-. ···-·-----·-. ---·- ····-····-·-.-.-. ---·-. ······-····-· ···-.-·-·-·-····-. -···· -· ···-·· 
f: o c 0' + -i.L/2 B + -i.L/2 

J' o u =o 'U =:\. 1 
2 3 

0: rc/2 p rc/2 TC/2 3rc/2 

k -0,5 p -0,5 -0,5 0,5 

A partir desses valores pode-se concluir que, 

J ~ 
f: = co ~ ~ ~ dJ' (3) 
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A integral da equação (3) envolve em seu cálculo 
a utilização das funções elípticas de Jacobi e das 
integrais elípticas, cujas características e 
propriedades são apresentadas por MILNE-TH0\1SON 
(1965 ). Referências importantes quanto ao proces so de 
resolução são os trabalhos de LUNDKVIST (1929) e de 
CARTER ( 1926). 

O valor da constante Co é determinado a partir 
da geometria do domínio no plano ~ e da análise da 
variação de J' entre -oo e +oo sobre o eixo real 'U. 

Utilização das funções e das integrais elípticas 

Com o propósito de reduzir a integral da equação 
(3) ao formato usual das integrais elípticas de 
terceira espécie, é conveniente efetuar mudanças 
adequadas de variáveis. 

J' = 
r2 

r = s I 1~8 ,e 
1 - r2 

(4) 

e definindo 

k2= [-8 ] 1-8 [~] ,e 2 8 
'I = --r::;s (5) 

tem-se, após simplificações, a equação 

f: = -i 2B I k2- 'r----zi ds (6) / { 1-y- ' 

rry ( l-/s2)~ /1-k2s2 

A integral da equação (6) constitui uma integral 
elíptica de terceira espécie. Por outro lado, a forma 
de Jacobi para esse tipo de integral elíptica, já 
fatorada, é dada pela expressão 

O(c,a) = dn a It· 
sn a 

0 

( 7) 
k

2 
sn2a sn2

1: 

1 - k 2 sn2
(J sn2 -r 

cn a dr 

onde sn, cn e dn representam as · funções elípticas de 
Jacobi: sinus amplitudinis, cosinus amplitudinis e 
delta amplitudinis, respectivamente. 

Pode-se efetuar as seguintes mudanças de 
variáveis na equação (7) 

s = sn(c,k) e y = k sn(a,k) (8) 

onde aparece explicitado o 
sinus. Assim, a determinação 
pode ser obtida por meio da 
ou, ainda, de k 2 e de a . 

parâmetro k da função 
dos v~ores de 6 e de À 

obtenção de k 2 e de l, 
Efetuando-se essas mudanças de 

valendo-se das propriedades das funções 
Jacobi (BOWMAN, 1961), tem-se como 

variáveis, e 
elípticas de 
resultado 

I
s ds 

( 

2 

2 

~ = 1: + sna 
o 1-y a ){ 1-s2 /1-k2s2' ena dno O(c,a) 

(9) 

Substituindo (13) na expressão (l'Jl, chega-se a 

. 2 B [ cn a dn a + n(c,a)] + C f: = <(.. n 1: sn a 1 
(10) 

t 
' ; 
'I 



onde C1 representa uma constante de integração. 
Utilizando as informações disponíveis nos pontos 

(j e <J', e as propriedades das integrais e funções 
elípticas, obtém-se 

(11) 

onde Z(a) é a função Zeta de Jacobi. 
Em decorrência das limitações de espaço não é 

possível detalhar todos os passos e indicar as 
propriedades utilizadas. Informações mais detalhadas 
podem ser encontradas em LLAGOSTERA ( 1990). 

Para o ponto Q tem-se a partir da equação (10) e 
das propriedades das funções elípticas: 

. L c + {,.2 . 2 B 
{,.---

]{ 

ena dno 
sna 

(12) 

Utiiiz.mdo as expressões (11) e (12) obtém-se 

[ C ~· - L 2 ~ ] ( 13) 

Acrescente-se que uma vez conhecido o valor de k 
podem ser determinados t:: e IK', integrais elípticas 
completas de primeira espécie. No caso, para a 
obtenção de a e k, é necessário mais uma equação, que 
pode ser obtida a partir da equação ( 12) e das 
propriedades das funções elípticas. Considerando que, 
no presente caso, a é um imagmano tal que a = {a, 

onde a é real. pode-se obter: 

C= 2Bt:: [dn(a,k') cn(a,k') Z( k') na] 
---yr sn(a,k') + a, + 2t:t' (14) 

A função Zeta pode ser calculada por meio das 
funções elípticas e das funções teta de Jacobi, as 
quais são expressas por meio de séries de rápida 
convergência. Utilizando as relações apresentadas por 
MILNE-THOMSON ( 1965 ), pode-se demonstrar que: 

c 
B = IK 

---.:' + ~ ] ( 15) 

onde {11 representa a função teta um de Jacobi e {11' 
sua derivada em relação ao argumento. Por outro lado, 
a equação (13) pode ser reescrita sob a forma 

a = c I(' - L ov B 2 B "' 
( 16) 

As equações (15) e (16) são empregadas para 
determinar os parâmetros do problema, através da 
determinação do valor do módulo k que satisfaça 
simultaneamente as duas equações. 

Procedimentos de cálculo 

Para os cálculos envolvidos na determinação do 
valor dos parâmetros da t'·::msformação descrita , foram 
utilizados os procedimentos apresentados a seguir, 
obtidos a partir das propriedades das funções teta de 
Jacobi (MILNE-THOMSON, 1965 ), e de recursos de 
integração numérica (HILDEBRAND, 1974). 
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a. Cálculo de ! ~ de ~· ~ partir de ~ 

Por definição, I( e I(' são integrais elipticas 
completas de primeira espécie, onde k e o modulo é k'e 
o módulo complementar, e neste trabalho foram 
calculadas pelo método de quadratura de Chebyshev­
Gauss, cujo erro pode ser avaliado de modo 
relativamente simples. Nos cálculos efetuados a 
consideração de cinco termos da série foi suficiente 
para prover coincidência de dez casas decimais na 
comparação efetuada com as tabelas de MILNE-THOMS()N 
( 1965 ), para diversos valores de k. 

b. Cálculo da fração envolvendo a função teta 

Pode-se mostrar (MILNE-THOMSON, 1965) que a 
fração entre {11 e sua derivada pode ser expressa por 

{1' {~} 
1 2t::' na 

{11 {21('} 

onde 

= cot{~~.} + 4 l
...,_.oo __ q_z_n_ 

sin{2n ~~,} 
1_qzn 

q = e -{nt::/t::'} 

c. Cálculo do parâmetro 1 

( 17) 

Como definido anteriormente, e por meio das 
propriedades das funções elípticas, tem-se que 

k sn(.i.-a,k) -i- k ---;==sn::.:::( a:::::·'=k=' ::) =~ 
/1 - sn2 (a, k') 

( 18) 

O valor de sn(a, k') foi calculado a partir das 
funções teta definidas conforme a notação de Neville 
( MILNE-THOM SON, 1965). 

Transformação final 

Uma vez realizada a transformação do plano 1!: 
para o plano JY, é conveniente no caso, efetuar uma 
segunda transformação de Schwarz-Christoffel. Desta 
vez a transformação leva do plano 1Y para o plano C 
definido por C = e + -i- q~* representado na Figura 4. 

::.1+-C---~---p-1-an_o_{-+----~: 
e Y 

Figura 4. Transformação final. 

Por meio dessa transformação o domínio definido 
por um semi-plano infinito no plano 1Y passa a 
corresponder a um retângulo, com um dos lados 
infinitamente distante no plano C· No plano c, o eixo 
imaginário é representado pela variável 'ii", que é a 
função procurada como solução da equação de Laplace 
( 1) e satisfazendo as correspondentes condições de 
contorno, com 'ii~ = UB e 'I'~ = O. 

Adotando um procedimento análogo ao apresen­
tado anteriormente, pode-se efetuar a transformação de 
Schwarz- Christoffel descrita por meio de 



• 

- -r 

I 
dJr 

ç = c2 /w I ,. - õ 
( 19) 

2,5 

B/L=1 H/L~1.50 

2,0 

1,5 
A integral da equação (19) pode ser resolvida 

utilizando funções trigonométricas. Considerando os 
valorés de Jr para os pontos correspondentes a 'J' e O, 
determinam-se os valores das constantes de integração, 
e substituindo em (19), obtém-se em termos de s e y, 

>---

. 2UB { 1 I 1 2 ç = .(. -- arctan _ ( _ - s 
TC s I 2 1 - y } (20) 

Por meio das equações (6) e (20) é possível 
determinar o valor da função 'i'* em pontos do domínio 
original, ou seja, especificados no plano f:. 

Determinação de valores de 'i'* no domínio original 

Para apresentação de resultados foi escolhida a 
reg1ao do domínio original definida pela linha de 
simetria e representada na Figura 2 pelo segmento que 
une os pontos O e P. 

De acordo com a Tabela 2, esse segmento 
corresponde aos valores da variável s compreendidos no 
intervalo s E (0, 1 ). Assim, para um dado valor c 
pertencente a esse intervalo , pode-se obter o 
correspondente 'f'*E (O,UB) e finalmente o respectivo 
valor de :rc 

:r =2BJ k2- y2 ·~Jc 
c rcy 

o 

ds 

22~/ 22 (1-y s ){ 1-s-. 1-k s 

( 21) 

No cálculo de :rc , k e y são obtidos de acordo 
com os procedimentos descritos anteriormente. A 
integração foi efetuada pelo método de Chebyshev­
Gauss. Pode-se então calcular os valores de :r 
correspondentes a diversos valores arbitrados de 'i'* e 
assim obter a distribuição da função corrente ao longo 
do segmento que une os pontos O e 'J', 

RESULTADOS E DISCUSSÃO 

A metodologia descrita foi utilizada para a 
obtenção da distribuição da função corrente 'i'* ao 
longo da linha de simetria do domínio original, para 
os casos apresentados na Tabela 3 e no gráfico da 
Figura 5. Todos os casos referem-se ao escoamento 
forçado representado na Figura 1, com B/L = 1. 

Tabela 3. Parâmetros de transformação 

Casos Parâmetros Calculados 
.. ---.- ... -... -·- .. -·-. -· -----.-------.------.. -.-.-.- . ·-·--·. -----. -····--.- ... --- .... ---·---.-.-.-. -·. 
__ __ .. _. J~ /~ .. _ ........... _. _. _. _ -·· .... !':2 ___ ........ _. ·--- _ .•... __ ......... . J'. 2_. __ _ . _. _. _. _ .. 

o, 25 
0,50 
0,75 
1 ,00 
1 '50 

0,590295 8 
0,8973792 
0,9777540 
0,9953343 
0,9997994 

-3,1324263 
-3,7922592 
-3,9553955 
-3,9906638 
-4,0719906 

Analisando os valores de k 2 pode-se concluir que 
o módulo k tende rapidamente para o valor 1 à medida 
que H(L aumenta, sendo que para H/L = 1,50 aquele 
valor é já muito próximo da unidade. 
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Figura 5. Distribuição da função corrente 

Verifica-se, também, que para valores superiores 
de H(L, correspondentes a cavidades mais profundas, o 
escoamento sofre alterações muito pequenas na região 
da camada horizontal (C(L~y~H/L), conforme pode ser 
observado na Figura 5. 

Para todos os casos foram calculados 120 pontos 
ao longo da linha de simetria. Com os resultados 
obtidos foram traçadas as curvas apresentadas na 
Figura 5. Para a construção do gráfico a função 
corrente foi adimensionalizada, dividindo-se 'i'"' por 
UB. A ordenada y corresponde à distância 
adimensionalizada de cada ponto em relação ao fundo da 
cavidade (Y/L). 
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ABSTRACT 

This work concerns the steady, pure forced fluid 
flow occurring in an horizontal porous layer 
displaying a lateral rectangular cavity. The flow is 
analysed using Schwarz-Christoffel transformations and 
solutions are implicitly obtained in terms of Jacobian 
elliptic functions and integrais. 
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RESUMO 

Este art i.so aborda os efeitos da disperseto hidrodi.né2m.ica na 
convecçeto natural em mBios porosos. Considera-se a convecçeto natural 
promovida peLa variaç~o de densidade devido a gradientes de tempera­
tura e concentraçdo. A para.m.etrizaçeto do fen6meno é obt i.da através 
da análise de escala. Comparações seto feitas entre os pardmetros de 
troca de calor e massa obtidos pelas soluções si.mi lares e pela 
an.ál i se de escala. 

O objoativo desta trabalho é oas.tudar· o 
efeito da dispersão hidrodinâmica na 
convecção natural por transferência de calor 
e massa junt..o a supar·ficies anvolt..as em maios 
porosos saturados. A dispersão em meios poro­
sos é da int..eresse em vários r·amos da ciência 
a engenharia, par·t..icular·ment..e na quimica, pe­
tróleo, agricultura e bioengenharia. A teoria 
da dispersão hidrodinâmica leve seus concai­
t..os ir,t..r·oduzidos por Taylor [1) Er avançou 
mais tarde com os trabalhos de Saffman [2]. 
Segundo Greenkorn [3), a dispersão é a as ­
sociação dos efeitos causados ao constituint..a 
quimico devido ao caminho tortuoso a ser per­
corrido pelas part..iculas fluidas através da 
,;,str·ut..ura dos poros Er ao perfil da velocidade 
resultante dentro dos mesmos . Os modelos pro­
postos sugaram que a dispersão é formada por 
componentes t-ransversais e longit..udinais em 
relação às direçê:íes do escoamento. Johnslon e 
Parkins (4) propuseram expressões para os 
termos de dispersão t..r·ansver·sal a longit..udi­
nal e concluiram que o lermo longitudinal é 
mais significativo que o termo transversal. 
Na maior parla dos trabalhos publicados, os 
pesquisadores detêm-se com o efeito da dis­
persão na transferência de calor a a 
observação comum a eles é que o termo que 
quantifica a dispersão é proporcional à velo­
cidade. Nestes trabalhos foram relacionados 
com a dispersão os afeitos Não-Darcianos, 
dentre eles os efeitos de inércia do escoa­
mento. A questão na formulação do escoamento 
com dispersão está na dat..arminação das ax­
pressê:íes para o lermo de dispersão. 
Gaorgiadis a Calt..on [6] sugaram que o lermo 
dispersivo é proporcional ao número de Peclel 
e depende da geometria intersticial do meio 
poroso . Os autores acompanham outras 
publicaçê:ías ao sugeriram o lermo da dispersão 
como uma nova di1usividade, esta como uma 
propriedade do maio. Chang a Zheng [6] estu­
dam a camada limita térmica em convecção mis­
ta para escoamento em meio poroso, analisando 
o comporlamenlo da transferência da calor com 
a variaç~o do número de Prandll. Nesta 
re1erência (6] são obtidas soluçê:íes de simi­
laridade, resolvidas numericamente pelo algo­
r·i t..mo da Runga-Kut..la. Todos. os. t..rabal hos mos­
tram que há um aumento da taxa da 
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transferência de calor devido a presença do 
fenómeno dispersivo. Bejan a Khairy [7) ast..u­
da• .... am a c onvvcção na.t..ur·al t:~m meios por-osos 

provocada por efeitos de empuxo combinados, 
quando a variação da densidade é promovida 
pelas diferenças de t..emparat..ura e 
concentração. Os autores não consideraram os 
efeitos da dispersão hidrodinâmica. Utiliza­
ram a técnica de anál i s:. a de escala par a da­
terminação das magnitudes de variação da ve­
locidade e parâmetros adimensionais. Neste 
t..r·abalho utilizamos o recur·so da análise d101 
escala para classificar os diferentes regimes 
da convecção natural com dispersão. Verifi­
cou-se a axist..êr,cia d& quat..ro r·egimas parama­
tricamenle distintos quando são considerados 
os efeitos da dispersão hidrodinâmica sobra a 
lãmp.,;,r· at..ura e sobr& o cot'lsliluinta qu.i.mico. 
Foram também apresentadas soluções de simila­
r· i dada para lodos os diferentes casos e seus 
rEosultados são comentados. 

FORMULAÇÃO MATEMÃTI CA 

Considera-se a aproximação de camada 
1 i mi lã próximo a uma par· ede ver· li cal plana 
com superficie impermeável embebida em um 
meio poroso sat..urado com um fluido. A 
superfície é mant..ida a uma t..ampEor·at..ura cons;­
tante T 0 diferente da temperatura do meio po­
roso suficientemente longe da parede e a con­
cEonlração de um const..it..uint..e químico na 
solução que satura o meio poroso varia de C0 
no lado exposto da suparficie vertical até Coc 
suficienlamenle longa da parede. ·o sist..ema de 
coordenadas é adotado de forma que o eixo x é 
perpendicular· a parede e o eixo y é par·alelo 
a mesma. Quanto as velocidades, u é a veloci­
dade perpendicular à parede e v é paralela à 
mesma. 

Em lodos os t..rabalhos ciladas, a difu­
sividade térmica ou mássica é apresentada co­
mo a soma de um lermo de estagnação e de um 
to;.rmo devido a dispersão hidrodir>ârnica, pro­
por c i anal à vel oci da de. Kner· vol d e Tyvand [ 8] 
propuseram que o lansor da difusividade 
térmica ou mássica tem o segui nla for·malo: 

c 1 

onde ; ID - tensor di1usivo adimensional 
O - tensor unitário 



I 

~· 

~-~· 
,~·,2 
&1 

&z 

velor velocidade cu•,v•) 
adimensoional 

produto diádico de ~ por ~ 

produto escalar de ~ por ~ 
- coeficiente de dispers~o 

1 ongi l udi nal 
coeficienle de disoperso~o 
t.ransversal 

Pela Lei de Darcy, lem-se para o escoa­
menlo do fluido 

u = K8P 
"ii~ 

e K ( 8P ) v=-"ji 8Y+pg (1) 

Admitindo a aproximaç~o de Boussinesq 
para o escoamanlo na camada limile, as 
equaç~es governant.es t.ornam-se (91: 

8u+ 
i1x 

8u 
i1x 

8v =o 
8y 

gK ( ~ õr 
v i1x 

8T ) 
+ ~c i1x 

õf 
uilx + v õf 

8y 
8 
i1x ( ((X + {v) ~ ) 

u8C+v8C 
i1x 8y 

8C :X ( CD + yv) i1x 

As condiç~s de cont.orno s~o: 

u O, T T0 , C C0 , em x 

) 

o 

v ~ O, T ~ T~. c ~ c~. em X ~ ~ 

ANÃLI SE DE ESCALA 

(2) 

(3) 

(4) 

(5) 

As escalas do escoament.o, perfis da 
t.emparat.ura e concenlração próximos à 
superficie verlical podem ser delerminadas 
com base na análise de escala. Considera-se 
para ist.o a camada limit.e t.érmica de compri­
ment.o H e de espessura 6T a a camada limile 
de concentração de comprimento H e de espes­
sura Õc. Como pode-se observar nas equaç~es 
(4) e (6), qualro casos são passiveis para o 
est.udo do escoamant.o com dispersão: 

Caso 1) a » {v a 
Caso 2) (X » t;v e 
Caso 3) a « {v e 
Caso. 4) a « {v e 

D » yv 
D « yv 
D » yv 
D « yv 

Bajan a Khairy ·[7), desenvolveram a 
análise de escala para o primeiro caso, sem 
dispers~o. Ext.enderemos a aplicaç~o para os 
outros três casos acima explicit.ados. A 
t.it.ulo de ilust.ração det.alhamos o raciocinio 
apenas para o Caso 2. Integrando a equação 
C3) e considerando as condiç~es de contorno 
associadas, lemos: 

v = g~ [ ~T-Too) + f3cCC-Coo) ] (6) 

Esola equaç~o moslra que a camada limile 
vertical do escoamento pode ser dirigida 
lanlo pelo gradienle t.érmico C ~~~TJ » l~c~CJ) 
como pelo gradiente de concenlraç~o CJ~~TJ « 
J~c~CJ) ou por uma combinaç~o dos dois efei­
tos. Define-se N = ~câC/~âT como raz~o de 
dispers~o. Analisemos est.as duas possibilida-
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des para o escoamento: 

Dirigido pela t.ransfer6ncia de calor. 

Como J~âTJ » J~câCJ. a escala de velocidade 
será: 

v gK ~ âT 
v 

(7) 

Como (X » t;v, a escala da 
camada limit.e t.érmica será: 

espessura da 

ÓT HRa-t./2 (8) 

onde Ra = KgH~âT/av 

e a escala do número de Nussalt. 

Nu H 
o; .. Rat./Z Nu (Q) 

Como D « yv na segunda condição, 
equaç~o do const.it.uint.e quimico C6) passa 
ler a forma: 

a 
a 

8C 
uilx + v 

8C 
8y 

8 
i1x ( Cyv) ~ ) (10) 

A escala da espessura da camada limite 
da concent.raç~o depende do tamanho relat.ivo 
de óc e 6T. Integrando a equação do conslit.u­
inle quimico Cll) da parede alé um ponto além 
das camadas limites, obt.emos: 

X ='._I v(C-Coo)dx 
dy o 

onde X = maxCóc,ÕT) 

-rvo [~L=o (11) 

A equação (11) pode ser expressa em 
Lermos escalares. por: 

vAC . AC 
H"- JJU nC óc • Õr) .,. yvÓc (12) 

novas 
Assim, o desenvolviment.o 
possibilidades: a) óc « Ór 

most.ra duas 
e b) óc » 6T 

a) Óc « 6T. Combinando as equaç~es 

C12) e (7), obtemos 

6 c .,. CyH)t./ 2 
e Sh ... (~r t./2 (13) 

onde Sh _ H/Õc 

Como Õc « 6T, leremos a validade da es­
cala do número de Sherwood assegurada na fai­
Xa: 

L Ra « 1 
H 

b) Óc » 6 1 . No ext.ramo opost.o, 

nando as express~es C1) e C12) resulta: 

(14) 

combi-

Óc .,. yRat./Z 
-t. 

Sh .,. (~) Ra-u
2 

C16) e 

e o campo de validade soe lorna o campo com­
plementar ao obtido anteriormente 

Jí Ra = Ra'Y » 1 (16) 
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Dirigido pela transferência de massa . 

Como ~~.t.TI « l~cl>CI, t-emos a escala da velo­
c! da de ver l.i cal: 

v gK n t.T C17) 
""' V I'C 

A equação do constil.uinl.e quimico C10) 
nos mostra um balanço 

vll.C 
--.r (18) 

porl.anl.o as escalas da espessura da camada 
limil.e e do número de Sherwood são: 

6c "' CyH)t/2 e sh r 
[)

-l/2 

"' H 
C19) 

Para a obl.enção da escala de 6T, proce­
de-se da mesma maneira utilizada na obl.enção 
de 6c no caso de ascoamenl.o diriyido pela 
transrer~ncia de calor. Assim 

a) 6c « 6T. Nesl.e caso l.emos 

que é válida enquanl.o 

Ra « 1 
y 

(20) 

(21) 

Para est-a raixa de parAmel.ro, a escala 
do número de Nusselt será: 

C22) 

b) 6c » 6T. Analogamenl.'"' ao il.em ant-40>­

rior, temos: 

cem validada para 

Ra » 1 
y 

e o número de ~ussell. com escala: 

Nu CRa lN j) l/ 2 

C23) 

C24) 

C26) 

VERIFICAÇÃO DAS ORDENS DE GRANDEZA ESTABELE­
CIDAS 

Para a solução das equações governant-es 
do escoamenl.o são inl.roduzidos perfis simila­
r· es adi mensi onai s par a a vel oci dada ver ti cal 
v, í'Cry); t-emperat-ura Q'(ry); concenl.ração, 
c(ry). Para simplificar a condição de contorno 
considera-se que 

v v0 . f' C T}) (26) 

onde v 0 v 0 Cy), a velocidade verl.ical na pa­
rede da superfície vertical. 

onde 

Para o Caso 2 l.emos: 

Vo = ~ Ra 
y y 

C27) 

C28) 
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A variável de similaridade adequada é 

e ainda 

X 

T - Too 
ll.T 

C - Coo 
e cCry) = ll.C 

reduzindo as equações governanl.es a: 

f'' -e' Nc' 

e'' !.. fe' 
2 

c'' 
c' [r" -+ Ra ~] r· y 

C2Q) 

(30) 

(31) 

(32) 

C33) 

O Caso 1 já asl.a ralal.adc em Bajan a 
Khairy [7). Adol.ando o mesmo procedimanl.o pa­
ra o Caso 3, 

f'' -e' - Nc' C34) 

e•' - ~·[r·, r• -+ ~] (36) 

c'' 1 
Ra{fc' 2 (36) 

e para o Caso 4: 

r·, -e' - Nc' (37) 

e•' e' [r" G] T• -+ (38) 

c'' 
e• [r" Ds ~] r· -+ (39) 

onde Ra{ 

são). 

& Ra Le e Ds = ~ Crazão da díspar­r 

Os sisl.emas de equações anteriores são 
resolvidos através de um método de Runge­
Kutl.a melhorado, de forma a superar os pro­
blemas advindes das não-linearidades acopla­
das (9]. Os valores de N foram considerados 
na faixa -4 < N < 4. As faixas de valores pa­
ra os outros parâmetros são: Le C0-100), 
RayC0-100), Ra{C0-160) a DsC0-100). 

Com as soluções de similaridade obti­
das, podem-se comparar os perfis com as esca­
las obtidas . A Figura 1 most-ra perris de t-em­
peratura indicando que com a pequena espes­
sura de camada limil.e térmica tem-se grande 
l.ransfer~ncia da calor e que para Ra{ 

quanto maior Ra{ menor a transrerência 

lor, comprovando a escala: 

({J-1 Nu,.. H 

> > 1. 

de ca-

(40) 

A Figura 2 mostra os parris da concan­
l.ração para o escoament-o tol.almanta influen­
ciado palas componentes disparsivas das diru­
sividadas. Há o aumanl.o de t-ransrer~ncia da 
massa com o aumento da Ds, o que comprova a 
escala do número de Sherwood: 

Sh --- (krS/2 (41) 

O número deRa{ represen\a o efeito da 

dispersão hidrodinAmica apenas na 
difusividade térmica e as soluções similares 
apresentam concordância em relação aos 
t-rabalhos cil.ados em l.armos da t-ransrer~ncia 

de calor 
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Figura 1 - Influência de Rae quando N = 4 . 
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Figura 3 - Efeito de Ra{ na relação Nu/Sh 

A Figura 3 mos~ra a variaç~o de 
e'CO)/c'CO) com Ra~. Isto nada mais é que a 

relaç~o Nu/Sh com os par~metros ci~ados [9]. 
Pela análise de escala temos para N = 0: 

Nu/Sh Ra -1/Z "" e C42) 

e a proporcionalidade é dada pela inclinação 
das retas. 
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CONCLUSõES 

As soluções de similaridade mostraram 
que há aumento de transferência de calor e 
massa quando a dispers~o hidrodinâmica aumen­
ta. A análise de escala mostrou-se um bom 
método anal1~ico e forneceu boas indicações 
para as grandezas dos parâmetros envolvidos . 
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ABSTRACT 

This work deal s with lhe effect.s o1 
hidrodynamic dispersion on nat.ural convection 
in porous media . It is considered t.he 
conveclion promoted by combinat.ion o1 
temperature and concent.ration gradients . The 
parametrizat.ion o1 the phenomenon is obtained 
lhrough scale analysis. Comparisons are made 
among the paramet.ers of heat and mass change 
obt.ained through similarity solut.ions and 
scale analysis. 



ENCIT 92 - IV Encontro Nacional de Ciências Térmicas, ABCM, Rio de Janeiro (Dezembro, 1992) 
4th Brazilian Thermal Science Meeting 

ANALISE DE ESCOAMENTO E TRANSFERENCIA DE CALOR 
EM MEIOS POROSOS SATURADOS 

O. S. FREITAS E A. T. PRATA 

Departamento de Eng. Mecânica 
Universidade Federal de Santa Catarina 

Cx. Postal 476 - CEP 88049 - Florianópo lis, SC 

Cquaçõea QOA'l€'11lW1.tca pa11. a -tlQ'I-iáuei.~ rn0dwa em p ·l.o&C cm.Q/.1 de t w.n:Jpoiúc cm 
m.cim pa110{J<M aaturwdoa aão d.cdu1idall a pa1ti ·• da .Mecâni.ca do (5ontí.tw o . Parw a 
modd'aqcm d.aél tctcma-a dcélconl'lc.cidac, 1CQUUantc.l d pnacc{J.IJ O d e médi.a, ·lcco •vte·-D c a 
Oi.lhtl a ofoorLd.a<JeJW e ao aux.íti.o d.e expcn.iAILCill ú<l . Quando campa'Uu:ia com ,.,.couf.tadaa 
:xpc·<im.enta.i.Cl pana meio ~. ponooDa de eélf.010:J., a f(nmuCoção apr;.ç .,;a<ta fo.oa 

conco<dânci.a, comprwt'IOrtdo a 'i!JQ.Eid.adc da t.co<La de médi.a:> vo€un~éttuu1a n.o .Jimul'aç5o 
d cü tc Upa d e pno&l'cmo. 

INTRODUÇÃO 
- - ---

,A dinâmi ca do escoamen to de fluidos em um mei.o 
poroso s e apoiou por um longo tempo no resulta do 
conhec ido como l ei de Dar cy. Com as diversas 
a plicações de mei o poroso (tais como reat.ores 
ca taliti cos na ind6stria quimlca), a lguns termos foram 
ad ici onados ã l e i de Darcy heuristi c amente, de forma a 
pe r-mi ti r a s olução dos chamados "probl emas 
não-Darc i a nos". 

A base fundamental para uma dedu ção fo rmal de 
uma equa ção pa ra a conser-vêv~ ão da quCJnt idade d r, 
movi~ento em meios porosos vem dos trabalho s d · 
Slattery (1978) e Whitaker (196ql. A primeira ve z em 
que ê ap r esentado um conjunto de equações em uma for~• 

que per mi te sua utilização em pr·oblemas de engenhar L> 
associados a me i os porosos satur ados, bem como uma 
interpretação físi ca para alguns de seus termos é, 
aparentemente, o trabalho de Vaf ai e Tien (1981). 
Recentemente, Sozen e Vafai (1990) assumem 
não-equilíbrio e ntre as fases sólida e fluida em um 
me i o poroso para estudar o escoamento e a 
transferência de ~alor en tr e pl acas paralelas. 

No presente artigo, com ba se no pr ocesso de 
média s de Slallery (1978) e Whitaker (1 969) , são 
obtidas equaçóes governantes para os processos de 
t ranspo rte em meios porosos saturados. As fases fluido 
e só li do são cons ide radas separadamente e as equações 
de transporte, deduzidas isol;;~.damente para cada fase, 
s ão interligadas por meio de termos-fonte. O auxílio 
de experimentos, bem como a utilização de outras 
abordagens (como a de Bear·, 1972), também es tão 
presentes ao longo das deduções, na modelagem dos 
termos res ultantes do processo de média que não ficam 
c laros do ponto de vista físico. 

A teoria apresentada perrni te a solução de um 
probl e ma de transporte convect ivo em meios porosos 
saturados, consi.derando a condução de calor na fase 
só lida. Não são utilizados os conceitos de 
"condutividade equivalente" ou "difusividade 
equivalent'e", mas sim conceitos como "tortuosidade" e 
dispersão", os quais surgem naturalmente do processo 
de médias. 

As equações são, então, particularizadas para 
meio poroso constituído de esferas, sendo em seguida 
adimensionalizadas e discretizadas. O modelo obtido ao 
final é testado com a simulação de experimentos em 
lei to de esferas compactadas para as geometrias de 
placas paralela s e duto cilíndrico . 

TEORIA DE MÉDIAS VOLUMÉTRICAS 

O escoamento no inter ior dos poros é muito 
complicado e é impraticável acompanhar individualmente 
cada partí cula de fluido, como na Mecânica do 
Contínuo. Slattery (1978) propõ"': então que a análise 
do escoamento s eja feita para volumes r e lativamente 
gra ndes dentro do mei o. Perde-se, com i s to, algumas 
informações, que terão que ser recuperadas com o 
auxílio de outros modelos e de resultados 
experimentai s. Tal r epresentação será adotada nos 
parágrafos s eguintes. 

Média Volumétrica Local. Uma ve z que a aná lise 
do escoamento esiarã sendo f~ita em volumes-amostra, é 
necessá rio que se definam grandezas médias associ.adas 
aos mesmos. Matematicamente, há duas definições 
possíveis para as médias volumé tricas, sendo ambas 
utilizadas no processo de obtenção das equações 
governantes para as variáveis médias. 

A chamada média volumétrica global de uma 
grandeza 'lt qualquer numa fase f qualquer é def inida 
como 
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<'lt > 
f v I ..,f dV 

v 
f 

( 1) 

s endo V o volume ocupado pela fase f dentro do 
volume-~mostra V. Pode-se definir também a média 
volumétrica intrínseca de 'r' 

<t >f 
f 

(2) 

Note-se que no caso de f representar a fase 
fluida, a relação entre as duas médias representa a 
relação entre volume de vazios e volume total do 
volume-amostra, o que ê conhecido como a porosidade 
do meio, E = V I V. 

f 

EQUAÇÕES GOVERNANTES 

É necessário transformar as equações locais em 
equações governantes para as variáveis médias. Assim, 
sendo f(t)=O uma equação válida localmente, o processo 
de médias consiste em integrar f(t) dentro do 
volume-amostra e modelar os termos desconhecidos que 



resultarem até conseguir um sistema fechado de 
equações governantes em termos apenas das variáveis 
médias. Tal procedimento pode ser representado por 

f('ll) 

p rw.cec.<>o de 
média<> 

<f (>li)> 
f(<>ll>) (3) 

A ferramenta matemática básica para o processo 
de médias foi desenvolvida por Slattery (1978); é o 
c hamado Teorema da Média de um Gradiente, que 
estabelece, para a fase fluida, que 

<lN > 
f 

17<'1' > + ~ I w ; dA 
f v f 

A 
fs 

(4) 

onde A é a fronteira entre as fases fluida e sólida 
dentrof

5
do volume-amostra e ; é uma normal unitária 

dirigida da fase fluida para a sólida. 
A integração das equações locais no 

volume-amostra nem sempre leva a termos com 
interpretação física c lara . Para contornar este 
problema, em alguns pontos da dedução as grandezas 
locais na fase fluida foram decompostas de acordo com 

w 
f 

<'lt >f + ~ no fluido 
f f 

e 'lt 
f 

O no sólido (5) 

ou seja, em cada ponto, o valor local difere da média 
apenas por uma flutua ção. Uma decomposição análoga 
pode ser feita para as grandezas locais na fase 
sólida. 

A primeira consequência desta decomposição é a 
versão de Gray (1975) para o Teorema da Média de um 
Gradiente, 

<17w > 
f 

c 17 <'1t > f + 
f 

1 f -v wr n dA 

A 

(6 ) 

fs 

em que agora o primeiro termo do lado direito contém 
a média volumétrica intrínseca e não a global. 
Espera-se que a média intrinseca de uma variável 
qualquer 'lt, por ser efetuada apenas no domínio de 
interesse, chegue mais próximo à ordem de grandeza 
real de 'li e seja, portanto, mais consi sten t e 
fisicamente. 

das equações. Parte-se das equações 
de poro estabelecidas pela Mecâni ca 
após a integração no volume-amos tra, 

Obtenção 
l ocais a-nível 
dos Fluidos, e, 
c hega-se a 

(i) conservação da massa 

17. <~ > = o 
f 

(7) 

onde ~ é o vetar velocidade de uma parti cula de 
fluidorno interior dos poros; 

(ii) conservação da quantidade de movimento 

pr 

c [ ~ f ~ f] f ll f 17 • c <v > <v > = -17<P > + -
f f ( c 

172 <~ > + $ 
( 

onde 

"$ 
c [~I 

A 
sf 

"' ~ 
Pf n dA - pf17· <vr ~ > + llf 

f v I 17~[ 
Asf 

em que p é a massa específica do fluido e 
pressão Íocal na fase fluida ; 

p 
f 

(8) 

; dA ] 

é uma 

(iii) conservação da energia no fluido 

p c 17• [ <:J >< T >r] - íl• [k c (17 <T >
1 

+ 'J )] + 
f pf f f f f T 

+ p c 
f pf 

- ~ 17 • <T v > + 
f f V I ~r •n dA 

A 
sf 

o (9) 

em que k é a condutividade 
fluido efT é a temperatura 
interior dbs poros; 

térmica mol ecular do 
de uma partícula no 

(iv) conservação da energia no sólido 

17• [ks (1-d (17 <T/
5 

+ :Js)] + ~ I ~s •n dA 

A 

o ( 10) 

sf 

onde k é a condutividade térmica molecul ar da matriz 
sólida~ 

As equações (7) a (10) são consequência imedia ta 
da aplicação dos teoremas de Slat tery e Gray .:;, da 
decomposição das var1aveis locais (eq. 5). A rr.a ior 
parte de seus termos possui um s ignifi cado fí s ico 
claro, de modo que e les podem se r diretarnente 
relacionados com grandezas de inlecesse práti co. 

Fechamento das equaç6es. Para a mode lagem 
daqueles termos que não per-mi Lem uma interpretação 
física direta, foi necessario recorre r a outras 
abordagens e ao auxilio de modelos simplifi.cados. O 
procedimento adotado é descrito a seguir para os 
principais pontos tratados. 

1) Segundo Tien (1981), na equação da cons e rvação da 
quantidade de movimento o termo de acelera~·ão perde 
rapidamente sua importância e pode ser desprezad o . O 
termo desconhecido $ pode ser mode lado com o auxilio 
do experimento de Ergun (1952), pela análi se de um 
escoamento longe de fronteiras sólidas; 

2) o termo que envo lve média de produto de flutuação 
na equação (9) ê chamado termo de di spersão e é 
usualmente mode l ado c omo um mecanismo d e difusão 
(Whi taker, 19?7 e Gray, 1975 l; 

3) no termo difusivo da equação (9) ap:uece uma 

grandeza vetoria l somada ao gr adie;, ' '· 
Matematicamente, ela significa que o flu xo difusivo 
não segue na direção do gradiente. Admite-se, e nt a.o, 
que a topologia tortuosa do meio poroso seja 
responsável por este desvlo, e o m~smo é model ado com 
base no conceito de tortuosidade (~) de Bear (1972), a 
partir de um mod e l o para um capilar isol ado (Freitas, 
1991); 
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4.) a troca de calor entre as fases apêtrece como uma 
integral de supe rfí c i e. Modelando a troca par ·a uma 
esfera .isola da, pode-se obter, com o auxili o d e dados 
experimentais, expressões para avaliá-la em termos das 
grandezas de interesse, 

q ~h (1-c) (<T/f - <T
5
>

5
) ( 11 ) 

Nestas expressões, h é o coeficiente de troca de ca lor 
medido experimentalment e (Wakao e Kaguei, 1982) e d é 
o diâmetro de uma esfera. 

Após a aplicação destes modelos, o sistema de 
equações pode ser esc rito, em uma forma fechada, como 

(i) 17•<-:J > =o 
f 

( 12) 



} 
\ 
i 

t 

(i i) -17<P >r 
f 

onde 

(i v) 'V• (k: 'J<T/s) 

onde 

• 
+ q 

ks 
e 

o (13) 

(14) 

( 15) 

o (16) 

( 1-cl k 
s ----- (17) 

2 
T 

T 

As equações (15) e (17) representam o 
equivalente, no campo das médias volumétricas, aos 
coeficientes efetivos de transferência de ca l or em 
meios porosos. Note-se que, além dos coeficientes 
difusivos moleculares específicos a cada caso, há 
apenas parâmetros que, supostamente, devem depender 
apenas da estrutura do meio poroso. Basicamente, é 
preciso apenas encontrar expressões adequadas par·a a 
tortuosidade do meio (T), para o coeficiente de 
dispersão lwl e para o comprime nto de mistura (t). 

Na formulação apresentada foram desprezadas. as 
difusões ax1a1s. Esta simplificação é bastante 
conveniente do ponto de vista computacional, mas não é 
necessária para o desenvolvimento teórico. Uma 
estimativa para os 1 imites de sua validade pode ser 
encontrada em Freitas (1991). 

PARTICULARIDADES DE LEITOS FIXOS DE ESFERAS 

Para comple tar o tratamento teórico, a estrutura 
do meio poroso deve ser caracterizada, ou seja, 
algumas propriedades deverão ser definidas ou medidas 
experimentalmente. Neste trabalho, as grandezas 
relevantes são a permeabilidade (K), o coeficiente de 
Forschheimer (A), a porosidade (c), a tortuosidade (T) 
e a dispersão (7). 

Foi observado experimentalmente que no caso de 
esferas compactadas pode-se esperar· que o escoamento 
tenha uma r eg ião de entrada hidrodinâmi ca c urta (Tien, 
1981), perfil plano na · região cen tral (ver fig . 1), e 
que a velocidade média aumente próximo às paredes, 
como mostra a figura 1; tal efeito é produzido pelo 
aumento de porosidade nesta região e é comumente 
denominado de efeito canal. 

1-(- r 

1----

L-.,=====::::....--- X 

Fig. 1. Perfil de velocidades médias típico 
em leito de esferas compactadas 

De acordo com um levantamento feito por Hunt e 
Tien (1988), as medidas experimentais para a 
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porosidade podem ser aproximadas por 

c(y) = c~ + (1-c~) exp(-Ày/d) · (18) 

em que y é uma coordenada medida a partir da parede do 
reatar; c vale 0,37 para esferas em arranjo aleatório 
e um val~r de 6 para À é o que melhor parece 
correlacionar os dados experimentais. 

Conforme discutido em Freitas (1991), a 
tortuosidade terá urna expressão semelhante, 

T(y) (19) 

em que T vale 1,41 , em concordância com os limites 
discutid~s por Bear (1972). 

De acordo com Fand et alli (1987), as expressões 
para K e A são 

K = d2
c

3
/A (1-c

2
) • A = B (1-c)/c3d (20) 

F F 
em que AF e BF variam conforme o regime em que se 
encontra o escoamento (Darcy, Forschheimer ou 
turbulento) 

O coeficiente de dispersão, aparentemente, 
depende do modelo adotado para o comprimento de 
mistura (C). Para uma variação linear do comprimento 
de mistura na região próxima às paredes, sabe-se que 
o coeficiente de dispersão (7) é da ordem de O, 1 
conforme Wakao e Kaguei (1982). A defini ção de 7 fecha 
o problema e permite que sejam obtidas soluções 
numéricas. 

RESULTADOS E DISCUSSÕES 

Na obtenção do conjunto de equações governantes 
(eqs. (12) a (17)), há muitas sutilezas. Muitos 
modelos auxiliares tiveram que ser incorporados à 
abordagem de médias volumétricas a fim de torná-la 
completa. Para verificar se o modelo obtido ao final 
consegue realmente prever fenómenos de transporte em 
meios porosos saturados, nesta seção ele é utilizado 
na simulação de dois experimentos, sendo um para a 
geometria de placas paralelas e outro para duto 
cilíndrico . 

As equações f oram particularizadas para os casos 
de sistemas de coordenadas cartesianas e cilíndricas, 
sendo em·seguida adimensionalizadas e discreli zadas . O 
campo de velocidades não depende das demais vari áveis 
dependentes e a sua solução para cada seç~o 
transversal do duto é obtida pelo algoritmo de Thomas , 
ou TDMA (Patankar, 1980) . As equações (14) e (16) 
e stão acopladas e são resolvidas pelo método das 
caixas de Keller (Cebeci e Bradshaw, 1984). Sua 
aplicação é adequada a este caso porque, entre outras 
características, permite . a obtenção de erros de 
segunda ordem com espaçamentos arbitrários e também 
per mi te urna fácil programação de um grande número de 
equações acopladas. 

O problema de placas paralelas foi resolvido com 
50 pontos na direção transversal, concentrados junto à 
parede, com um avanço longitudinal na variável 
adimensional de O, 0001 constante. No caso da 
geometria cilíndrica foram utilizados 100 pontos ao 
longo do raio do duto, concentrados próximo á parede. 
O primeiro avanço na direção longitudinal foi de 0,002 
mm; cada novo avanço correspondeu ao anterior 
multiplicado por 1,035. 

Renken e Poulikakos (1988) apresentam medidas de 
Nusselt e temperatura para um escoamento de água 
através de um meio poroso constituído de esferas de 
vidro, entre duas placas paralelas mantidas a 
temperatura constante. As figuras 2a e Zb mostram uma 
comparação entre o modelo teórico e os resultados 
experimentais para o número de Nussel t 

7
na região de 

entrada para uma vazão baixa (B=l, 91x10 ) e pa1·a uma 
vazão mais alta (B=8, 16x107

) . A concordância entre o 
experimento e o modelo é mui.to boa. Para a obtenção 
dos resultados teóricos mostrados nas figuras Za e Zb 
foi necessário empregar um modelo parabólico para o 
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comprimento de mistura (ver eq. (16) ). 
proposto por Tien (1988), contrasta 
linear usualmente utilizado. 

Este modelo, 
com o modelo 

10 

~ 
1&.110 ; ~ O EXPERIMENTO 

11 ''"'"" ''"'"" 

10 

~ ~ 

~10 
z 

O EXPERIMENTO 

1+-~~Trrm-~-n~~ 
10 x• JO 10 )(. 10 

(a) (b) 
Fig. 2. Núme:-o de Nusselt na região de e ntrada 

para o escoame.pto entre placas pat ·aJ~las; 

a) B = 1, 9lx10 e b) B = 8, 16x10 

Particularizando a fon1ulação para coo r·denadas 
cilíndricas e apli c ando as condições de contorno do 
exper imento descrito em Freire e Massarani (1990), 
obtém-se resultados como os das figuras 3a e 3b. 
Pode-se notar que o modelo permite prever o campo d e 
temperaturas, tanto para seç6es próximas à entrada do 
duto (figura 3a) como para posições mais avançadas no 
interior do duto (figura 3b). Uma análise mais 
completa d o experimento foi apresentada po r Freitas e 
Prata (1991), com o intuito d e parti c ipar da discussão 
apresentada no artigo de Freire e Massarani, com 
relação ás condições de contorno usualmente empregadas 
no projeto de reato res de leito fi xo. Verifi cou-se que 
é possí v e 1 reproduzir numeri camente bem os r esultados 
experimentais sem a necess i dade d e uma determinação 
e xperimental de coeficientes ar tifi c iais de 
transferênc ia de calor. 

u 

45 410 

3!5 

O EXPERIMENTO 20~ O EXPERIMENTO 

I !5 ~-,...-.--~--,-..,..-r--T"....., 1!5+--,--,...~~~-.--~....., 
op o,2 Q4 O!J qe 1,0 

r• 
0,0 <>,2 0,4 Q6 0,8 1,0 

r~ 

(a) (b) 
Fig. 3. Perfil radial de tempera tura para o 

escoamento em dutos cilíndricos ; 
a) posição a 30 mm da entrada do duto 
b) posição a 200 mm da entrada do duto 

CONCLUSÃO 

Em meios porosos saturados , é muito difícil 
acompanhar individualmente as partículas de fluido, 
mas o comportamento médio de grupos de partículas pode 
ser prev isto e permite uma boa compreeensão dos 
fenômenos físicos envolvidos. Neste trabalho, com base 
no processo de médias de Slaltery (1978) e Whitaker 
(1969), são obtidas equações governantes para os 
processos de transporte relativos a grupos de 
partículas em meios porosos saturados. Diversas 
abordagens são associadas, de modo a obter um modelo 
fechado, mas completo o suficiente para ser aplicado a 
casos reais. Na comparação com resultados 
exper imentais. o modelo revela-se muito bom tanto para 
a geometria de dutos cilíndri cos como para o 
escoamento entre placas paralelas . 
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ABSTRACT 
----~ 

Governing equations for average variables related 
to transport phenomena in saturated porous media are 
derived on the basis of the Continuum Mechani cs . The 
modelling of the unknown terms that come out of the 
averaging process is performed with the aid of other 
approaches and experimental data . The resulting 
formulation is in good agreement with experimental 
data for channels filled with packed sphe1·es. 
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INTRODUÇÃS! 

A transmissão de energia elétrica des de as 
us i nas gerado ras até os centros consumidores tem que 
s er f ei ta de acordo com as peculiaridades das regiões 
que atravessam. Em zonas rurais os condutore s s ão 
suportados por torres metálica s : é a c hamada 
instalação aérea. No perimel n .> urbano i sto não é mais 
possível, por problemas de espaço e de s egurança, e a 
instal ação d e ve s er enterrada . 

Condutores e létrico s gera m ca l o r por e feito Joule. 
Em instalações a ére as a troca de ca l o r com o vento é 
bastante eficient e e o calor gerado é facilmente 
dissipado. Quando es tão enterrados, o respons ável pela 
manutençã o d a sua temperatura a níveis seguros passa a 
ser o material de que é feit o o aterro, o qual é 
composto, sempre que possível, do próprio s o lo do 
loca l aonde deve ser feita a instalação. Se este so l o 
não consegue retir·ar calor suficiente, a temperatura 
na superfície do c abo sobe e o isolamento elétrico 
pode ser danificado. Por outro lado, a substituição do 
solo local por· algum outro material mais efici e nte 
termicamente deve ser cuidadosamente e~tudada, pois o 
custo de instalação de cabos enter-rados é b a stante 
elevado. 

O probl e ma da transferência d e calor em solos é 
bastante complexo . A fig. 1 mostra esquematicamente um 
cabo de p o tência enterr·ado em um solo úmido. Quando se 
inicia a transmissão de potênc ia, a região em torno do 
cabo aquece e a umidade ali presente começa a 
evaporar, aumentando, portanto, a pressão de vapor nos 
poros. Cria-se, então, um gradiente de pressão de 
vapor em relação ao solo distante, mais frio. Devido a 
este gradiente surge um fluxo de vapor, que t e m como 
consequência sec ar o solo que circunda o cabo. Por 
outro lado , tal processo de secagem deixa a região que 
contém material s eco (S) com um potencial de sucção 
muito elevado, o que leva água a migrar por 
capilaridade para esta reg1ao, a partir da reg1ao 
úmida (U) . t comum em engenharia de solos tomar por S 
uma região que tenha conteúdo de umidade menor do que 
um g mínimo, mui to próximo de zero. Além disto , a 
fronteira entre S e U é normalmente denominada uma 
"frente de secagem". Com o aquecimento do solo, o 
processo tende a atingir equilíbrio e a frente de 
secagem a ficar estacionári<J. A posição da frente 
depende, evidentemente, dentre outras coisas, da 
relação entre os fluxos de vapor e de líquido, que 
está associada às propriedades do solo. Tal relação 
pode determinar também a ocorrência de uma situação em 
que a região adjacente à superfície do cabo seca muito 
rapidamente, após o inicio do aquecimento. Corno a 
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resistividade térmica do solo seco 
que a do solo úmido, nes t e c aso 
superfície do cabo e hega rá muito 
nível perigoso, antes mesmo que o 
regime permanente. 

é mui to mai or d o 
a tempera tur·a da 
rapidamente a um 

proc esso a tinja 

A situação em discussão caracteri za um problema de 
transporte de c alor e massa acoplados, em regime 
transiente, em mei os porosos insaturados. As equaçõe s 
governantes, baseadas na teoria de Philip e de Vries 
(1958), são fortemente acopladas e todos os 
coeficientes variam com tempe ratura e umidade . 

~UPERFiC<: 00 SU1l 

///// // / // /// // / // / // 6 ( ( / ( ( 

MATE~IAL I 
SECO (S) "' - _ -... 

X I ', 

MATERIAL 

ÚMIDO (U) 

I * \ FRENTE DE / ~ V SECAGEM 

I · I 

\ I I 

', _L_ ..... / 

Fig. 1. Situação esquemática d e um cabo 
em funcionamento 

O presente artigo apresenta re s ultados para a 
solução numéri ca destas equações. Os r esultados 
são comparados com um método em pi rico 
atualmente empregado por alguns f a bricante s de cabos 
elétricos. De acordo com este mé todo, supõe-se a 
existência de uma isoterma critica que divide o solo 
que circunda o c abo em uma regi ão completamente seca e 
uma região úmida, com umidade constante. 

EQUAÇÕES GOVERNANTES 

As equações · governantes para o transpor-te de 
massa devem representar a conservação de umidade, 
tanto no estado líquido como vapor, e a c onservação da 
massa de ar no interior dos poros a nível 
macroscop1co . Segundo Hartley ( 1987, pág . 2.02), 
princípios macroscópicos deste tipo são válidos em 
meios porosos desde que o volume diferencial 
considerado seja pequeno com relação às dimensões 
globais do meio, mas grande relativamente ao tamanho 
do poro. Um volume que obedeça a estas especificações 
será aqui chamado "volume-amostra" . 

Por umidade em uma amostra V entende-se o volume 
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ocupado pela fase líquida (V ) adicionado ao volume 
ocupado pelo vapor se ele fo§se condensado. A equação 
da conservação da umidade para um solo úmido é dada 
por, 

'~ 

de coluna de líquido. 
Como o potencial matricial é dependente dé 

temperatura e do conteúdo de umidade do meio, ou seja, 
1/J = 1/J(O,T), no trabalho de Philip e de Vries (1958) c 
fluxo de líquido é escrito como 

( 1 ) J = - p (oe 170 + D 17T - K it) ( 5 ) 
I I I TI g 

~i -\7·1 
w a t 

onde 

e = e + e 
I v 
v 

e=-~ 
I v 

-7 -7 -7 
J = J + J 

w v I 
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e= __ v (c - e ) v PI I 

E: = 
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I g 

v 

De maneir·a semelhante à conservação da umidade, 
a conservação da massa aplicada ao ar estabelece que, 

a [pa (c-01)] 

-íl•J (2) 

a t a 

Nas equações (1) e (2), e é o conteúdo volumétrico de 
umidade, p é a massa específica e ] o fluxo difusivo . 

A expressão para a conservação da energia e m um 
meio poroso insaturado fornece (Hartley , 1987 , p.204), 

[ 
ap v PJ 8T C + h (e-e )- + (c-O )- - + 

!v 1 8t 1 T 8t 

[ 

ap 
+ h (e--e )-v + 

!v I 80 

80
1 

P-hl vpv]M - íl· ( k ílT J + 
ef 

- íl•(J h ) - (c j + c j ) ·ílT 
v 1 v P 1 w Pa a 

(3) 

onde h é o calor latente de vaporização, 
condutiVidade efetiva do meio, C é a 
ca lorifica e c o calor específico; P é a 
é a temperatur&. 

k é a 
capàcidade 

pressão e T 

A contribuição do vapor para o 
umidade t otal é muito baixa, ou seja, e « 
forma, nas equações que seguem ser~o 
indiscriminadamente as variáveis e e e . 

conteúdo de 
o . Desta 

~tilizadas 

As equações (1), (2) e (3) ehão completas, 
exceto pela determinação dos fluxos mássicos j , j e 
j . A seguir são apresentadas expressões barav os 
fÍuxos de líquido, vapor e ar , seguindo a abordagem de 
Philip e de Vries (1958). 

Em meios porosos saturados, a lei de Darcy 
determina que o fluxo de líquido é p1·oporcional ao 
gradiente de pressão . No caso de meios porosos 
insaturados, o fluido migra da região que tem menos 
capacidade de absorver água para a que tem maior 
capacidade por capilaridade. O potencial adequado é, 
portanto, o chamado potencial matricial e está 
relacionado com o movimento do líquido por 
capilaridade dentro dos poros. O potenc ial matricial 
(1/J) em função do conteúdo de umidade (O) é normalmente 
dado em metros de coluna do líquido que está presente 
nos poros, de modo que a lei de Darcy, modificada para 
meios porosos insaturados pode ser escrita como 

-t 
Jl 

PI 

-t 
v 

I 

K k 
_ P 

1 
g sa ~ r I ( íll/1 _ it) (4) 

onde k é um vetor unitário na direção e sentido do 
vetor gravidade, e k , permeabilidade relativa, vale 
um na saturação e d~bresce até zero à medida que o 
conteúdo de umidade diminui até o ponto em que não há 
mais continuidade da fase líquida; 1/J é dado em metros 
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onde 

p gK k p gK k 
D = I sat r I 81/J D = 1 sat r I '!!!!__ 

01 ~~ ao TI ~~ aT 

p g K k 
K = I sat ri 

g ~i 

Para o fluxo de vapor, uso é feito da lei de 
Fick, com o coeficiente de difusão adequadamente 
modificado para uso em meio poroso. Assim, lembrando 
que a densidade do vapor 
depende da temperatura e do conteúdo de umidade, os 
fluxos de vapor e ar, na notação de Philip e de Vries , 
podem ser escritos como, respect ivamente, 

Jv J 
a 

-(DOa ílO + DTa \7T} (6) -CD
0
}e + DT}Tl 

PI PI 

em que as difusividades de vapor e ar são definidas 
por 

D R 8p 
0ev 

Vd g V 

pr:- ae 
I a 

- D 
O a 

(7) 

D 
Tv 

D R [8p p l va g v v 

~ ãT+r 
I a 

- 0ra (8) 

Além disto, são definidas por conveniência , 

0ew DOI + 0ev 0Tw = 0T1 + 0Tv (9) 

Nestas defin ições , [D] = m2/s e [R] = J / k g/K 
Após substituição dos flu~os mãs sicos, obtem-se 

as equações de transporte em sua forma adequada para 
aplicação . Após análises de ordem de grandeza dos 
termos, tais eqauções se reduzem a (Hartley, 1987, 
pág. 212) 

Conservação de água 

ae ( '"') - = íl• D ílO + D ílT - K R 
8t Ow Tw g 

( 10) 

Conservação de energia 

C aaTt = \7 • [ (k + p h D ) ílT + (P h D ) í1 e] ( 11 l 
ef I I v Tv I I v 8v 

É importante notar que, de acordo com Hartl ey (1987), 
diversos termos foram desprezados com base em valores 
típicos das variáveis para solo de aluvião arenoso. 

FORMULAÇÃO DO PROBLEMA 

De posse das equações governantes, pode-se passar à 
solução do problema de cabos propriamente dito . 

A figura 2 mostra o problema que serã resolvido. 
Por simplicidade numérica, é assumido quae o cabo tem 
seção transversal quadrada com perímetro equivalente 
ao de um cabo circular. Comparações com a solução 
analítica associada a um problema puramente condutivo 
de um cabo circular enterrado em um meio semi-infinito 
mostraram ser esta uma boa aproximação. 

• 
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Fig. 2. Problema a ser resolvido 

As condições de contorno associadas a o problema 
são, 

1 ) 1 im T(x,y) T lim T(x,yl T 
x~oo y~ 

1 im e(x,yl e 1 im e(x,yl e (12) 
I 

X~ y~oo 

2) Fronteira impe rmei ve l (calçada) 

( 13) 

3) No interior do cabo presçreve-se uma geração d e 
calo r q' 

4) Condição de s i metri a 

~: = ~~ = o em x=O 

5) Convecção na superfície do solo, y=O 

qy = h (T
00 

- T) 

(14) 

=- (\r+ plhtv0 rv) ~~- p l htv0ev }~ ( 151 

Expressões para as propriedades do s o lo em 
função d o conteúdo de umidade e da temperatura foram 
ext raída s de Couvi ll ion ( 1981), para s o l o de aluvião 
arenoso. 

As equações diferenc i a i s do problema foram 
resolvidas pel o método de v o lume s fini. tos. O domlni o 
foi ampliado até que a posição da fronteira infinit a 
não mai s influísse na t e mperatura de equilíbrio do 
cabo. 

O cpmpromisso entre precisão e custo 
computacional foi alcançado com uma malha de 777 
pontos, concentrada na região próx ima ao cabo. Para o 
cá lculo do transiente, cada intervalo de tempo 
correspondeu ao anterior multipli cado por 1,01 a 
partir de um ~t ini c ial de lOOs. Quando o ~t atingia 
12 horas, ele e ra mantido constante até que fo s se 
atingido regime permanente. 

Assumiu-se uma potênc ia dis s ipada no cabo de 
100 W/m. O valor de T foi mantido em 20°C e foram 
atribuídos a e os vaiares de 0,155 (região em que a 
condutividade térmica efetiva do solo varia muito c om 
a umidade) e 0,3 (região em que a condutividade 
efetiva é muito pouco sensível à umidade). 

RESULTADOS 

O objetivo desta investigação é determinar se o 
cabo elétrico está em uma condição segura de 
funcionamento. O primeiro ponto a analisar deve ser, 
portanto, a evolução da temperatura na superfície do 
isolamento do cabo desde o momento em que ele é 
ligado. A figura 3 mostra este transiente para 4 

situações distintas : 
1 l condução de ca l or pura para o solo 

completamente seco; 
2) condução de calor pura para o solo úmido, c om 

umidade constante; 
3) condução de calor pura, mas considerando a 

umidade d e acordo c om um modelo e mpíri co, ou seja, 
para cada volume da malha: 

- s e a t e mpera tu r a é maior do que 50°C em um 
determinado ponto da malha computacional, o solo é 
considerado seco; 

s e a temperatura é menor do que 50°C, 
considera-se que o solo está úmido, com o valor da 
umidade inicial. 

4) condução de calor e migração de umidade 
acoplados (formulação completa, conforme introduzido 
anteriormente). 

u 
.a 
u .... 

- -!OLO S[CO 
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Fig. 3. Transiente na superfície do cabo 
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Conforme mostrado na fig. 3, para o caso de 
umidade inicial mais baixa (9 = O, 155) e tempos 
menores, o cálcu lo empír i co se Áproxima da solução das 
equações completas. Nesta situação, o caso 4 
efetivamente apresenta uma região seca em torno do 
cabo, o que, por hipótese, deve ocorrer no modelo 
empírico. 

Para a umidade mais alta (e = 0,3), o solo seca 
mui to pouco em torno do cabo e a §uposição de que a 
umidade é zero para temperaturas maiores do que 50°C 
fica distante da realidade . Assim sendo, a figura 3 
mostra que a solução do problema completo s e aprox i ma 
mais do cálculo que considera. a umidade const ante . 

O bom resultado do modelo empírico para umidade s 
baixas e tempos curtos sugere que se ve rifique a 
presença de regiões com condutividade térmica 
equivalente constante no modelo completo. Caso tal 
hipótese se verifique, um gráfico da temperatura ao 
longo do raio, quando plotado em uma e s cala 
semi-logaritmlca, deve fornc er retas. De acordo com a 
figura 4a, verifi ca-se que , para umidade inicia1 
menor, o resultado fica de fat o representado p o r duas 
retas que, em regime permanente, s e e ncontram n a 
temperatura de 50°C. A inclinação destas retas fornece 
os valores de 0,3 W/ mK para a condutividade térmica d a 
região interna e 1, 03 W/mK para a região externa . O 
valor da condutividade térmica da reg1 ao interna 
corresponde e>:atamente ao de solo seco. A região mais 
úmida, no entanto, apresenta uma condutividade 72% 
maior do que aquela obtida num experimento de condução 
pura com um valor fixo de umidade (sem migi-ação de 
umidade). Para situações de umidade mais alta, a 
figura 4b mostra que não há uma divisão em duas 
regiões, apesar de o campo ter um comportamento 
logarítmico. A condutividade equivalente nes te caso 
fica em 1,93 W/mK, 16% maior do que a obtida sem levar 
em conta a migração de umidade. Conclui-se assim que o 
modelo empírico é aplicável, por dividir o so lo em 
duas regiões com base na isoterma critica, mas 
subestima o valor da condutividade térmica equivalente 
quando há umidade presente. 
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Os resultados anter ior·es i ndi cam que para o 
modelo empírico a temperatura de c abo deve estacionar 
num nivel mais alto do que pa ra o modelo compl et o, uma 
vez que na r·egião úmida, o modelo empírico utiliza 
valores de condutividade ténnica menor e s rio que 
aqueles associados ao mode l o completo. I sto é o que 
acontece na fig. Jb, mas não é o que é observado na 
fig. Ja. O resul tacto da fi g. Ja não é o que e ra 
esperado e presentemente os autores ainda não lêm uma 
explicação para es te fat o . Note- se que s e m c auxilio 
da fig. 4a é intuitivo considerar que a fig. Ja faz 
sentido, pois no modelo compl e to o conteúdo de umidade 
na região úmida varia, e é igual ao ini c i al soment e no 
"infinito". Com uma umi.dade média do solo mai s b<J.ixa 
do que a do mod e l o empíri co, s eria d e espe rar que no 
modelo compl eto a condutivida de térmica equ~ ·val enle 

ficasse meno r, 0 que l evaria o cabo a uma te mpuatura 
maior em regime permanente, confirmando a f ig. Ja. 

Os resultados obtidos com as equações compl e tas 
devem ser examinados com cuidado, po i s o processo 
numérico é instável e a sua convergênc i a é bastante 
lenta. As equaçõe s es tão acopladas via t e rmo-font e e 
todos os coefi.d e ntes apresentam um<i forte dependéac ia 
de ambas as variávei s dependent es . Adici onalme nt e , a 
potência dissipada atribuída ao cabo (100 W/m) é 
excessiva e pode ter levado a si t.ua ç ões e:n que as 
equações não fornecem resu l lados fi sicamen te 
consistentes, pois, em alguns casos, f oi inclus ive 
ultrapassado o ponto de ebulição da água. A utilização 
de tal potência permitiu que o mod e lo fosse testado em 
condições extremas. 

Presenteme nte não se sabe ainda se 
"condutividades equ iva l ent e s" extraídas de gráficos 
como as figs. 4a e 4b fazem sentido numa s i tuaç5.o 
real. Po r enquanto, tem-se a penas indi c ias da 
existência de uma "isoterma- c ritica" dividindo o solo 
em duas regiões. No entanto, é nec essar1o estudar 
melhor o valor da cond~tividade t é rmi ca equivalente na 
região úmida e o c ompot- tamento das equações para 
baixos conteúdos de umidade. Tais pesqui sas estão em 
andamento pelos au to res. 

CONCLUSÃO 

É apresentado um estudo das equações básicas que 
governam os me canismos de transfer ênc ia d<õ calor- e 
massa em solos úmidos que circundam cabos de potência. 
A fim de estabelecer base para comparação, três outros 
modelos foram analisados. Nestes mode los 
simplificados, é resolvida apenas a equação da 
energia, com as propriedades termofisicas sendo 
avaliadas em valores fi xos de conteúdo de umidad e do 
solo, cor respondendo a solo seco, solo úmido e a uma 
composição destas duas situações. 

O modelo de duas regiões, uqu i denominado modelo 
emp1r1co, apresentou resultados semelhantes àqueles 
associados ao modelo completo, que é fisicamente o 
mais realístico, quando a umidade inicial do solo é 
baixa e para tempos curtos. Adicionalmente, o modelo 
completo fornece indícios da existência de uma 

isoterma critica, hipótese básica do modelo e mplrico_ 
Para situações onde a umidade i ni ci al do so lo é 

mais alta, o modelo de solo úmido apresentou bons 
resultados. Neste modelo é resolvida ape nas a equação 
da condução de calor, com propriedade s t errnofisicas 
constantes e iguais àque l as asso c iadas ~ umidade 
inicial do solo. 

Em geral, a temperatura na supet·fí c.i.e do cabo 
mostrou- se extremamente dependente da umidade inicial 
do solo. Para umidades mais ba ixa s o solo secou a o 
redor do cabo, resultando em um maio r aquecimento do 
mesmo . 
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A numeri. ca l inves li ga li on o f heat. <Jnd mass 
transfer in the s oil that s urround s a power c abl e has 
been performed . A compl e te formula l.ion of the pr ·ohlem 
is introduced taking into account the depe ndan c e of 
the soil thermophysical prope ~ties o n temperalure and 
moisture con t ent. To provide ba s is fo r compar ison, and 
following current e ngineering pract ice, th rce o lher 
models have been expl o red. fhose s imp lif ied mode ls 
employ t.he e nergy equati.on wit.h thermcplly s i cal 
properties eyaluatcd a t fixed values of sui l moisture 
content, corre s ponding to dry, mo i s t and a two-r•~gion 

soil. For lo~>~ ini tia! moisture contents, tlw c<Jrnpielc 
model predicted a drying front 1o~hi c h inr:n~ascd 1-11 lh 
time until a steady sl<Jte r·egime is r eac hed. 
Compari son between the c o mp l et.e anc' lhe ~; irnp l if ied 
models sho wed t.hat for low mo i s lur e conl e nl s and s hort 
times the two-region soil presen led reasonable to g ood 
result s whe rea s f o r high moisture cont e nts ve r y good 
agreement preva il ed ' between the c omplet e and the 
simp lified moi st soi l model . 
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SILVIO DE OLIVEIRA JUNIOR*, PIERRE LE GOFF** 
*Instituto de Pesquisas Tecnol5gicas do Estado de Sâo Paulo S.A./ 

Escola Polit~cnica da USP, São Paulo, Brasil 
**Laboratoire des Sciences du Genie Chimique, ENSIC, CNRS, França 

R ES Ut40 
Ap!te.M.~ta- J.>e_ a anáwe exettg"iU.c.ado -6 p!toc.eMo-6 de .tltaM 6 e~tê:nua de c.al.o!t e 

ma-6-óa e. ú-!>te.nte,-6 11M maqu.Üta-6 téJz.nU.c.a-6 c.om uc.lo de. ab-ó O!tCiio , v.Wando e-6-tabele.c.e!t 
M bMe.-6 t e.Jtmodinâmúa-6 pa!ta otimúacão do de.-~> empenho de.-õte.-6 -6-W.tema-6. 

t de.-õ e.rtvofvi do o cüag!tama exe~tgia-e.~al.pia que poMib-<--üta a Jt e.aüzacão do-6 
bafartco-6 de. exe~t g-i.a e a ide~6ic.ação da-6 pe!tda-6 e. xe.Jtgê.t-i.c.a-6 duJta~e. o-6 p!toc.e.Mo-6 
de abw~çã~ !de.-~>~Jt~ão, ap!te.-óe.~a~do--~> e __ o d~aQJtama pa!ta M MlucÕe-6 de ~20-UB!t. Sao -<-d e. ~-<- tí-<.c.ada-6 a-6 c. onó-<-guJtacoe.-6 oLúrla-6 de. um V!an-66ottmadofl te!tnU.c.o e. wn 
Jt e.1ttigeJtado!t, qlte tte.vafoü.zam e.1f.ue.~t e.-6 téAm-i.c.o-6 i rtdu-õ.tlti a-W. 

:;::; :í.mb o 1 o·;;; 

Ew exe~g i a es pe cífi c a (J . kg-~) 
h entalpia específica (J kg-~) 
m: v~:1. z:~o m ~:Í.s·::.ica (k~~ . s·-·:1.) 

p : pr(·? ·::;s ~io <P~·~. ) 
G1 , q : c ó1. 1 o 1- ( -.1 ) , f 1 U :-(O 8 ~i p E: c l: f i. C: o cl E· c ,-,, 1 o 1· 

<w .l·: ~r·•·! 
T temper:;;.l:u.l- :0. ( I( ) 

x concent~aç~o mássica fkg kg-a mistu~a) 
1,.1 potfnc:i.<I ((.J) 

( Aexl vari.açâo de exergia 
e : f a t: o -,- d c c c.>. ~- no t 
GEX . rendimento exerg~tico 
E : e fi C:::~ C i;:~ i2 X (·2 ,~ 9 é t i C~-

absorvedor. ab s orvedor entrada, 
<:tb so1· vcd o1· ~:;a :i d :,;~, 

bo Gambas ele circulaçio 
cd : conden ·;; :,;.do1-
de: de";o1·vr:::dor 
d c t · de.,,. t 1- u 1: da 
c , ec, es : e vaporaclor, evaporadar entrada, 

cvap o1· '3.d o1· ;;;<.<. í d :;~ 
9 J. ob : 9 J. ob <>.1 
rTI :i.·;; : mi. ~; t u ;--ado r 
o . refcrincia cxcrgética 
::;c-:·p. sep~·~.r-:::t. dol-

I I~TF'il[II.JÇ{.'íQ 

No contexto energético atual do Brasil 
o emprego de máquinas térmicas com ciclo de 
absorçâo pa~a revalorizaçâo de efluentes 
t~rmicos indu s triais para fins de aquecimento 
e ~efrigeraçio, afi~ura-se ba~tante p~omi.ssor 
seja a nível cconBmico (integraçâo energética 
de processos e reduzido u s o de eletri c: idade) 
s eja a nível ecológico <evitar poluiçio 
t~rmica e nâo utilizar cJ.orofluarcarbonos 
como fluido de trabalho). 

Coma o desempenho destes sistemas é 
condicionado pelo comportamento de seus 
trocadores de calor e massa, responsiveis 
pela revalorizaçâo e degradaçio dos fluxos de 
calor consumidos por eles, a anilise 
exerg~tica destes processos permite sua 
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avali.açâo e otimizaçâo de acordo com o 
segundo PrincÍpio da Termodinimica . 

Apresentaremos aqui a anilise 
exerg~tica dos processos de transferência de 
calor e ma s sa , existentes nos 
misturadores/separadores das máquinas a 
absorçâo, baseada no uso de um diagrama 
cxergia-entalPia da mistura bin á ria utilizada 
como fluido ele trabalho do ciclo, assim c:omo 
mostraremos como se identifica a configuraçio 
ótima ele uma máquina térmica com ciclo de 
absorcâo, definidas suas condiç5es de 
ope\~~":'l.r;:ão. 

AN,il TSF FXFFdJÉ!J'ICfl I'IO"l f'f\Of;E<:;ç;Qf) !'IE' SFF'AF'AC:Ãf! 
F 11FHIJI3:(1 

Consideremos um misturador, componente 
de um ciclo a absorçâo onde o fluxo de calor 
consumido no evaporador ~ revalorizado até o 
nível de temperatura do absorvedor, que opera 
com dois filmes descendentes, sendo um a 
s oluc â o ab s or vente (por exemplo uma solucâo 
aquosa de LiB~) e o outro o solvente (por 
exemplo água pura), como mostrado na Figura 
j 

T as .. 
~ 

1( 
I 

''1\ 
} 

~ I } 
~ I ~ 

Qa ~ <2 } ~Q 
~ 

:,,T,.h~ { ~ 
~ I ,\ { 

_< { 
Tae Tee 

~Md, xd. hd 
Td 

FIGURA i: Representaclo de um misturador com 
filmes descendentes. 

O balanço de exergia para o misturador 
fOl"I1E.'CE: 

(j_) 



Para o evaporador temos: 

ra5exs+Qeee=msexv+(l1Exdet)e (2) 

e para o absorvedor : 

m ex +m ex =m_,ex_,+Q e + (liExd t) c c 5 v u u a a e a 0) 

com 

e =1-T /((T -T )/ln[f /T )) e o ee e5 ee e5 ( 4) 

8a=l-To/((Tas-Tae)/ln(Ta/Tae)) (!,')) 

O termo <t~Exd.~)c engloba os efeitos de 
perda de carga e gradientes térmicos (filme 
evaporante - fluido de aquecimento) e o termo 
(ll[xd•tla é causado pelas irreversibilidades 
devidas ~ transferência simultânea de calor c 
massa assim como à perda de carga no 
absorvedor . 

Analisemos a isobárica p, representada 
no diagrama exergia-entalpia da Figura 2, 
sobre a qual se desenvolve o processo de 
absor~âo na interface do filme absorvente. 

Os pontos S e V indicam os estados do 
solvente na entrada e saída do evaporador C 

ex 

ex c 

ex A 

exv 
CxR 
ex0 

ex5 

---D 

hs h A 

FIGURA 2: Diagrama Exergia-Ent~lpia. 

vapor 

h v h 

e D representam a entrada e a saída da 
solucio. Destaquemos que estamos supondo que 
o solvente ~uma substância pura como ocorre. 
por exemplo, quando trabalhamos com o par 
HeO-LiBr . 

Observemos entio como os balanços de 
exergia mostrados anteriormente podem ser 
representados sobre o diagrama ew-h. Assim: 

ex -ex =VS- Qeee-(liExdet)e 
v s - ---::--::.::::.:~ 

ms 
__ Q e +(liEx ) 

exA-exn=AD= a a det a 
mD 

Q e -Q e 
exR-ex =KD= a a e e D m + 

D 

(liExdet)glob 
mD 

(6) 

(7) 

( 8) 

Qe8e-(l1Exdet)e 
exA - exR=AJ{= ---m 

u 

( 9) 

Constatamos assim que a partir das 
medidas dos segmentos VS, AD, AR e RD obt~m­
se os componentes dos balanços exergciticos. 

Adicionalmente a estes balanços podemos 
estabelecer os balanços de entalpia do 
mistut-c.dot-: 

h - h v 5 Qe/m5 

hR - hD = Qa/mD 

( 1.0) 

(i i) 

A Figura 3 apresenta o diagrama 
exergia-entalpia elaborado para o par 
HeO-LiBr freqUentemente empregado nos 
transformadores tcirmicos e sistemas de 
refrigeraçáo com ciclo de absorçio Para o 
cálculo das exergias baseamo-nos nas 
correlaç5es de McNeel~ (1979) para o cálculo 
das entalpias, os dados de Koehler et ali 
(19871 para as entropias e nos dados de 
Keenan (1976) para as entalpias e entropias 
do vapor d'água As condiçôes de referência 
para o cálculo de exergia são Ia = 25°C, Pa 
100 kPa, ~gua pura (x = 0) e uma solu~io a 
20% em massa de LiBr (x = 0,20), conforme o 
m~todo proposto por Oliveira Jr (1991) 
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Este diagrama tem uma densidade de 
informaç5es suficiente para analisar 
termod1namicamente os processos de 
separaç~o/mistura. assim como os c1clos de 
bombas de calor / refrigeraçio que utilizam 
este par 

DFSEHPENHn EXFRGéTICO DOS SEPARADORES E 
11 T ::~TI IF\{jPI"t!''FS 

O desempenho termodinâmico de 
separado1es e misturadores pode ser avaliado 
definindo-se a eficácia exergética destes 
componentes como a relação entre a exergia 
produzida e a exergia consumida 

Se considerarmos a miquina térmica como 
•..1.m todo pod•::mo-;; int·..-odu.<'.il- o CCHI•J,:itcl de: 
rendimento exerg~tico, que é a relaçio entre 
a exergia ~til produzida pela máquina e a 
exergia consumida pela mesma. A Tabela i 
apresenta as express6es das eficácias e 
rendimento exergéticos para transformadores 
t~rmicos e refrigeradores com ciclo de 
~:dJ ~::. o r· •;: :~ o . 

OIIMIZAC~O EXERGéTIGA DE UM TRANSFORMADnR 
T~RMICn E DF UM REFRIGERADnR 

A fim de mostrar dois exemplos de 
otimiza~io exergética de m~quinas a absorção 
consideremos dois casos de revaloriza~io de 
efluentes t~rmicos industriais, supostos a 
80°C. O primeiro trata-se de um transformador 
t~rmico que utiliza os efluentes a 80•c . 
(fornecidos ao separador) para fornecer calor 
a um processo a 100•c (saída do absorvedor), 
como esquematizado na Figura 4a. O segundo 
exemplo consiste num refrigerador que consome 
os efluentes a 80ac, para resfriar um 
processo a 7~c (evaporador), como mostrado na 
Figura 4b. Os dois sistemas operam com 
soluçôes de HeO-LiBr e a temperatura ambiente 
~ fixada em 25•c. 

' I 
i 



ENTALPIA(kJ/l<g) 

FIGURA 3 : Diagrama Exersia- Entalpia para o par HeO-LiBr. 

TABELA i Expressões de n ••• c .~. e c 
Máquinas a absorçio . 

para 

E l F' F: E~;~:; ;•\ D F' (., f;: .~1 
PARaMET RD REFR IG ERADDR 

'1 ex 

c . 
ll llS 

() o 
'C C 

() l) 
a "e 

l llcx) sep 

EXF'RES::>AO F·AF:,c) 
T ~>:,~hl~:lF Of\Mf~ DDF: 

TÉ:RMICO 

1 m de identificar a configuraçio das 
d u. ::·:1. ·:: :. m ~-:~ . q 1. :. ::. n ::·-\ ·;: :. q 1..1. (·::' !TI ~·:.. >< :i. m j_ r.: :::t. m (:. n fi(" >C , 'v' :::l. r· 1 ~:•. m o ~:; o 
',_!::·:\lo i" d .:-:· :..< d ::·~. p ::-:\ ·~"' t: :i. r· O 1 l~0.. com ><c ···· >(d :::: '_; .. 0:.=.~; 

para c a d a cond1çâo de projeto pesquisada 
Nesta a nál i se a diferença mínima de 
t e mp e r at ura nos trocadores d e ca l o r ( de 5°C 
c a pot~ncia con s umida pelas bombas de 
circu l açio de água e soluçâo ~ 2X do flu x o de 
ca lor fornecido pelo absorvedor 

A Figura 5 mostra a evoluçâo do E m~ •• 
c •• p e n .~ do s dois sistemas. 

Os valores máximos de n ••. sâo obtidos 
para xd 0,53 (um estágio de evaporaçio­
absorçiol no caso do transformador t~rmico, e 
para xd = 0.47 Cum estágio de evaporaçio­
absorçâcl no caso do refrigerador Os 
patamares existentes nas dua s curvas de " "'" 
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devem-se à mudan~a do n~mero de estágios de 
evaporaçio-absorçâo existentes nos 
misturadores das máquinas analisadas. 

CON SIDERAC5ES FINAIS 

O emprego da análise exergitica do s 
processos de transferincia de calor e massa 
existente s no s trocadores de máquina s a 
;;·~.b ·:s o\M ·:~:A o p .; .. ~ ~ - mi t: ·~-:: :3. r q1..1.<·~. n i:: i t' i c~~-·;. ~-i o d d.S Per d ~":l.·:;) 
exerg~ticas e a caracte rizaçâo de suas 
condicôes 6timas de operaçâo 

O diagrama exergia-en ta lpia apresentado 
ne s te trabalho proporciona todas as 
inf or macôes necessárias para realizar os 
bal anços de entalpia e exergia de um processo 
de a bsorcáo/desorcio de uma mi s tura binária, 
al~ m d e permitir a visualizaçio destes 
p l~ o c e ~:;·:=. o·:; . 

d e ope~a~~~n~:f~~a:~~n:~o~~~:~~u~:~;~c~t~m:e 
um refrigerador com ciclo de absorçao e fe1ta 
facilmente atrav~s da ma x imi z açio de sua 
pe\·fo r·m<:l. nce (·?::-<:er·gét ic:<l <n "'") , como mo~:;tr·ado 

:J."!l!. i .. 
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d~c Olivei ·.-a ,Jl-. S. "Révalol-i.s :,;d:i.on de s 
effluent s thermiques indus trieis - an a l~se 

exel·gétiqu(~, t~ntl-opiquo::: •:::t f?Conomique " ... 
The: s •::: d e Doctor a t , INF'L, Nane::~ <1991) . 

We present the exe rg e tic anal~sis of 
heat and mass transfer proces ses t~at take 
ple~. ce i.n abs01· ption machi.nes .. i.n e>rd •=:l· to 
optimize their performance . 

We develop an exerg~-enthalp~ diagram 
to do exerg~ balanc e s and to id entif~ 

e xergetic lasses during absorption \ de s orption 
processes . We present a diagram for H2ü-Li8r 
solutions . · 

Fin a ll~ we identif~ the optimal 
configurations of an absorption heat 
transformer and a refrigeration s~stem, that 
"upg1· ade" indu ·:; t1·ial waste heat , b~ 

maximizing their exergetic performances 
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ProbleJaas de b11plantaçJro de MAquinas Térmicas a 
PistJ(o Liquido ea Paises de Pertil Agricola 

LUIZ CL4UDIO VIEIRA FERNANDES 
WILLIAM MAGALHlES BARCELLOS 

Laboratório de Máquinas Térmicas - UFRJ 
COPPE/ UFRJ, Depto. Engenharia Mecânica 

C.P. 88.503- Rio de Janeiro, R.J. -Bras I 1 
FAX: ( 021) 290-8626 

Resumo 
O art i6o discute at6uns tipos "(iii"" máquinas tér-micas a pistt:J.o 

l. iquido com. potencial. para apl ica.çl!o no meio a6l'icola. St:J.o S\l6er-idas 
duas classificações dependendO se o cal.or- é for-necido exter-na ou 
inter-namente. No pr-imeir-o caso, a máquina "Fluidyne" é descr-ita e um. 
modelo sim.pl.es isotér-mico é apr-esentado. No se6und0 caso, a bomba de 
HVITiphrey e a máquina sem. com.pr-essl!o de Piclten st:J.o discutidas. Os 
el.euados ualor-es de efici~ncia tér-m.ica da bomba de Humphrey e a 
extr-ema simplicidade da máquina de Piclten sl!o apontados como 
caracter-ísticas que sobr-epõe as suas atuais dificuldades de oper-açt:J.o. 

INTRODUÇIO 

Palses em desenvolvimento da América do 
Sul, 4frlca e Sudeste da Asla apresentam uma 
economia multo dependente da agricultura 
I oca I. No entanto, muI tas dessas reg 1 ões 
apresentam baixa produtividade agrlcola, 
geralmente associada à pouca utll lzação de 
máquinas no campo. No entanto, a adoção de 
tecnologias agrlcolas de palses do primeiro 
mundo são multas vezes Inadequadas por serem 
excessivamente sofisticadas. Isto sem 
considerar que talstecnologlas são adequadas 
para rea I Idades onde a mão-de-obra é escassa 
e onerosa, caracterlstlcas opostas às 
encontradas nos palses em desenvolvimento. 
Portanto multas das soluções a serem 
propostas devem se enquadrar dentro das 
chamadas "tecnol.oeias apr-opr-iadas" que 
procuram atender as especificidades dessas 
regiões. Tais tecnologias portanto, são 
desenvolvidas para atender necessidades de 
pequenos produtores rurais, que requerem 
energia dispersa e em pequena escata. As 
dificuldades de se Implantar um um programa 
abrangente de eletrlflcação rural é mais uma 
Justificativa para o desenvolvimento de novas 
máquinas térmicas adequadas à obtenção de 
.energia mecânica/ e•étrlca no campo. 

VIABILIDADE DAS MAQUINAS A PISTIO LIQUIDO 

Máquinas Térmicas a Pistão Liquido são 
uma das posslvels alternativas para produção 
de energia mecânica no melo rural dos palses 
em desenvolvimento. o principio básico dessas 
máquinas consiste na adoção de um pistão 
liquido responsável pela conversão da energia 
de pressão de um gás, em movimento 
mecânico. 

A slmpl I cidade mecânica do elemento 
P r I n c I p a I mó v e I , ou se J a , do p 1 s tI o 1 I q u 1 do 
comparado às máquinas a pistão sólIdo pode 
ser sintetizada nos seguintes aspectos: 1-
Ausencla de lubrificantes externos, 2-
Vedação perfeita entre o fluido de trabalho e 
o plstlo I lquldo, 3- Não necessidade de 
aJustes mecânicos de uslnagem entre cll lndro 
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e pistão, 4- Não necessidade de materiais ou 
I lgas especiais que resistam a calor, atrito 
e altas temperaturas. 

Apesar das enormes vantagens do 
principio da máquina a pistão I lquldo sobre a 
máquina a pistão sót Ido, existem ainda 
dificuldades de sua Implantação no melo rural 
pelos seguintes aspectos técnicos: 1- Baixa 
frequência de operação, 2- Dificuldade de se 
controlar o ciclo associado, 3- Dificuldade 
de se extrair energia mecânica que não seja 
sob a forma de bombeamento do próprio I lquldo 
que constitue o plstlo.4- Dificuldade d~ se 
obter eficiências globais compatlvels aos 
sistemas sofisticados convencionais, 
justificada pela clássica dualidade 
stmpl !cidade versus eficiência. 

MAQUINAS TéRMICAS A PISTIO LíQUIDO COM 
AQUECIMENTO EXTERNO 

Várias propostas de máquinas térmicas a 
plstlo I lquldo com aquecimento externo foram 
propostas. Uma das atrações óbvias que essas 
máquinas apresentam é a possibilidade de 
utl I lzarem diversas formas de energia, desde 
a queima de combustlvels sólidos até o 
aproveitamento de calor de reJeito à baixa 
temperatura ou mesmo energia solar. Nesta 
categoria destaca-se ainda a máquina térmica 
denominada Fluidyne, desenvolvida por West 
(1971). Essa máquina pode ainda ser 
classificada como tipo seco ("dry type"> ou 
tipo úmido <"wet type">. o tipo seco opera 
eminentemente com ar e pode operar com 
temperaturas extremas mais elevadas, o que 
proporcionaria uma maior eficiência teórica 
do ciclo. Em contra-partida, o tipo úmido, 
que utiliza uma mistura ar + vapor d'água, 
apresenta melhor transferência de calor com o 
melo externo e Interno, uma vez que o vapor 
apresenta melhores propriedades térmocas de 
transporte. Esta caracterlstlca reflete numa 
maior eflcrêncla nos processos de troca de 
calor com as fontes externas. Portanto, 
somente com estudos experimentais mais 
extensos desses dois sistemas é que se poderá 
chegar a uma concluslo da melhor configuração 
a ser adotada. 

Essas máquinas ainda apresentam 
eficiências extremamente baixas \abaixo de 



,..,), o que ainda Inviabiliza seu uso atual no 
campo. Uma das razftes, senao a principal, 
para valores tao baixos de eficiência está no 
fato de que o processo de transferência de 
calor entre a fonte quente e o fluido de 
trabalho ser extremamente Ineficiente. O 
aquecimento externo do duto para posterior 
transferência de calor ao fluido de trabalho, 
faz com que ocorram grandes perdas 
percentuais de energia para a atmosfera e 
para o liquido. Uma possfvel soluçAo seria o 
uso de uma fonte de calor localizada 
Internamente no duto de aquecimento da 
máquina, e a colocaçAo de flutuadores para 
diminuir o contato da água com o tubo 
aquecido. Fernandes (1984) desenvolveu dois 
protótipos com flutuadores, conseguindo um 
aumento du altura de bombeamento de 1,2m para 
cerca de 3m. 

Desenvolvimento do protótipo. 
O funcionamento da máquina térmica de 

West pode ser explicado através da fig. 1., 
onde o tubo deslocador e o de trabalho atuam 
de forma a executar, ao menos teoricamente, o 
ciclo de Stlrllng. Na realidade, o ciclo real 
se afasta bastante do teórico, simplesmente 
porque os movimentos dos tubos deslocador e 
de trabalho não sAo Independentes. 

Um modêlo simples, unldlmenslonal e 
Isotérmico - de um sistema ~ara fins de 
bombeamento de água foi proposto e resolvido 
numér I camente pe I o método de R unge- Kutta 
<Fernandes>. 

As equações básicas do modelo usam as 

variáveis b = Ht, lJl. = Ht, ~=Iii! e Z• = tt 
nas equações de movimento: 

I ~ - ~ 2 
lJl.= -Ztg-Z p 2 

Z• = I P4 -
p ~-zsg-Z:I 

Zt + ld 

-'~ Z!t 

As equações de aclonamento das válvulas: 

Sucção: PI<= Pa- A/ Ka (~ + Z•>- tia P g 

( 1 ) 

(2) 

( 3) 

Recalque: PI< Pa - A I 1<.1' ( ~ + Z• ) - lt P 9 

Válvulas Fechadas: 

PI<= P < Zt g + zs g > I Zt z; ld I I I' + 

(4) 

b + Ld I + fl zs 
( 5) 

onde H exprime a altura das colunas de 
I lquldo, L é o comprimento horizontal do tubo 
"U", Pé pressão, A é area transversal do 
duto e p é a densidade do fluido de trabalho. 
Os lndlces 1 e 2 referem-se às colunas fria e 
quente respectivamente; s e r referem-se às 
colunas de sucção e escape respectivamente, e 
x refere-se ao ponto de encontro destas com o 
tub~ "U". 

Alguns resultados da slmulaçAo sAo 
apresentados na fig. 2. O diagrama pressAo x 
volume Indica uma capacidade de bombeamento 
em cerca de 130" da obtida experimentalmente. 
A temperatura máxima do fluido de trabalho 
foi considerado em cerca de 400 K. 
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Figura 1 - Funcionamento ideal da máqui 
na Fluidyne executando o ciclo 
de Stirling (Fernandes) 

Para obtenção de resultados teóricos 
mais real lstas, é necessário considerar 
variações de temperatura do fluido de 
trabalho nas câmaras quente e fria (fig. 1) 
ao longo do tempo. 

MÁQUINAS TÉRMICAS A PISTlO LIQUIDO COM 
AQUECIMENTO INTERNO <COMBUSTlO) 

Nesta categoria destaca-se a bomba de 
Humphrey, construlda em 1909, a qual 
utilizava gás combustlvel para ser queimado 
em um cl I lndro contendo em seu Interior uma 
coluna de água <Humphrey, 1909). o ciclo 
térmico real lzado aproximava-se do ciclo de 
Atklnson, o que Justificava os valores de 
eficiência térmica global acima de 20" <ver 
fig. 3). A expressao de eficiência térmica do 
ciclo Atklnson é (Joyce, 1984): 

Y)l Atlci.noon 1-~ 
r 

lc .... - 1 

l 
~i/lc 

a - . 

(6) 
Onde r é a razio de compressAo, lc é a 

expoente lsentroplco, a é a razAo entre a 
temperatura de combustAo e de compressAo 
f 1 na Is. 
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Re sultados típicos 

1
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l e nte 0. 41 N.m 

Area de s e ção 
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duto 12.0 cm 
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A equaç~o <!> apresenta o termo em 
colchetes, único que difere da expressão 
clássica de eficiência para ciclo Otto. Este 
termo é sempre menor do que a unidade. 
Consequentemente, é fac i I demonstrar que as 
vantagens do ciclo de Atklnson sobre o ciclo 
Otto aparecem sobretudo em baixas razões de 
compress~o. Isto significa que, para se 
obterem eficiências compatíveis com as 
eficiências dos motores ciclo Otto 
tradicionais, pode-se utl I lzar máquinas a 
combusUo Interna a plst~o I fqutdo do tipo 
Humphrey, operando sob pressões máximas bem 
Inferiores aos primeiros . 

Joyce (1984) desenvolveu durante a 
década de 80 uma máquina semelhante à bomba 
de Humphrey em escala reduzida (diâmetro do 
tubo de 150 mm), obtendo uma eficiência 
global em torno de 10~. A máquina apresenta 
um sistema mecânico de bloqueio alternativo 
entre as válvulas de admlssfto e de escape 
<semelhante às primeiras bombas de Humphrey), 
o que comp 1 1 c a um pouco o func 1 onamento do 
conjunto. 

Outra máquina classificada ainda nesta 
;ategorla é a Idealizada por Plcken (1978). 
Neste caso, a simplicidade é ainda maior que 
a máquina de Humphrey. A fig. 4 apresenta um 
esquema do funcionamento da mesma. Esta 
máquina opera segundo um ciclo aproximado ao 
de Lenolr, e portanto sem pré-compressão da 
mistura ar-combust f v e I. Consequentemente, as 
eficiências globais nlo ultrapassam 5 ~ para 
a melhor das hipóteses práticas. 

Desenvolvimento de Protótipo na UFRJ 
Um protÓtipo está sendo desenvolvido na UFRJ 
pelos autores desde (1991) e é constltuldo 
por um ct I lndro transparente em resina com um 
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flange localizado na parte superior, onae se 
aloja a válvula para admissão de ar. o 
sistema de lgnlçfto de alta tens~o provoca 
centelhamento constante quando aclonado peta 
válvula de admissão. o combustível é lnjetado 
Intermitentemente na câmara, de forma a 
e 1 1m 1 na r perdas que se r I am I n e v I tá v e I s 
durante o retorno do I fquldo ao cl I lndro . 

Instabilidade de Ralelgh-Taylor . 
Trata se de uma I nstab I I i da de assoe i ada com a 
súbita aceleração de uma coluna de 1 fquido, 
que normalmente ocorre nestes tipos de 
máquina. Essa Instabilidade se verifica na 
região da Interface entre o I fquido e o gás, 
criando uma penetração do gás no I fquido. A 
ocorrência deste fenômeno intensifica as 
perdas de calor, provocando uma diminuição da 
eficiência do ciclo . 

O fenômeno de Insta b I I I da de pode se r 
descrito matematicamente como: 

z<x,t> 

( 7) 

onde A é amplitude, a aceleração da 
interface, 9 é a densidade, p é densidade 
o n d e o s í n d i c e sl e g s ã o p a r a o 1 r q u 1 d o e 9 á s 
respectivamente . m é o número de onda m 2 
n/ À, onde À é o comprimento de onda da 
Instabilidade <horizontal). z é a amplitude 
vertical da lnstabi I Idade. 

Da expressão acima pode-se observar que 
quanto menor a aceleração da coluna 1 fqulda, 
menos 1 ntenso é o fenômeno de 1 nstab i 1 1 da de. 
Isto ocorre mais Intensamente para máquinas 
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Figura 3 - Funcionamento da bomba de Humphrey 

, (Joyce) 
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de pequeno porte. A lnstalaçlo de flutuadores 
ou mesmo o uso de pressftes finais menores 
(que no entanto diminue a eficiência> slo 
sugestftes que podem reduz I r a I nstab li 1 da de 
(Joyce>. 
AGRADECIMENTOS Ao técnico Alberto Hasciavé e 
ao estudante Eduardo Trei~her Teixeira pela 
valiosa participação no proJeto da UFRJ. 

CONCLUSõES 

As máquinas térmicas a plstlo I lquldo 
podem ser uma alternativa relativamente 
simples para prover energia mecânlca/elétrica 
ao homem do campo. No entanto, o estágio 
atua 'l de desenvolvimento destas máquinas nlo 
permite a sua lmplantaçlo Imediata sem que 
haJam modlflcaçftes construtivas. Para 
a~l lcaçftes que eKIJam pouco consumo 
energético em bombamento de água, tanto o 
sistema com aquecimento eKterno (derivados da 
"fluldyne">, como de combustAo Interna 
(derivado da máquina de Plcken>, poderiam ser 
utiliZados. Para o primeiro caso, a baixa 
eficiência global destes sistemas, ·torna 
n e cessá r I o a r e a I 1 2 a ç li o de ma 1 o r e s estudos 
principalmente na regiAo mais aquecida. As 
perdas de calor entre a fonte quente e o 
fluido de trabalho sAo o principal foco de 
aumento de entropia do sistema. No segundo 
caso, há a necessidade de se desenvolver um 
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sistema de lgnlçlo simples e confiável. 
Para o caso de apl lcaçftes que necessitam 

de maiores potencias nlio só para bombeamento, 
como também para produçlo de energia 
mecânica/ elétrlca, a m6qulna a combustlo 
Interna com compresslo seria recomendada. 
Para este caso, o desenvolvimento de um 
mecanismo simples de controle para 
aclonamento das válvulas de admlsslo e de 
escape precisa ser resolvido. Outro problema 
a ser minimizado é o fenômeno de 
Instabilidade Ralelgh-Taylor, que contribui 
substancialmente para uma dlmlnulçlio da 
eficiência da máquina. 
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ABSTRACT 

A dlscusslon about the appllcatlon of 
thermal I lquld plston englnes ln agricultura 
ln developlng countrles Is put forth. The 
papar classlfles these machlnes lnto two 
categorles: a>external heat supply b)lnternal 
heat supply. ln the flrst category, the 
worklng fluld recelves heat from an eKternal 
heat source as occur wlth the "Fiuldyne" 
machlne. A slmple formulatlon of a Fluldyne 
water pump Is also presented and propolsals 
to Improve the modal are formulated. Two 
maJor problems wlth thls klnd of machlne are 
lts low efflclency and low power per unlt 
slze. A better heat eKchanger deslgn on the 
hot part of the englne Is suggested to 
overcome the unefflclency problem. ln the 
second category, whlch englobes malnly 
lnte~nal combustlon machlnes, the "Humphrey 
Pump" and the "non-compresslon Plcken 
machlne• are the principal focus of 
dlscusslon. An lnterestlng attractlon of the 
pump Is that lt operates accordlngly to the 
hlgh efflclent Atklnson cycle. Two maJor 
problema to be solved wlth thls category 
lnclude the achlevement of more constructlon 
slmpllclty and greater operatlonal 
rellablllty under varlable condltlons . 
Ralelgh-Taylor lnstabll ltles, whlch can 
dramattcally decrease efflclency of these 
machlnes, are some of the problema to be 
solved. 
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' RESill1Q . 

Foi concebi do >..an sistema de bombeamento de áe-ua que j un.c i o na see-un.do wrt 

,; t c L o d.e comb-us t <'lo ex· terna e1n -um.a máq-uina assisti. da peLa erauidade. Os 
ia.t.-:.·res I. im it antes da frequenc i.a de operação do si.stemn. são as taxas de 
fo rr,ec Ur .. ento e re t i.rada de caLor. Para dimi.nuir o tempo do c i c I. o foi. tentado 
o use•'.:!<? t&TI1'J:>ssifôesbifásicosdo tipoC-u-H20, ten.doemsee-uidasido-usadoo 
pzc·pri.o _tLu1:do de trabal.h.o do sistema como fl.uido de transporte nos 
' · u !.odutos. é.ssa úl. t iTT'.a modificação a ·wnen.tou emmn.is de tOO% a frequ.enc ia de 
'-'{)t'ra.çâo do sistema, con.form.e o demonstram às tabel.as aqu.i apresentadas. 

Trabalhos r-ealizados no Labor·atcSrio de Ener·gia 
Solar da UFPB visar1do construir um sistema de 
irr·igaça.o usando fonte energética renovável 
(Gdlo, 1986) e (VaRcone:elos, 1988), resultaram na 
concep;ão de um sistema de bombeamento de água de 
fcm<:: ionamento _ tr~rmu-gravitacional. 

O sh;tc:ma •-' cunsti tuí do por duas câmaras 
liga.da.::; poc um braço n gido :podendo oscilar em torno 
do:- urn eixo que passa pelo seu centro geoDJ?t.rico, 
CO":lfot·r:ae IGO:.:>trado rtô Figuf'a 1 . As dué.t.S c~macas (· o 
t.t::>:• d·c· ::. nt. c~· :.i g<,, ; ~'i o ,c, st.::• o c:hei·>3 com um fluido de 
tr<l. ~_: rL1. h(_; em f .:t ~:;c::--> li '--lUi t.la e va:por, c.•cupando cada fase 
a v-,.:· t.cjdt., du volume tot<>.l. O sistema funciona num 
cic::.o ·le forma iclE·nti cR .:to de uma máquina de 
co;:;b>lsti'> o externa, com for·neciruento ele C:ét l or à c:àmara 
que s e encontr·a em posi.ç3 ü i nfer·ior e r·ctlr-ada de 
,·,dor· da c.àmar-a que est2<. no a lto. O f ornecimento de 
c;_:-t.J.or p:·o\lOC-:<.. u.m aurnento d{~ pressâ: o na. c~:i mar-a de 
b.:üxo que acar·:ceti:t t lll!ét trunsferé ncia de li qui do par· a 
a de cima. A transferénci.;. de ll quido entr·~, ci>maras 
pcovoca uma mudança do centro de masst.t d(J sistema e a 
inver-:;:~o de cota da::J c~"-macas. Esse tr·a.nsporte de 
massa e baatante favor·ecido pela muda.n.;a de fase do 
fhüdo dç tr·abalho. O ciclo termodinâmico percorrido 
:;:·e lo fluido é mostri'ido na FigLlra 2 enquanto o ciclo 
me c:.:.~ nico .c:owpleto f·ar-a o sistE:rna e rnostr·ad.o na 
Figur·a :J. O bis tema foi concebido para ter· as 
3egu.int.e:s CL-tf"·:l.C ter·1 st ica.s: 

"' :;:'oder· operar em l ocais remotos; 
b - dh;pensar· a inter·veniencia do ust~t'io para o 

ini cio e tt~t·minc du 3UA oper·aç3:o; 
c- re<ttwrer· b<üxo investimento inicial; 
ct -· dispensar manuten;ã o frequente; 
e J:'uder· ser· construi do com materiais 

d.!.s r~urú ve:\.;-=; na r·egi-àe_\; 

f - f'<)der· oper·ar· com fontes renová vei::> de 
~ne:r·gia co:no so~u.r· , biomu:.:;.::;a, etc~ 

.CONClW/>ES I NICIAIS 

O ciclo tf':r·modin;;,.mico mostr·ado na Figura 2 é 
composto dt: SE:is pr·ocessos dois dos quais envolvem 
muda.nç a de fase elo f l uido de trabalho. É durante 
e,~ses processos que se di a maior parte da 
transferência de calor entre o sistema e as fontes 
quente e fr·ia. Uma expres&."l:o para o rendimento 
ter·motlinimico d(J ciclo foi proposta· por Klt.ippel 
( 1990). Ao serem iniciados os trabalhos de concep;:ão 
de um protótipo para testar a viabilidade do sistema, 
for·,3JD investigados diversos fluidos de trabalho 

possi veis ( Grillo, 1986) e chegou-se à conclusão que 
o mais adaptado às temperatur·as de fácil obtenção com 
o emprêgo da energia solar era o R-113. Devido às 
dificuldades de obtenção do R·-113 no mercado local 
optou-se pelo uso do R-11 que tem características 
ter·mofl si c as semelhantes. 

Inicialmente foi construido um sistema no qual 
o calor era dir·etamente fornecido ou retiradc> por 
c:onvec<;ão à parte externa da câmara (Grilo, 1986). O 
pr·otótipo ser·viu para provar· a possibilidade de uso 
do ciclo como um ciclo motor e também o emprégo do 
sistema para bombeio de água. Foi verificado, 
entretanto, que a frequência de operação er·a 
demasiado baixa para permitir uma utilização 
comercial. Focam encetados, então, esfor•.; os par· a 
melhorar o sistema, o que cesultou na construção de 
um protótipo usando um tubo de calor tipo Cu-HzO para 
o fornecimento de ener·gia e tendo as câmaras aletadas 
exter·namente para melhor·ar a r·ejeição de calor 
(Vasconcelos , 1988 ) . Com as modificações efetuadas, 
foi conseguida uma frequência de 97,47 * 10-4 Hz, 
corr·es:.:-ondendo a um incremento de 26% em relação a~ 
Jistema anter·ior·, para a condir;ão de operação sem 
carga. Com a operaçã:o do segundp protótipo foi 
verificado que a frequência de operação dos sistemas 
depende predominantemente da taxa de rejeição da 
calor, que é obrigatoriamente feita para a atmosfera, 
envolvendo portanto um baixo coeficiente de convec-ção 
uatur·al. Buscou- se, então, reduzir as perdas 
termicas no sistema de forma a elevar a temperatura 
efetiva do fluido de tr-abalho (Cavalcanti, 1992), 
aumentando assim a temperatura de rejeição e 
consequentemente a frequência de oper·açã o_ 
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Figur-a 1 O Sistema Termo-Mecânico de Bombeamento. 
L Base; 2. Câmara de h;ão; 3. Tubo de Ligação; 
4. Reser·vatório de Ãgua Aquecida; 5. Eixo de 
Rotação; 6. Bomba d ' Ã gua; 7 Br·aç o de Ac ionamento. 
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O SISTEMA TESTADO 

Termossifã.o .Qu::H2Q Foi construido um terceiro 
protótipo provido de um caloduto tipo Cu- l{zO em cada 
câmara, a qual teve sua parede externa iso l ada 
termicamente. Esses c alodutos foram projetados para 
ftmcionar de forma reversi vel, forne cendo calor· 
durante o aquecimento e retirando-o no resfriamento 
da càmara. O termossifão foi aletado externamente, 
com aletas circulares de cobre com perfil retangul;.ir. 
A Tabela 1 apresenta as caracterí sticas detalhadas do 
dispositivo. 

Tabela 1. Caracteri sticas do Termoss i fã o 

Comprimento total 
Compr imento da seção aletada 
Comprimento da seção adial.á tica 
Compr·imento da seçã o nã o-aletada 
Diâmetro externo do casco 
Diâmetro interno do casco 
Espessura dos f l anges de fechamento 
Diâmetco das aletas 

1000 mm 
s~~o mm 

50 = 
100 nm1 

: 5, 0 ifilil 

13, 6 mm 
5, 0 [ltliJ. 

:30,0 nm1 
Espessur·a das aletas 
Espaçamento das aletas 
Fluido de trabalho 
Massa de flui.do de trabalho 

O,b m.:n 
12 mm 

Ãgua bi - de s tilada 
16 g 

A1Ps testes preliminares, verificou-su qc;e 
embora um aumento da frequência de opera<; ã o tiveséie 
sido observado, este ainda não era si.gnif ié.·at.ivu . 
Decidiu·· se diminuir as resi.stências th rmica.~, 

utilizando o próprio fluido de trabalho dafi c ."-maréi c'l 
como meio de transporte no termossifã o . 

Concepcão Adotada. A modificação efetuada, 
abr·indo o tubo para o inter·ior da càmara, f ez com <;ur; 
o fluido de tr·abalho do termossifão ];•assasse a ser ' ' 
mesmo da má quina térmica , e que a mudança de fase; do 
R-11, necessá:c·ia ao funcio n;;.rnento do sistema, 
ocorresse internamente á seç ::í o ale tada, quando estE< 
er·a exposta à fonte quent e ou ao meio ambiente. Todo 
o conJLmto, constHuido de càmar·as de fluido, t ubo n 
aletados e tubo de ligação, passou a func ionar como 
um único termossifão bifásico fechado com do i s 
r-eservatórios intermediá rios de fluido. O evaporador 
desse novo tubo de calor Unico, mostr·ado 
esquematicamente na Figura 4 , alter·na de posição com 
o condensador devido a mudall'~ a do centr·o de gr·avidade 
pr·ovocada pela transferência de massa entre os 
r·eservatórios. Esses e o tubo de liga!; ã o, f oO r estarem 
isolados termicamente, correspondem agora a uma 
grande seção adial:á tica . 
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Ciclo Termodinâmico nos diagramas Px v e 
T>< S. 

Durante a operação do sistema, o espaço interno 
da seçã:o aletada é preenchido com liquido quando a 
câmara baixa, e o fornecimento de energia ocorre 
através do casco do caloduto. O vapor produzido 
desloca-se para o interior da câmara, acumulando-se 
na parte superior, produzindo o aumento de pressã:o 
que provoca o bombeamento de li quido para a outra 
câmara. Por outro lado, quando a câmara sobe a seção 

a l etada f ica ir: tcrnamem.e r.·r·eenchida con, v ai •j ; · , 
enquanto que o ll c;uido acumula -s e n r; i Lte:·i or· cE . 
e:àmar-a . Cümo o c:a8co e Gt.a. ex~~osto ao rr!e i.ü ôJnb-! rJ·n ~. f­
( fontE~ f r-ia ) ocor·re na c s ·;;a:J f·c.redes l! ~t ~ :-r - i.V~ f, :J 

condensar.;ãü de v apor·, c c)m o de5 l oc:.: aJner: to de 
condensado par-a. a c:c:lmae.::t dt-v i do á in(· linô.~â o do t. L~bo . 
O proces so de C(J :ndensaç ã u ~ •:: c, rc ,3. <: or! seq·tle :-:t ~~ r·P.cit .. f.~ ·,_·;- '~' 
do volume de v ü.por· ~ per-mi te él E:: :·1t. roda c . ..: l1. ·JU i .-l r ~· 
bomb~:.-ado da c,_imara :i.J .1 fer· ~c 1 ·· ~ en~:~.u.a!-J t (J a · · ~. rr!a rç, de 
Ci!fiét r_:: st i Vt:-t'· t~XpO :::·; t a ·-~ fonte fr·i ;:L 

Al~m da r·edt.Y~~~o dct3 r· ·.:- · s i :.=J t·.?n·~>~ :.:. s t-:?- r·miç; é~ ;:".J , 
r isco di~ ino rx::r·.inc.: "ia do ~-~ J. s T.ema. dev~ dc· .a ~ n fi .l7. r· é.ç à , 
de ga Ge s não-·condens .:1 ve.i..s f o i }: ·r·a t i ··~· runente e 1 .ünin.adc·~ 
po is o calod.._l tc- r ~asso· 1 .:t \) 1-'e r·o.:~· com 
sur·e r· ~ or-e:._~ d. Elt.mo .s f~:r ·:i ·:.=:.:t~ Lt L.a V i: z q_·;..: t·· ~-- ~ s :~o 
têmpec·a"Lut·a de ~1 a t.'...n\:~.c: .o:f ·~· Ó·) R-1 1 t·~· :l ~ .~ 
(AEJIRAE ~ l~J8 l ) _ 

r :~ t: 2. :: . .i'-:1 ~:.: c; 

; ·:· c~.:.) :... ,.;;. . .-; f! 

~: J ·~: . 7 ~.:: :· 

~ MOVlM ENTO MECO NICO ~ 

( • 
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3 ·• 

~ ' ~ lv 

/~ 
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RESULTADOS EXPERIMENTAIS 
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A concepção mais atual do sistema ou terceiro 
protótipo que é esquematizado na Figura 4 foi testado 
num banco de ensaios construido para esse firo. Nesse 
banco o fornecimento de energia ao sistema se dà pelo 
emprego de resistências elétricas que irradiam para 
os calodutos quando estes se encontram na: pos içã o 
inferior. A rejeição se dá para o ar ambiente :por· 
convecção natural. Durante os testes foram medidas 
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as temperaturas no interior das câmaras nas duas 
fase s do fluido de trabalho , no interior dos 
calodutos e do ar ambiente. O f~sicionamento das 
câmaras foi registrado com ajuda de um dispositivo 
opto-eletrónico (Paz, 1991) construido para esse fim . 
A aquisição de dados é feita por meio de um 
micro- computador compati vel com o IBM PC usando uma 
placa de aquisição d~~~nvolvida na UFPB. 

Resultados Qbtidos. O registro das posições 
das câmar·as e das temperaturas 'do fluido de trabalho 
durante a operaçao do protótipo, possibilitou a 
determinação do peri odo do ciclo, bem como a 
elaborac;ão de gráficos nos quais São representadas as 
variações em r elação ao tempo, das temperaturas do 
li quido e do vapor em cada câmara e no interior do 
tubo aletado, como mostrado na Figura 5. Dos 
gráficos Sã o obtidos parâmetros de interesse na 
análise do funcionamento do sistema. A Tabela 2 
apresenta os resultados obtidos com o teste AQS-1001. 

Tabela 2. Teste A~)S-1001 

Rejeição de calor por conve cção natural; 
Resistências de aquecimento d e 60 O; 
Potencia d issipada por· cada r-esistência: 766 W; 

Câ maral C'ámara2 

Temperatur·a má xima •m L1max ) 360,ti 359.,6 K 
Temperatura m.i nima ~3~)~\ '6 354 ,6 K 
Te e = Tctz no r esfriamento 357,6 357' 1 K 
Tempo médio em baixo 20,8 20,8 s 
Tempo médio subindo 4 ? ,_ ., " 0,0 s 
Tempo médio em c ima 20,8 20,8 s 
Tempo médio des cen do 3 , 6 4 ,. ,,_ 6 
Per·i od o total médio 49.4 49,4 s 
Frequenc ia média (Hz X 10

4
) 202 ,4 202,4 

Tempo ga s to no res f r iamento ,--.('") ., eo r ; o' OO,ú ' U,.::.... A> 

Ini c i o da subida ap:":>s Tca=Tc•z 5,'7 2,7 t:~ 

Tma.x após Te a = Tctz em ~; 5,8 8 

80 1_90 TiO 180 100 lQO _2;0 HO lfO 200 l QO 

E )Q.O 

Too 1 o 140 Tem~~ (s)' o . 2 O 220 2~ 2&o 280 300 ':020 .0 

~<'ieur·a 5. Teste AQB- 1001: :-~or iaçã o no tempo das 
temperatur-as e das posi,;:ões das câmaras. 

CONCLUSQES 

Os resultados apr-esentados no pará grafo 
ante::-ior mostram que a incluSão da modificac;ão 
proposta dobra a frequência de operação do sistema. 
Esse aumento na frequência ainda é, entretanto, 
insuficiente para deixar o dispositivo em condições 
de serviço. A iné reia térmica do caloduto passe 
agora a ser a responsáve l pela ainda baixa frequência 
de oscilação da máqui na, conf orme pode ser visto na 
Tabelá 2, onde o tempo de resfriamento do caloduto é 
68% do peri odo de oscilação. Sendo os processos 

·mecânicamente acopl ados, o resfriamento ocorre 
s imultâneamente coro o aqueciment o do outro 

termossifão, de forma que o menor fluxo térmico é 
s empre quem determina a duração do processo. Para 
aumentar a frequência de oscilac;ão é necessário, 
pois, investir na eliminação do tempo perdido no 
resfriamento . 

O próximo passo a ser tentado será, portanto, a 
utilização de dois ter·mossifões em cada câmara, Ulll 

para a rejeição e outro par·a o fornecimento de calor 
ao sistema. Esses dois calodutos devem ser dispostos 
de maneira que flmcionem como diodos térmicos, ou 
seja, um fique b l oqueado ao fluxo de calor enquanto 
estiver sendo executada a função inversa pelo outro 
da mesma câmara. Essa modificação permitirá eliminar· 
o tempo perdido com a mudança de temper·atura do 
termossifão, possibilitando, na pior· das hi:t;.óteses 
dobr·ar mais uma vez a frequência operac ional. 
Estarão ai esgotadas, pelo menos no momento, as 
possibilidades de melhora nas tt-':>cnicas de troca de 
energia entre o sistema e as fontes quente e fria. 

Depois da introdu;ão da modificação proposta 
acima restar·à ainda, par·a finalizar· o trabalho, 
desenvolver lUD sistema. de for·nt:ciruento de energia ~:: 
uma bomba aspirante/premente para acoplamento à 
máquina termo-gravitacional. O sistema de 
fornecimento de ener·gia pode ser lUD queimador de 
biogá s ou um concentrador de ener·gia solar t i]:-o CPC 
de baixa concentr·a~~ã o . A bomba. de de::.loc.'iJnento 
positivo dever·á ser r-obusta, de fácil manuten;ão e de 
baixa per-da por· atr·ito . Ap.Ss a inclus3o desses 
desenvolvimentos, serú possi. vel apr·esentar ao setor 
produtivo 1.un pcotóti:t;.·o acabado, podendo ser fabricado 
e comer·ciali zado par·a o fim de irrigação em locais de 
esc:as:3ez dos r·ecursos ener·gé ticos convenc ionais~ 

ASHR.AE Handbook ".13.8.1 Fnndamentals '{QL" Atl.anta 
19BL 

Cavalcanti, M. A. W. "JJ..iliQ ~ QU.Qr: ~ ~ ~ 
llimlillil.._I.f.J:m.ic:ç," disser·t.ac;;:io de me5t.r·ado apresentada 
ao CPGEM da UFPB, João ?essoa, PEi 1992. 

Gr·illo, M. B. "SistPma Ter·mo-t1er·ânico ~ 
BQmbeamentQ" disser·tac;ã o de mestr·ado apresentada ao 
CPGEM da UFPB, Jcf3o Pessoa, PB 1986. 

Klüppel, R. P. "Gi!:J..Q Ter·ruodimi.mico de NáocÜni:l. ili< 
Q;IJ!Ll:i.illl.i&..Q ~ ii.alli.:t.ida ~ Gr-avidade" Encontr·o 
de Engenhar·ia Mecánica 90 Joã o Pessoa, PB, 1990. 

Paz, t1. M. A. Relat . de atividades de bolsa IC per. 
912, Proc. 500761/91-6 , LES/UFPB, J . Pessoa, 1992. 

Vasconcelos , R. C. .. Aplícacao df: TuJ;:1Q.Q df: 1&lw:: ~ lJill 
~ J:k Bomheamento' dissertação de mestrado 
apr·esentada ao CPGEN da UFPB, Joã o Pessoa, PB 1983. 

ABSTRAC1' 

I t wa.s con.cei.ved a u~ate1· purr;;_pi..nt'i: sys ten·~ th.at 
l.i.'Or .k;:.s on. an e.x· terncrl. combus t Lon c~JC L G· i na (?rau i t y 
C.S$is ted rna.c,"f-._i ne. ·rh.e _t·ac t. ors that L z.mi t t he 
operat ion frequ.en.cy of the d.evice a r e the rates of 
heat .t Lo>J-' t o cm.d jrom. th.e S\,)S tem. T o shorten tl-..e 
cyc l.e ti me i t was tried the 1.1se of thermos si.phon 
h.eat pipesof the typeCu.-H2 0. As o.fu.r therstep, 
R-1 t, the u>e>rkine, jh..1.id inside the machine u.>as used 
as tran.sport fl.ui.dfor theheat pipes. Thes'::,>stem. 
m.odi fied i. n. tha t u>ay presen.t ed an i nc rease oj more 
than 100% in the operat ion. frequen.cy, as is shou>n. in. 
the text. 
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INFLUÊNCIA DA TEMPERATURA DE ADMISSÃO NO 
DESEMPENHO DE UM MOTOR A GÁS TURBO ALIMENTADO 

João Nildo S. Vianna, Eduardo B. Salazar V. Pessoa, Ricardo P. Gouveia 
Universidade de Brasília- Dep. Eng. Mecânica Campos Universitário­

Brasília, D.F. 

RESUMO 

Neste tTrJbalJw é apresentad<J uma anl.ilise ~to.lhada da influência da temperatura~ admissão 
sobre os diver.sos parâmetros opemcíonais de motores a gás tu.rboalimenuulos. Tratll-se de um estu.db 
txperimento.l que é conduzido utili.za~se um motor de 2. O litros, ciclo O tto, ~ptiJdo para esse 
fim. Os ruultiJdos txperimento.is magtram que a temperatura~ admissão influendafortemente não 
somente o rendimento volumétrico e a potência como era esperado, mas diversos outros parâmetros 
como consumo específico de combwtivel e outros. 

JNTROQUÇÃO 

A utiliza~ão de gás com alto teor de metano como 
combustível de motores de ciclo Otto acarreta uma 
considerável redu~o na relação potência/volume quando com­
paradoscomos motores a gasolina ou álcool. Entretanto, quando 
se analisa a operação do motor em termos de rendimento 
térmico, normalmente os motores a gás são mais eficientes que 
os motores a combustível líquido. E mais, devido as 
propriedades anti-detonantes, os motores a gás aceitam altas 
taxas de compressão sem riscos de detona~ão. Essas constatações 
recomendam a turboalimentação como um procedimento ade­
quado para compensar a principal deficitncia do gás que é a 
redução na potência efetiva do motor, preservando os ganhos no 
rendimento. 

Nos últimos quatro anos a turl>oalimenta~o tem desper­
tado o interesse de vários pesquisadores na área, tendo em vista 
que o uso do turbocompressor possibilita a opera~ão do motor 
com misturas mais pobres reduzindo drasticamente o nível de 
emissões de poluentes (Bergmann et al.,1986). Weaver (1989) a 
partir de dados experimentl!is realiza um estudo qualitativo do 
comportamento das diversas variáveis afetadas pela introdução 
do turbocompressor nos motores a gás. Klimstra (1989) ao es­
tudar detalhadamente os problemas de homogeneização da mis­
tura ar- combustível indica a turboalimenta~ão como o meio 
mais eficaz para a obtenção de uma mistura homogênea em 
motores a gás. De Luchi (1988) mostra que os motores a gás 
convenientemente otimizados podem ser 20% mais eficientes 
que os motores a gasolina. Vianna et ai. (1991) estudam detal­
hadamente os efeitos da turl>oalimentação de motores a gás do 
ciclo Otto. Em todos esses estudos é mencionado que a 
temperatura de admissão da mistura tem influência sobre os 
vários processos termodinâmicos que são realizados pelo motor. 
O ar ao passar pelo turbocompressor pode atingir temperaturas 
em torno de 100"C. Essas altas temperaturas de admissão 
naturalmente reduzem a eficiência da turboalimentação além de 
criar condições para a ocorrência de detonação (Karim, 1983). 

O objetivo deste trabalho é realizar um estudo quan­
titativo dos efeitos da temperatura de admissão sobre os seguin-
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tes parâmetros do motor: rendimento volumétric.o, relação ar­
combustível, potência efetiva, consumo específico de 
combustível, e as variáveis dependentes desses parâmetros. 
Para realizar essa análise foram concebidos três sistemas de 
alimentação e foi planejada uma metodologia de testes que 
permite separar os efeitos que normalmente se sobrepõem. 

APARATOS EXPERIMENTAIS E PROÇPDJMENIDS 
OE TESIES 

Para desenvolvimento desse estudo foram projetados e 
construídos três sistemas de alimentação especiais para serem 
instalados em um motor de 2.0 litros , taxa de compressão de 
11.0:1, ciclo Otto, originalmente a álcool. Para 
turboalimentação do motor foi desenvolvido um coletor de 
descarga com geometria adequada para amortecer os pulsos 
depressão que se formamnomomentodaaberturadaválvula 
de escapamento, assegurando assim uma pressão relativa­
mente constante a montante da turbina. O turbocompressor 
utilizado é do tipo pressão constante, fabricação Lacom­
Schwitzer modelo SG-249- 74/181.4. O •match• do turbo com 
o motor foi regulado para a faixa de opera~o entre 45000 e 
75000 rpm e relações de pressão entre 1.1 e 1.53, de acordo 
com os critérios discutidos por Vianna et ai. (1991). Para a 
análise dos processos de alimentação os três sistemas desen­
volvidos foram: 

Sistema JRG. Neste sistema uma Válvula Redutora de 
Pressão (VRP) convencional é adequadamente adaptada para 
operar a partir da segunda câmara, onde a pressão é reduzida 
para 2 bar. Nessa condi~o o gás pode ser introduzido na 
corrente de ar vinda do compressor para formar a mistura 
carburante para a alimentação do motor. Uma bifurcação na 
entrada do coletor de admissão permite uma distribuição 
equilibrada de combustível entre os quatro cilindros. Consta 
do sistema dois dosadores de com bustíve~ sendo que um deles 
é controlado por um parafuso micrométrico que permite uma 
regulagem precisa do fluxo de gás. O controle do ar de 
admissão é feito por meio de uma válvula de alívio que, 
comandada pela pressão de saída do compressor, desvia os 
gases quentes da turbina. O sistema assim concebido permite 
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o controle total do motor em qualquer regime de funcionamen­
to. Esse sistema será usado como referência para efeito de 
comparação. Afigura 1 mostra esquematicamente os detalhes 
da instalação. 

Figura 1. Sistema 1RG de alimentação do motor a gás 

Sistema TPI.R A Válvula Redutora de Pressão (VRP) 
é montada no interior de um "plenum•, no qual são também 
instalados dois venturis dotados de duas borboletas de 
acionamento simultâneo e controle externo ao "plenum•. A 
alimentação de combustivel é feita na garganta dos venturis. 
O ar que sai do compressor alimenta o "plenum•. Como a VRP 
opera em •ambiente" pressurizado, todos os seus controles 
originais comandados por diferença de pressão são preser­
vados. O turbocompressor e seus controles são os mesmos do 
sistema anterior. A figura 2 mostra esquematicamente o sis­
tema TPLR, que opera sem o trocador de calor indicado na 
figura. 

Figura 2 . Sistemas TPLR e TPJLR de alimentação de gás 

Sjstema TPU.R é semelhante ao sistema 1PLR, ao qual 
é acrescentado um trocador de calor entre o compressor e o 
"plenum". Esse trocador foi especialmente projetado e 
construído para operar eficientemente em todas as condições 
de carga e rotação do motor. O trocador é do tipo "shell-and­
tube", com água circulando pelo interior e o ar pelo exterior 
dos tubos aletados. No decorrer desse trabalho o sistema 
TPILR será identificado pelos números 2, 3 e 4que se referem 
às condições de operação do trocador. A figura 2 mostra 
esquematicamente o sistema TPJLR 

O combustivel utilizado foi o gás metano produzido a 
partir da digestão anaeróbica de esgoto, tratado e armazenado 
em cilindros a 220 bar. 
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Instrumentação. O sistema para medições utilizado é com­
posto de um dinamômetro hidráulico marca Schenk modelo 
210-D com capacidade de absorção de até 600 N.m através de 
uma c.élula de carga com capacidade para 200 Kgf e uma 
precisão de 0.4%. A rotação do motor é medida através de um 
sensor magnético com precisão de 0.051%. A medida de 
consumo de gás é feita através de uma balança com célula de 
carga Alfa com c-apacidade para 5 Kg, sensibilidadé de 2m V N 
e um erro combinado de 0.03% da capacidade nominal da 
célula de carga. A medida do fluxo de ar para o motor é feita 
por meio de uma placa de orifício instalada em uma caixa 
equalizadora de pressão e a depressão na placa é medida por 
meio de um manômetro de coluna d'água. As medidas das 
temperaturas na entrada e saída do compressor e da turbina e 
no coletor de admissão são realizadas por meio de termopares 
do tipo Kcom erro individual de O. 75%. As medidas de pressão 
no turbocompressor são feitas por meio de um transdutor 
extensiométrico marca Sodemex com capacidade de 5 bar 
absolutos e um erro global de 0.4%. Todos esses sensores estão 
ligados a um sistema de aquisição de dados marca STD modelo 
85 MP dotado de duas placas conversoras A;V de 12 bits e uma 
placa D/A. Assim, o erro global no cálculo da potência é de 
0.5%. O erro combinado no cálculo do fluxo de massa de ar é 
de 0.03%. O erro combinado das medidas de temperatura é de 
1.25%. Esses valores foram calculados pelo método de Kline e 
McClintock (1953). O erro acumulado do sistema de medida 
de consumo, incluindo a precisão dos conversores A/D e da 
curva de calibração é de 0.6%. Todo esse sistema é c.ontrolado 
por um computador PC-XT de 704 Kbytes através de uma 
interface GPIB e é gerenciado pelo Software SIAD (Neves et 
ai., 1991). 

Procedimentos de Ensaios. A execução dos ensaios do 
motor com os três sistemas seguiu a metodologia básica es­
tabelecida pela NBR-5484, complementada para cumprir os 
objetivosda pesquisa. · 

O motor equipado com o sistema TRG foi testado a 
plena carga, com a alimentação de combustível e ponto de 
ignição c.ontrolados para a obtenção de potência máxima em 
cada rotação. A temperatura na entrada do coletor de 
admissão foi escolhida como parâmetro básico desse estudo. 
Essa temperatura é a que menos sofre influência da 
temperatura do motor e das paredes do coletor, que variam 
com o regime de operação. Os testes realizados nessas 
c.ondições são identificados porTRG-1. 

Com o sistema TPLR instalado no motor, a VRP foi 
regulada para a condição de máxima potência a 3000 rpm. 
Além das medições descritas para o sistema TRG foram 
medidas a pressão e temperatura no "plenum". Os testes de 
plena carga foram realizados de maneira a reproduzir as mes­
mas rotações do teste TRG-1. Além da rotação outra variável 
de controle foi a temperatura da água de refrigeração do motor. 
Essa condição é identificada por TPLR-1. 

Instalado o sistema 1PJLR, foram realizados os ensaios 
de plena carga com as mesmas regulagcns de alimentação de 
combustível, avanço de ignição, temperatura da água de 
refrigeração do motor e rotação do teste anterior. Três 
situações de operação do trocador de calor intermediário 
foram testadas. Primeiramente foram realizados ensaios sem 
circulação de água no trocador de calor, que são identificados 
como TPJLR-2. O objetivo desses ensaios é quantificar a 
influência das perdas de carga resultantes da introdução do 
trocador de calor. Em seguida foram realizados testes com 
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água entrando no troc.ador de calor à temperatura ambiente. 
Nessas condiç&.s os testes são identificados por TPILR-3. Por 
último, o trocador de calor operou com água resfriada de 
maneira que a temperatura de admissão sofresse uma redução 
significativa. Essa condição de operação é identificada por 
1PILR-4. 

RESULTADOS E ANÁI ISE 

Os resultados experimentais colocam em evidência a 
forma como a temperatura de admissão influencia no desem­
penho global do motor. A redução do volume específico do ar, 
decorrente do resfriamento intermediário, aumenta o fluxo de 
massa. Esse aumento afeta outras variáveis além daquelas que 
dependem fortemente do rendimento volumétrico do motor 
como consumo específico de CQmbustível e o empobrecimento 
da mistura. 

Para a análise qualitativa e quantitativa que se segue são 
tomados como referência os resultados do sistema TRG. Esse 
procedimento se justifica uma vez que essa configuração per­
mite a otimização de todos os parâmetros operacionais do 
motor em cada rotação a través das válvulas dosadoras de gás. 

No primeiro quadro da tabela 1 são apresentadas as 
temperaturas da mistura ar-combustível em função das 
rotações, medidas na entrada do coletor de admissão. 

Tabela 1 . Resultados dos ensaios dos sistemas de alimentação 

IRotMao I 2500 H 3000 n 3500 Jl 4000 
!Siatem. I 

Temperatua de 
Admiluo[C} 

T [~l T [~] T [~] T ~ 
n'R0-1 48.4 100.0 60.2 100.0 68.9 100.0 723 100.0 
ITPLR-1 427 88.2 SS.2 91.7 6l.S 92.2 78.3 108.3 
ril'n..R-2 40.9 84.S S0.8 84.4 60,0 87.1 68.9 9S.3 
TPIUf..3 Z1.6 S1.0 31.7 527 38.6 56.0 428 59.2 
rrPII..R-4 19.5 40.3 22.0 36.S '1A7 38.8 31.2 43.2 

Couuto Honrio 
de Ar(~] 

CHA r~1 CHA r~1 CHA r~ I CHA r~1 

rmo-1 1426 100.0 :202.6 100.0 258.4 100.0 304.2 100.0 
l'fl'l..R-1 147.8 103.6 Dl.7 99.1 2SS.9 99.0 323.8 106.4 
ril'n.R-2 1324 92.8 190.7 9U 2SS.8 99.0 313.2 103.0 
ITPn.R-3 149.1 104.6 213.7 10S.S 280.S 108.6 3S6.3 117.1 
rn'n.R-4 1523 106.8 221.S 109.3 291.S 1128 356.9 117.3 

Couumo &pecifioo 
de Combatível [k&lkW.Ia] 

CBC (~] CEC [~] CEC [~_j_ CBC [~] 

I'IR0-1 0.288 100.0 0.298 100.0 0.293 100.0 0.273 100.0 

.1 
0.2SO 86.8 0.247 82.9 0.250 85.3 0.255 93.4 

::2 0.263 91.3 0.258 86.6 o~s IJ7.0 0.25.5 914 
l'fl'n.R-3 0.259 89.9 0.255 85.6 0.253 86.3 0.251 91.9 
ITPD.](-4 0.261 90.6 0.247 82.9 0.250 85.3 0.247 90.S 

Relac:ao 
Ar-Combutiwl -] 

RAC [~) [RAC [~] [RAC [~] -uc ~~ 
ITR0-1 14.17 100.0 13.29 100.0 14.19 100.0 1.5.12 100.0 
n'LR-1 17.21 121.S 17.33 130.4 17.89 126.1 17.81 117.8 
rrPII..R-2 14.38 10l.S 1.5.12 113.8 16.47 116.1 16..51 109.2 
TPIIll~3 1.5.86 111.9 16.02 ·~ 16.9S 119.S 11.6-r 116.9 
TPn.R-4 1.5.42 108.8 16.11 121.2 16.75 111.0 16..52 109.3 
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Os ganhos no rendimento volumétrico do motor em 
decorrência do resfriamento intermediário eram evidente­
mente esperados. As figuras 3 e 4 mostram o valor desse ganho. 
Essas figuras colocam em evidência também o efeito com­
binado do resfriamento e da perda de carga sobre o rendimento 
volumétrico. No teste TPLR-1, apesar do motor operar com 
temperaturas de admissão superiores às do teste TPILR-2, o 
rendimento volumétrico é maior devido as menores perdas de 
carga do fluxo de ar. A medida que a corrente de ar que 
atravessa o sistema TPILR é resfriada, o seu rendimento 
volumétrico aumenta. Esse ganho em rendimento volumétrico 
varia em até 16% quando uma variação de 37.6°C na 
temperatura de admissão é observada, como mostrado na 
figura3. 

l 

j 
I 
~ 

I 
TPILR-4 

TPIL.R-3 
TPILR-2 

TPLR-1 
TAG-1 

Figura 3. Variação do rendimento volumétrico em relação ao 
sistema TRG. 

Com a redução da temperatura de admissão, observa-se 
um acentuado aumento do fluxodemassadearcompensando 
assim, os efeitos da perda de carga decorrente da introdução 
do trocador de calor no sistema de alimentação. O segundo 
bloco de resultados experimentais da tabela 1, TPILR-2, 
registra a redução do fluxo de ar devido a perda de carga no 
sistema com o trocador de calor desativado.Um aumento no 
fluxo de ar é verificado na medida em que o trocador de calor 
é ativado, reduzindo a temperatura do ar de admissão do 
motor. Em todos os casos, como a VRP é controlada pela 
diferença de pressão e é insensível à variação de temperatura, 
o aumento do fluxo de massa de ar resulta em um acentuado 
empobrecimento da mistura, conforme a temperatura do ar é 
reduzida. 

O consumo específico de combustível também é sensível 
aos efeitos combinados da perda de carga, da temperatura da 
mistura e da relação ar-combustível. O motor operando com 
misturas pobres tem tendência a apresentar um ganho no ren­
dimento térmico devido ao aumento na relação entre os calores 
específicos da mistura. A mistura pobre conduz também a uma 
baixa temperatura de combustão que resulta em uma menor 
transferência de calor para as paredes do cilindro, e de acordo 
com Weaver (1989) reduz a dissociação molecular durante o 
processo de combustão. O resultado desses efeitos com­
binados é o aumento do rendimento térmioo, e oonsequente­
mente uma redução no consumo específico de combustível. O 
terceiro quadro da tabela 1 mostra os ganhos no consumo 
específico de combustível, resultantes da redução da 
temperatura de admissão nos testes realizados com as três 

,, 
·t .. 



configurações do sistema TPILR O efeito da perda de carga 
é evidenciado quando se compara o teste TPLR-1 com o 
TPILR-2 (com o trocador de calor desativado ). 

1 
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r ::> 

~---~~·· 
... -·· 

3 1 I·' 61'..-""'1 ~....., i I i i I 

2800 3000 3200 3400 3600 3800 .oMiOO 
aot-(rpm) 

Figura 4 . Rendimento volumétrico do motor a gás. 

Os efeitos da temperatura de admissão sobre a potência 
são apresentados nas figuras 5 e 6. Na figura 5os resultados são 
apresentados comparativamente, tomando como base o teste 
1RG-l. Registra-se inicialmente uma redução da potência do 
motor no teste TPLR-1 quando comparado com o teste TRG-1. 
1sso decorre do forte empobrecimento da mistura, entre 18% 

l 
~ 1 

~ 
'l. 

~ 

I 
21500 

TPILR-4 
TPILR-3 

TPILR-2 
TPLR-1 

TRG-1 

Figura 5 . Variação da potência em relação ao sistema TRG 
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ti I b-'.d ... -G "f 

2800 30110 3200 340o 3b .oMiOO 
._(rpm) 

Figura 6 . Potência efetiva do motor a gás. 
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e 26%, como registrado na tabela 1. A medida que a mistura é 
enriquecida e a temperatura de admissão é reduzida, a potência 
aumenta sistematicamente até apresentar ganhos de 18% a 
4000 rpm, quando o motor opera com temperatura de 
admissão de 31.2"C, embora nessa condição a mistura seja 10% 
mais pobre que a do sistema de referência. 

CONQ .I JSÕBS 

l 
Os resultados desse trabalho comprovam que a \ 

temperatura de admissão tem uma indiscutível influência no . 
desempenho global do motor turboalimentado. Melhoras \ 
consideráveis no rendimento térmico e na relação 
potência/volume do motor são obtidas com a redução da 
temperatura de admissão. Isso indica que o controle dessa 
temperatura é um dos caminhos para a otimização de motores 
a gás turboalimentados. 

Além disso, com o resfriamento eficiente do arde admissão, 
o motor a gás metano poderá operar na região de mínrma 
emissão de poluentes sem comprometer sua eficiência global. 
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RESUMO: 
Os motores de combustão interna com ignição por centelha, operando no ciclo OTTO, têm sido 

gradativamente modificados e melhorados, de modo que valores mais elevados de eficiência possam 
ser obtidos. Câmaras de combustão de alta velocidade, ignição eletrônica, e injeção eletrônica entre 
outras, tem sido alguns dos componentes usados para otimizar a eficiência térmica dos motores. 

Nesta investigação um sistema de ignição multipla foi analisado. Com uma dada geometria 
da câmara de combustão, o ângulo de avanço de ignição, o número de velas, juntamente com a 
ótima relação ar-combustível, foram experimentalmente investigadas. 

INTRODUÇÃO: 

No final dos anos 70, com as perspectivas da crise do 
petróleo, uma preocupação muito grande tomou conta da in­
dústria automobilística no sentido de se fazerem veículos mais 
econômicos, mais leves, confortáveis, mas que ao mesmo tem­
po fossem mais rápidos e mais eficientes. 

Com essa grande quantidade de veículos que a cada ano 
é lançada no mercado, muitos poluentes são lançados na at­
mosfera, redobrando a preocupação com o desenvolvimento 
de novas tecnologias, para fazer com que eles atendam a um 
mínimo de emissões possível, sem detrimento do seu desem­
penho. 

Os motores de ignição por centelha que originalmente 
equipavam esses veículos, eram dotados de um sistema bobina­
platinado para originar a centelha responsável pela ignição do 
combustível. Com o advento de novas tecnologias, esse sis~ 
tema foi substituído pela ignição eletrônica, que permite um 
arco voltaico de maior intensidade e consequentemente uma 
melhor queima da mistura ar-combustível. Recentemente foi 
lançado um novo motor, já com injeção eletrônica, possibili­
tando assim a substituição do antigo carburador, por um sis­
tema que permite, não só um controle mais rígido da mistura 
ar-combustível melhorando a sua economia, mais também a 
diminuição das emissões de poluentes. 

Sistemas de dupla ignição já são conhecidos com amplo 
uso na aviação. Uma razão para essa aplicação é o fator segu­
rança no caso de falha de uma das velas. A outra é garantir a 
inflamação da mistura ar-combustível satisfatoriamente. 

Estudos [1,2,3,4] utilizando ignição dupla para melhorar 
o desempenho do motor e diminuir as emissões foram real­
izados. Outros [5,6,7,8,9,10,11,12,13] pesquisaram velocidade 
de frente de chama, turbulência, bem como emissões de NOx. 
Não foram encontradas referências sobre o desempenho de sis­
temas com multipla ignição. 

METODOLOGIA EXPERIMENTAL 

A realização das experiências seguiu os procedimentos 
sugeridos pela SAE (SOCIETY OF AUTOMOTIVE ENGI­
NEERS) [14] para teste de motores de combustão interna. 
(a) Ignição - Os resultados que aqui se apresentam tiveram 
como ponto de partida a colocação de 08 velas de ignição 
num motor monocilindro, estrategicamente posicionadas em 
conformidade com a geometria da câmara de combustão, cu-
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jas centelhas são disparadas simultaneamente, independente­
mente do número de velas utilizado, uma vez que o sistema 
permitia uma combinação entre as mesmas. 

O motor utilizado foi um monocilindro, 4 tempos, refri­
gerado a ar com taxa de compressão de 7.8:1 (cuja incerteza 
foi estimada em± 1,5% conforme [2, 15], e cilindrada de 318 
cm3

. 

O ângulo de avanço era então lido com auxílio de um 
disco graduado e uma lâmpada estroboscópia e o mesmo era 
avançado ou atrasado manualmente por meio de um parafuso 
sem fim. 

(b) Alimentação - O sistema de alimentação de combustível 
foi feito com auxílio de uma bureta graduada de 50 cm3 com 
± 0,5 cm3 , interligada ao carburador por meio de válvulas. 
Era então lido o volume consumido e o seu respectivo tempo 
de escoamento com cronômetro analógico, com incerteza de ± 
0,15 S. 

Com a temperatura do combustível e usando-se uma ba­
lança com incerteza de± 0,0001 g, calibrou-se um densímetro 
de onde foi obtida a densidade do combustível, com incerteza 
estimada em ± 2%. Dos dados acima calculou-se a vazão 
mássica com uma incerteza de± 1,7 %. 

As temperaturas do ar de admissão e do combustível 
foram medidas por meio de termômetros previamente calibra­
dos com incerteza de± 1°C. 

O combustível utilizado foi gasolina comum adquirida dos 
postos de distribuição em períodos diferentes e verificou-se 
uma pequena variação na composição do mesmo a saber: 

Combustível 1 - 82% Gasolina e 18% Etanol Anidro 
Combustível 2 - 78% Gasolina e 22% Etanol Anidro 
Combustível 3- 86% Gasolina e 14% Etanol Anidro 

Para cada bloco de dados obtidos com objetivos definidos,
1 

tomou-se o cuidado de utilizar somente um determinado tipoll 
de combustível para não mascarar os resultados. 

(c) Bancada dinamométrica- Foi utilizado um dinamômetrol 
hidráulico GO-Power (modificado) com capacidade para 20 
kW e 10.000 rpm, cuja célula de carga foi substituída por um 
balança (previamente calibrada) com capacidade para 2 kg e 
incerteza de ± 1g. interligada ao dinamômetro por meio de um 
braço de alavanca de 1m, possibilitando assim a leitura diret 
do torque do motor em N.m, com uma incerteza de ± 1,4%. 
A potência (com incerteza de ± 1,4%) era então calculad 



a partir do torque e da rotação em rpm lida diretamente de 
um tacômetro acoplado ao eixo do dinamômetro com menor 
divisão igual a 50 rpm previamente calibrado. 

(d) Vazão de Ar- A medida de vazão de ar, (com incerteza 
de ± 3,4 %) foi feita utilizando-se um bocal de 19 mm de 
diâmetro acoplado na entrada de uma câmara de compensação 
de 0,0605m, cujas diferenças de pressão eram tomadas com 
auxílio de um manômetro inclinado com leitura em polegadas 
de água, com incerteza a ± 0,02 in H2 0 préviamente calibra­
dos conforme ASME [15] e GO-POWER [16]. 

A razão A/C (Ar /Combustível) foi calculada a partir das 
vazões mássicas do ar e do combustível dentro de uma in­
certeza de ± 3,8 %. 

ANÁLISE DOS RESULTADOS 

Para a interpretação dos gráficos, a seguinte simbologia 
para as velas foi utilizada. 

V6 --t lê-se vela 6 (vela convencional) que foi mantida na 
posição original. 

V6 + 12 --> lê-se vela 6 mais velas 1 e 2, âmbas disparando as 
centelhas simultaneamente. 

O mesmo proceQ.imento é usado para V6 + 1234 e V6 
+ 123478. A vela 5 não foi utilizada para obtenção desses 
resultados por se tratar de uma vela opcional. 

Observando-se as figuras (1) e (2), ângulo de avanço igual 
a 0° e 5°, verifica-se que para um mesmo consumo específico, 
o aumento do número de velas mostra uma tendência de dimi­
nuição da razão ar-combustível e que, para uma mesma razão 
ar-combustível, o aumento do número de velas acarreta na 
diminuição do consumo específico. Isto pode ser justificado 
teoricamente, pelo fato de que o aumento do número de ve­
las aumenta a velocidade efetiva de queima, aproximando-a 
da combustão praticamente instantânea nas vizinhanças do 
ponto morto superior (pequenos ângulos de avanço). Nes­
tas condições, segundo Obert[4] e Giacosa[18] o consumo es­
pecífico de combustível seria mínimo, pois a eficiência do ciclo 
se aproxima do valor ideal para o ciclo padrão OTTO. 

Para um avanço maior ou igual a 10° Fig (3) e (4) e 
um mesmo consumo específico, um aumento do número de 
velas resulta num aumento da razão A/C, e para a mesma 
razão A/C, o aumento do número de velas resulta num au­
mento do consumo específico. Isto também pode ser justifi­
cado teoricamente, pelo fato de que o aumento do número de 
velas aumenta a velocidade efetiva de queima, aproximando-a 
da combustão praticamente instantânea em posições afastadas 
do ponto morto superior (grandes ângulos de avanço) que se­
gundo Obert[4] e Giacosa[18], implica diretamente no aumento 
do trabalho de compressão e consequentemente na redução do 
trabalho líquido. 

Entre 5° e 10° de avanço, as curvas são coincidentes den­
tro da incerteza de medidas. 

Observa-se ainda, que para toda faixa de razão A/C tes­
tada, o consumo específico sempre diminuiu com o aumento 
da razão A/C, para todas as combinações de velas utilizadas. 

Misturas ricas de ar-combustível, (menores valores de 
A/C) apresentam a caraterística de não queimarem comple­
tamente o combustível além de resultarem, quando queimada 
uma maior quantidade de produtos decorrentes de uma com­
bustão incompleta, daí resultando uma menor conversão de 
energia química em térmica. Assim, a experiência [4,18,14], 
mostra que o consumo específico de combustível, é mais ele­
vado do que em condições 6timas de operação. 
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Aumentando-se a relação ar-combustível, para a mesma 
massa desse último, podem-se observar duas tendências: 

(a) conversão adicional de energia química em térmica, pela 
queima adicional de combustível não queimado anterior­
mente e dos produtos de combustão incompleta, o que 
tende a elevar a temperatura dos gases de combustão; 

(b) redução da. temperatura dos gases de combustão devido 
ao aumento da massa de a.r para a mesma massa de com­
bustível queimada. 

Existe portanto um valor 6timo da relação ar-combustí­
vel, para a qual as duas tendências são contrabalançadas e 
a eficiência térmica é máxima. Abaixo deste valor, predo­
mina a tendência (a) e a eficiência térmica é menor devido 
à mais baixa temperatura, resultado da menor conversão de 
energia química em térmica. Acima deste valor, predomina 
a tendência (h) e a. eficiência térmica é menor devido à mais 
baixa temperatura resultante da grande massa. de ar a ser 
aquecida pela queima de uma dada massa. de combustível. 

\: 



Nos testes realizados a 2300 rpm, não foi possível observar 
esta característica, pois a relação ar-combustível, não foi au­
mentada suficientemente. Entretanto, espera-se que nas Fig. 
(2) a (5), o consumo específico de combustível aumente para 
razões de ar-combustível acima das testadas neste trabalho. 

De acordo com BENSON e WHITEHOUSE [13], a ve­
locidade de propagação da chama, na combustão, aumenta 
com o aumento da temperatura (efeito de primeira ordem) 
e com a diminuição da pressão (efeito de segunda ordem). 
Também a temperatura dos gases aumenta com o aumento da 
relação ar-combustível até um valor máximo correspondente, 
aproximadamente, à máxima eficiência térmica (mínimo con­
sumo específico de combustível). 

Como nas experiências realizadas com o combustível 1 
(2300 rpm), o consumo específico de combustível sempre dimi­
nui com o aumento da relação ar-combustível , chega-se a con­
clusão que a temperatura dos gases provavelmente aumentou 
com o aumento da relação ar-combustível nas experiências 
mencionadas, o que resultou em maiores velocidades de propa­
gação de chama. 

Nestas condições, o efeito global do aumento do número 
de velas e da relação ar-combustível (A/C) foi o mesmo, isto é, 
tornar a combustão mais rápida. Assim, pode-se concluir que 
para manter o mesmo consumo específico de combustível em 
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pequenos ângulos de avanço, devem-se contrabalançar duas 
tendências: (a) - redução do consumo específico provocada 
pelo aumento do número de velas [4,18] para uma dada rela­
ção ar- combustível (Fig (1) e (2); (b) -aumento do consumo 
específico provocado pelo enriquecimento da mistura (menores 
valores de A/C), o que resulta em menores velocidades de 
queima [13]. Assim pode-se justificar que, para pequenos 
ângulos de avanço, o aumento do número de velas resulta na 
diminuição da relação ar-combustível, para que o consumo es­
pecífico de combustível permaneça constante. 

Um raciocínio análogo pode justificar o fato de que, para 
grandes ângulos de avanço, o aumento do número de velas 
resulta no aumento da relação ar-combustível para que o con­
sumo específico de combustível permaneça constante. Assim 
a utilização de um sistema de multi-ignição para um motor 
de combustão interna, apresenta como perspectiva a possibi­
lidade de otimização de seu desempenho e de suas emissões 
(PERKINS [12]), desde que se especifique grandes ângulos de 
avanço. 
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Na Fig. 5, onde foram traçadas curvas de potência versus 
ângulo de avanço (para uma razão ar-combustível A/C : 14,0 
± 1) e para uma mesma rotação, verificou-se que, à medida 
que se aumenta o número de velas, a curva tende a se deslo­
car para a esquerda (o ponto de máximo ocorre para menores 
avanços) . A mesma tendência pode ser observada na figura 
6 onde foram traçadas curvas de consumo específico versus 
ângulo de avanço, ou seja: toda a curva tende a se deslo­
car para a esquerda (o ponto de mínimo ocorre para menores 
avanços). Para uma razão A/C variando em até 25% (Fig. 7), 
a mesma tendência foi também observada. 

CONCLUSÕES 

Os dados experimentais obtidos nesta pesquisa, confir­
mam o fato de que, o aumento do número de velas, resulta na 
diminuição do consumo específico de combustível para ângulos 
de avanço < = 5° para a mesma relação ar-combustível, e no 
seu aumento para ângulos de avanço > = 10°. Na faixa in­
termediária (entre 5° e 10°), nada se pode afirmar, pois as 
diferenças encontradas estão dentro da faixa de incerteza de 
medida. 

Os dados experimentais obtidos nesta pesquisa, também 
confirmam o fato de que, o aumento do número de velas re­
sulta na diminuição da relação ar-combustível para ângulos de 
avanço < = 5° e mesmo consumo específico, e no seu aumento 
para ângulos de avanço >= 10° . Assim, a utilização de um 
sfstema de multi-ignição para um motor de combustão interna, 
apresenta como perspectiva, a possibilidade de otimização de 
seu desempenho e de suas emissões, desde que se especifique 
ângulos de avanço adequados. 

Foi observada uma influência do combustível sobre o de­
sempenho do motor. Entretanto, como as diferenças encon­
tradas foram pequenas, experiências mais controladas deverão 
determinar tal dependência. Nesta pesquisa, considerou-se 
não haver tal influência dentro da faixa determinada de in­
certeza, ligeiramente superior à de medida. 

Observou-se também, que o aumento do número de velas 
tende a reduzir o ângulo ótimo de avanço, determinado a par­
tir do consumo específico mínimo de combustível para cada 
rotação utilizada, aproximando a combustão do ciclo real à do 
ciclo ideal (padrão OTTO). 

Finalmente, em todos os testes realizados, o consumo es­
pecífico de combustivel diminui com o aumento da relação ar­
combustível para qualquer número de velas, mesma rotação e 
ângulo de avanço. 
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ABSTRACT 
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Spark ignition internal combustion engines, OTTO cycle, 
have been gradually modified and improved so that higher 
values for thermal efficiency can be obtained. 

High speed combustion chambers, eletronic ignitiori, ele­
tronic injection among others, have been some of the compo­
nents used to optimize the engine thermal efficiency. 

ln the present research a multiple ignition system has been 
analysed. Combustion chamber geometry, ignition advance 
angle, number of electric sparks and their layout in the cham­
ber, together with the optimum air-fuel r a tio are experimen­
tally investigated. 
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SUMMARY 
. Steady sta~e numerical simulc:tion of the ft:ow field and heat transfer performance of a scav­

engt.ng process m a t"!lo-stroke engme. by t~e fimte vo_lume method. The problem is mathematically 
moaeled by the N_avter~St?kes equat10n, mcorporatmg the "' - E: turbulence two equation model. 
'[he effect of the mlet Jt!~ m th~ fiow field inside the cylinder is investigated. Substantial increase 
m .the Nusselt number zs obtamed when the inlet jet is directioned both to the piston head and 
ex1t port. However, the global discharge coefficient is little affect by the inlet axial angle. 

INTRODUCTION 

Scavenging is a criticai area in the development of two­
stroke diesel engines. ln a very short period of time the air 
stream, coming from intake ports near the bottom dead cen­
ter, must displace ali the remaining products of combustion 
from the cylinder. Premature opening of the exhaust valves 
helps diminish the mass of combustion gases left in the cylin­
der, even though the bulk of the process is actually left to 
the air charge. ln realitr the scllcvenging proaess is as ilius­
trated by Meintjes (1987) , an air/combustion produ~t mixing 
process where the objective is to reduce the exhaust residual 
concentration. 

The process requires a minimum of tosses. lt is greatly 
affected by f!ow conditíons , once swirl and recirculatíon flows 
can eíther improve or impart scavenging, depending on their 
intensity and location inside the cylinde:. 

Concerning in-cylinder flow conditions a number of stud­
ies can be found in the literature. One co~ld mentíon recent 
rev íews , by Arcoumamis and Whitelaw (1987), Kamimoto 
and Kobayashi (1988), as well as conferences and symposium 
entirely devoted to t~e subject (Uzkan, 1989). 

Recent research mvolves the development of multidimen­
sional computer codes to model the flow conditions inside re­
ciprocating machinery. One early example is the CONCHAS­
SPRA Y ( Cloutman et ai., 1982) compu ter codes, from Los 
Al'7mos National Laboratory, ÚSA. Having the application 
to mternal combustion engines specifically in mind, the code 
was developed to generate numerical solutions to multicom­
ponent reactive fluid flow problems in two space dimensiona. 

Diwakar (1985) utilized the CONCHAS-SPRAY code to 
analyze the turbulent flow field inside some typical internal 
combustion engine chambers under motoring conditions. The 
study showed that the scavenging efficiency could be improved 
with minor alterations of the intake port swirl angle. The 
sarne model was utilized by Kuo and Duggal (1984) to assess 
the effect of engine design parameters, such as piston bowl 
shape, on air motion inside the cylinder. Two-dimensional 
models, in spite of the many assumptions that have to be 
made regarding the geometry of the engine, in order to make it 
axisymmetrical, have been used extensively by severa! authors 
as Zhang (1985) and Chiu and Wu (1990). Other examples of 
multidimensional models are provided by Carapanayotis and 
Salcudean (1988), and Uzkan (1988). 

Undoubtedly, a major progress in the prediction of in­
cylinder gas flow was achieved with the use of three dimen­
sional models. Reports on such models are provided in the 
literature by Gosman et ai. (1984) and Diwakar (1987). Both 
codes made use of the "' - E: turbulence model and the lat­
ter specifically aimed at the study of the gas exchange pro­
cess in a uniflow-scavenged two-stroke engine. One important 
conclusion form Diwakar (1987) was that two-dimensional 
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Figure 1. Cylinder geometry 

models, although providing less realistic results than three­
dimensional codes, could still be useful in predicting trends 
regarding the inf!uence of intake port angle on scavenging. 

Measurements involving steady-state flow in model en­
gines have also been carried out by Das (1974), Sung and 
Patterson (1982) and Borée et ai. (1989). These works pro­
vide a useful data base for validation of the models. 

Gouveia et ai. (1989, 1992) analysed numerically the 
scavenging process in a two-stroke engine and compared with 
experimental results showing a good agreement. It was re­
vealed that the exhaust port configuration is an important 
parameter to control the flow field and heat transfer charac­
teristics for the scavenging process. ln another paper, Gou­
veia et ai. (1990) by using the sarne model, concluded that 
the best valve positioning is near the cylinder liner, the max­
imum valve opening must be small and that the best aspect 
ratio for the exhaust port studied was one. Besides, it could 
be concluded by the papers that Reynolds number is the prin­
cipal parameter to control the heat transfer characteristics of 
the process. 

Curiously no study of axial inlet angle (with respect to 
the symmetry line of cylinder) was presented in the above 
papers. Therefore, the purpose of this paper is to exam­
ine numerically the effect of the inlet axial angle in the fiow 
and heat transfer in a steady-state scavenging process in a 
two stroke engine in which the piston head and the cylinder 
walls are maintained at constant temperature in the absence 
of swir Jing flow. 

ANALYSIS 

A cross section of the two-stroke engine under consid-· 
eration is shown in Fig. 1. During the scavenging process, 
simultaneous inflow and outfiow streams occurs through the 
open ports. No swirling fresh air is admitted with an axial 
component (given by the a angle), and scavenges the products 
of combustion through the exhaust valve. During the process 
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the piston is near the bottom dead center and, although the 
crank angle varies by about 40 degrees, the volume of the 
cylinder can be considered as being approximately constant. 
With this approximation and assuming that only air fl.ows 
through the cylinder, it is possible to study the fiow and heat 
transfer characteristics of the process in a stead>_:-state regime. 

Air enters the cylinder circumferentially tFig. 1) induc­
ing a turbulent fl.ow where u and v are the velocity com­
ponents in the x and r coordinates, and leaves the domain 
through the exhaust port. The exhaust valve is simulated by 
a ring with radius R 1 and R2 (Fig. 1). 

Due to symmetry considerations of the cylinder and port 
assembly, the fl.ow can be considered axi-symmetrical. With 
respect to the thermal boundary conditions the piston head 
and the cylinder liner are assumed to be at constant temper­
ature, since the variations of the gas temperature during the 
scavenge process are usually small when compared with the 
gas to wall temperature difference. It is further· assumed that 
the fl.ow is incompressible. 

GOVERNING EQUATIONS 

The numerical calculation of the fl.ow field and heat trans­
fer are based on the time average Navier-Stokes and energy 
equations. The x; - E: model of turbulence was selected to 
represent the turbulence behavior of the fl.uid. Appropriate 
dimensionless variables for this problem can be defined as 

X=~ r u v 
R= D' U=v:· V=-, 

D' rn Vm 
(1) k eD p* T-T· 

K = V2' E= V3' p = V2' c/>- m 
rn m p tn - Tw- Tin' 

where D is the cylinder diameter and Vm is the mean veloc­
ity through the cross section of the cylinder given by V= = 
mi (p11' D 2 I 4) where rh is the mass fl.ow rate of air into the 
cylinder. x; is the turbulent kinetic energy and é its dissi­
pation rate. T;n and Tw are the inflow air temperature and 
surface temperature (piston head and cy linder walls), respec-
tively, p* is the modified pressure defined as p* = p + ~ px;, 

where p is the thermodynamic pressure, and p is the density. 
For the present situation the conservation equations of 

mass, momentum, turbulent kinetic energy, dissipation of tur­
bulent kinetic energy and energy are 

div (V) =O (2) 

div ('VV) = -grad P + div [~[grad V+ (grad VfJ] (3) 
p,Re 

div (V K) = div [ JLtR · grad K] + JLRt G- E (4) 
a"'p, e JL e 

div {V E) = div [ 
JLt ] E [ JLt ] --grad E + K c1 -R. G- c2E 

a6 p,Re JL e 
(5) 

di v (V c/>) = di v [ JLtR grad c/>] 
atJL e 

(6) 

where G is the production of kinetic turbulence, Re is the 
Reynolds number and p,tf JL is the dimensionless turbulent vis­
cosity, which are defined by 

G = [grad V+ (grad vf]· grad V (7) 

Re = pV=DIJL JLt/ JL = ( c~-'K2 I E) R e (8) 

The constants in the turbulence model are taken directly 
from Launder and Spalding (1974). These are: c~' = 0.09, 
c1 = 1.44, c 2 = 1.92, a"' = 1.00, a 6 = 1.30 and at = 0.9. 

·-·-··-·-.. ----...,;~iiiiliiiii--------.. 
BOUNDARY CONDITIONS 

It can be assumed that air enters the domain with a 
known mass fl.ow rate and constant temperature. The value 
of x; was taken as 2 percent of the mean kinetic energy and the 
corresponding é-value was specified by assuming the mixing 
length to be 4.5 percent of the inlet port size. The inlet 
conditions (R= 0.5, X ::::; X.) were: 
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cota 
U = 4Xt' 

0.01 
K= (4X 1 sina) 2 ' 

1 
V-­

- 4Xt' 

3/4K3/4 cf> =o 
c~' 

E= 0.045Xt ' 

(9) 

A long the symmetry line (R = O) we have V = O and 
zero radial gradient of ali other variables. At the exhaust 
opening, the usual condition of neglecting the diffusion flux 
of ali variables was adopted. 

The Wall Regions. The x; - é model is used everywhere 
except in the narrow regions near the walls, where the "wall 
fun clion" method is used , as suggested by Launder and Spald­
ing (1974). ln this method the region between the node P, 
closest to the wall, and the wall is linked by the logarithmic 
vclocity profile. The "wall function" can also be applied for 
the energy equation, as described by Patankar and Spalding 
(1970). 

COMPUTATIONAL DETAILS 

The conservation equations were solved numerically by 
lhe method described in Patankar (1980). The coupling be­
tween the axial and radial momentum equations and continu­
ity was handled by the SIMPLER algorithm. 

Exploratory calculations on finer grid were employed to 
provide guidance for the selection of the appropriate grid for 
the severa! cases studied. A 22 x 12 uniform grid in the axial 
and radial direction was selected for the calculation domain. 

RESULTS AND DISCUSSION 

The numerical results for the fl.ow field of the scaveng­
ing process on a two-stroke engine under state condition, us­
ing the present x; - é turbulence model, has been compared 
with available numerical and experimental results in previ­
ous papers of Gouveia et al. (1989, 1992) . The comparison 
performed with the experimental results of Sung and Patter­
son (1982) for exactly the sarne experimental configuration, 
showed very good agreement. The comparison with the nu­
merical results of Zhang (1985) revealed superior results. 

For the present study the configuration depicted in Fig. 
1 has been chosen with R./ D = O. The basic parameters of 
the configuration are: 

Re = 5 x 104 

a= 0.69 

RI/D= 0.0 

R2ID = 0.3 

LID=l.O 

x. = 0.1 
(lO) 

To analyse the effect of the inlet axial angle a in the fl.ow 
field, solution was obtained for 45° ::::; a ::::; 120°. When the 
a angle is equal 90° the inlet jet is radial. For a angles greater 
than 90°, the inlet jet is directed towards the piston head and 
for a angles smaller than 90°, the inlet jet is directed to the 
exit . 

Local Results 

Streamlines. The flow field pattern inside the cylinder 
can be examined by analysing the streamline distribution. 
The dimensionless stream function t/J was calculated from 

t/J =iR U R dR (11) 



Figures 2, 3 and 4 show the streamline pattem inside the 
cylinder for a: = 90°, a: = 45° e a: = 120°, respectively. 

When the inlet a: is equal to 90° (Fig. 2), the inlet jet, 
normal to the cylinder liner, is deviated to the axial direction 
near the symmetry line, due to the encounter of the jet near 
the centerline inducing a weak secondary flow along the cylin­
der wall. Recirculating zones are undesirable for the scaveng­
ing process, since the combustion products can be trapped in 
these regions. 

The streamlines for a: = 45° can be seen in Fig. 3. The 
flow pattern is quite different than for a: = 90° ln this case, 
the inlet jet induces a new and strong recirculation zone near 
the cylinder piston. The velocities in this region are of the 
sarne order as in the rest of the domain. Further, since the 
radial component of the inlet jet is weaker, the encounter of 
the jet near the symmetry line is not so strong, resulting in 
smaller recirculation zone near the cylinder liner. 

It should be mentioned here that the overaH trapped fluid 
volume is strongly dependent on the location of the recircu­
lation zones, since the volume is proportional to the radius 
squared, and near the symmetry line the radius is very small. 
Thus, although for a: = 45° there are 2 recirculation zones, the 
overall trapped fluid volume for this configuration is smaller 
than for a: = 90°. 

Figure 4 shows the flow pattern inside the cylinder for 
o. = 120°, when the inlet jet is turned to the cylinder piston. 
The flow P,attern for this case is similar to the flow pattern for 
o. = 90° lFig. 2). However, the bulk of the flow is near the 
center, inducing an undesirable increase in the recirculation 
zone. 

-4 
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Figure 2. Streamlines for a: = 90° 

Figure 3. Streamlines for o. = 45° 
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Figure 4. Streamlines o. = 120° 
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Figure 5. Local Nusselt Number Distribution 

Local Heat Transfer Coefficient. The local and average 
Nusselt number are defined as 

where q and q are the local and average heat flux at the solid 
walls, and Tb is the bulk temperature of the air at the exhaust 
port 

n =I Tu r dr/ I u r dr (13) 

where the integral is evaluated at the exhaust port area. 
Figure 5 shows the variation of Nu with the position 

around the cylinder chamber for ali configurations used for 
the streamline presentation. It can be observed that the heat 
transfer coefficient on the cylinder head (right wall at exit) is 
practically not affected by the inlet jet direction. A sim1lar 
behaviour of Nu for ali a: angles can also be seen along the 
cylinder linea~. The peak near the entrance region occurs 
exactly out of the recirculation region where the jet washes 
the wall. For o. = 120°, the jet is ditected to the opposite 
side, reducing the local Nusselt in the entrance region. The 
little increase of Nusselt along the cylinder linear for o.= 120° 
is caused by the higher intensity of the recirculation zone. For 
o.= 45°, there is an increase in Nu dueto the decrease of the 
size of the recirculation zone near entrance (see Fig. 3), while 
there is a reduction in the Nusselt number along the cylinder 
linear, dueto the smaller intensity of the recirculation. 

Along the piston head (left wall) it can be noted a similar 
behaviour of the local heat transfer coefficient for a: = 90° 
and o.= 120° since the flow field is also similar. However, for 
o. = 120°, since the inlet jet washes the piston head there is a 
substantial increase of the heat transfer coefficient there. On 
the other hand, a quite different behavior can be observed for 
o. = 45° once the flow structure is also different. The new 
recirculation zone at the piston head (see Fig. 3) reduces the 
Nusselt number near the center, but the high velocities at the 
entrance outside the recirculation zone, induce an expressive 
increase in Nu. 

Finally, it can be concluded that both for a: = 45° and for 
a:= 120° there is an increase in the overall Nusselt number, 
with respect to a:= 90°, caused basically by the piston head 
(left wall). 

Overall Results 

The effect of the inlet a: angle on the overall character­
istics of the flow and heat transfer inside the cylinder are 
examined next. 

Discharge Coefficient. To assess the effectiveness of the 
scavenging process, the discharge coefficient can be an useful 
parameter. It can be defined as the ratio between the actual 
mass flow rate m through the cylinder and an isoentropic 
mass flow rate of a perfect gas mi between the two sections of 
the cylinder, Cd = m/mi as in Gouveia et al. (1990), where 
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Figure 6. Discharge coefficient 

A global Cd can be defined to measure the overall friction 
loss inside the chamber between the inlet port and the exhaust 
valve. On the other hand, an exhaust Cd, is a measure of the 
losses due to the expulsion of the gases. 

Figure 6 shows the effect of the inlet a angle in the dis­
charge coefficient. There is a slight diminution of the global 
cd as a increases dueto the losses associated with irreversibil­
ities generated from the strong encounter of jet near the sym­
metry line. Further, the trapped volume increases for higher 
a' s, reducing the efficiency of the process (smaller CJ). 
, The exhaust Cd shows an opposite trend with respect 
to o:, since it is a measure of the losses at the exhaust port. 
Note that for smaller o:, there is a stronger curvature of the 
streamlines dose to the exit resulting in greater losses. 
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Figure 7. Overall Nusselt Number 

Overall Heat Transfer Coefficient. Figure 7 shows the ef­
fect of the inlet a angle in Nu. As previously exposed, the 
inlet a angle affects the heat transfer coefficient basically near 
the entrance region. It can be seen that for a values smaller 
than 70° there is a strong rise in Nu caused mostly by the 
incre ase in the local Nu number on piston head and entrance 
region near the cylinder liner, as presented on Fig. 5. For 
a greater than 100° there is also a rise in Nu though not as 
strong. ln accordance with Fig. 5 this rise is caused by the 
jet, which is directed to the piston head, increasing the local 
Nusselt distribution in this region. 

CONCLUSION 

The present numerical study of the scavenging process on 
a two-stroke engine under steady-state condition showed that 
the axial inlet angle controls the recirculation zones where 
the combustion products will eventually be trapped. It can 
be concluded that smaller values for o:, around 45°, causes a 
good diminution of the trapped volume, resulting in a slightly 
higher heat transfer coefficient and discharge coefficient, the 
axial a angle can be an useful too! to recall when one desire 
to improve the heat transfer coefficient in criticai areas of the 
cylinder, in particular, in the piston head. 
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SUMÁRIO 
O presente trabalho investigou a dispersão de contaminantes na forma de gases e material 

particulado provenientes de uma fonte contínua e estacionária sujeita a ventos transversais. Os 
campos de concentração e velocidade foram determinados através da solução numérica (método 
dos volumes finitos) das equações de transporte nas suas formas tridimensionais para regime 
permanente e turbulento. Os campos de concentração obtidos, apresentaram boa concordância 
com o modelo de Pluma Gaussiana. Os efeitos no escoamento da razão de temperaturas e 
velocidades entre o jato da chaminé e corrente livre foram investigados. 

INT RODUÇÃO 

A poluição atmosférica proveniente de gases e de material par­
ticulado liberada pelas indústrias representa sérios danos às popula· 
ções vizinhas aos centros industriais. As autoridades responsávei~ . 

pela fiscalização dos índices de concentração de poluentes na at 
mosfera necessitam de mecanismos para identificar as fontes emis· 
soras , a fim de exigir das indústrias a instalação de equipamentos 
de controle adequados . As técnicas de medição envolvem elevados 
custos e grande demora na obtenção de resultados. Por esta razão, 
é necessária a utilização de modelos matemáticos capazes de prever 
a dispersão dos poluentes provenientes das fontes emissoras. 

Os modelos matemáticos para a previsão da dispersão de con­
taminantes podem ser divididos, de uma maneira geral, em modelos 
baseados na análise estatística de dados experimentais de períodos 
anteriores e em modelos baseados na solução das equações funda­
mentais que descrevem o transporte dos contaminantes na atmos­
fera . Estes últimos utilizam dois tipos de descrição: Lagrangeano e 
Euleriano. Dentre os modelos lagrangeanos mais utilizados destaca­
se o modelo de Pluma Gaussiana (Seinfeld, I986) que prevê a dis­
tribuição espacial dos contaminantes a partir de um tratamento es­
tatístico do transporte turbulento de massa. Alguns autores desen­
volveram modelos baseados na solução da equação de conservação 
de massa da espécie química na forma euleriana, porém, utilizando 
campos de .velocidade e difusão turbulenta provenientes de dados 
experiment ais (Andrén, I987, Jia- Yeong et ai., I987 e Wen-Yih, 
I986) . 

O presente· trabalho pretende construir um modelo capaz de 
prever a distribuição de concentração de gases e material particu­
lado provenientes de uma fonte contínua e estacionária (chaminé) 
situada sobre uma superfície plana infinita sujeita a ventos transver­
sais. Para isso as equações de conservação nas suas formas tridimen­
sionais para regime turbulento e permanente, incluindo efeitos com­
binados de convecção natural e forçada serão resolvidas numérica­
mente pelo método de volumes finitos . 

MODELAGEM MATEMÁTICA 

A Figura I apresenta de forma esquemática a chaminé de altura 
H e diâmetro D sujeita a ventos transversais com velocidade u3. 
e temperatura T0 uniforme e com concentração nula. A chaminé 
emite gases ou material particulado verticalmente com velocidade 
u21 , com temperatura Tj e fração mássica w;. 

A aceleração de coriolis não é considerada, pois este problema 
está inserido no estudo da microescala meteorológica. A variação da 
densidade com a temperatura sE!'gue a equação dos gases perfeitos. 
O material particulado pode escoar junto com ·o fluido, mas pode 
também apresentar uma velocidade de deposição vd, devido à força 
gravitacional (Friedlander, 1977). 
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- simetria 

m = pi u2 j 0
2
/2 

Ju=m u2 . 
J 

JT=mcpTi 

J..,=m wi 

J"=m l<j 

Figura 1. Esquema do domínio de cálculo 

Para a situação de interesse, Fig. I, nota-se a existência de uma 
direção principal de escoamento, direção x3 . Supondo-se então, que 
não existem obstáculos à jusante da fonte emissora, é possível intro­
duzir a hipótese de escoamento tridimensional parabólico (Patan­
kar, I972, Santos, I992 e Almeida 1989), isto é, todos os termos 
difusivos são desprezíveis na direção x3 • 

No presente trabalho, como pode ser visto na Fig. I, a chaminé 
foi configurada por uma fonte de massa, "momentum" e energia lo­
calizada a uma altura H, numa região com a forma de retângulo de 
lados D/ 2 e D nas direções x1 e x3, respectivamente: É importante 
perceber a ausência física da chaminé, pois a solução somente é 
possível através desta hipótese, visto que um "esquema parabólico" 
foi utilizado na solução numérica das equações de conservação, o 
qual não é capaz de prever recirculações que necessariamente ocor­
reriam devido à chaminé ser um obstáculo em relação ao escoamento 
da corrente livre. 

Equações Governantes. O escoamento de gases na região próxi­
ma à superfície da Terra é governado pelas eq1.1ações de conservação 
de massa, quantidade de movimento linear, energia e de massa das 
espécies químicas presentes na atmosfera. O modelo de turbulência 
K, - e foi selecionado para representar o caracter turbulento do es­
coamento. Uma adimensionalização conveniente é 

X; 
X;= D' 

• K, 
K, ---. 

- U3~' 

• p 
p =-, 

Po 

• eD 
e =-3, 

U3o 

{3*- .t 
- f3o' 

• w 
w =­

Wj 

Pm V: _ t!d Pm=--2 , d--
PoU3o u3. 

p.* = P.t Re = pu3.D, 
p.Re' p. 

RV = 1121 
, RH = H 

u3. D 

(1) 
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onde x; e u; são os três eixos coordenados e componentes da ve­
locidades nas direções 1, 2 e 3. T é a temperatura, w é a fração 
mássica da mistura, 1t e e são a energia cinética turbulenta e sua 
taxa de dissipação, p é a densidade, fJ é o coeficiente de expansão 
térmica. Pm é a pressão modificada (Pm = p + 2/3(1-Ltdiv u + p~t)), 
a qual pode ser decomposta em p(x3 ) + p'(x1,x2) de acordo com 
a hipótese de escoamento parabólico. IL e llt são viscosidade abso­
luta e turbulenta e g é a aceleração da gravidade. Re e Fr são, 
respectivamente, o número de Reynolds e Fraude. 

As equações de conservação adimensionais são 

a(p*U;Ui) 
ax, 

a(p*Ui)jax, =o 

a [ • a ui] a [ • au, J -~L-+-IL-
aX; ax, ax, axi 

apm p* 
ax . - Fr2 62i 

J 

a(p*U;T*) =_!__[~-'*BT*] 
ax, ax, ut ax, 

o[p* (U; +V D)w*] = _!__ [ IL* aw•] 
ax, ax, uw ax, 

o(p*U;~t* __ !!:____!::.__ + p• _ p*e* + --
2
-G* ) a 

[ •a•] 1-RT 
ax, - ax, uiC ax, Fr 

o(p* U;e*) = _!!._ [J.L* a e• ] + e: [C1P* - C
2
p* e+ C3G*j 

ax, ax, u, ax, lt 

onde 
IL* = C,.p*~t*

2 

je* 

[ 
au au] au. P • • ' + J ' 

= ~-' ax - ax ax. 
J ' J 

c· = _~-'· fJ* ar· 
ut ax2 

(2) 

{3) 

(4) 

(5) 

(6) 

(7) 

(8) 

(9) 

J.L* é a viscosidade turbulenta adimensional do modelo 1t- e, P* é a 
taxa de produção de energia cinética turbulenta devido a interação 
do tensor de Reynolds e os gradientes das velocidades médias e G* é 

a produção ou destruição de energia cinética turbulenta por forças 
de empuxo. 

De acordo com recomendação de Launder e Spalding (1974), 
utilizou-se as seguintes constantes: Ut=0,50; uw=0,50; u"'=l,OO; 
u.=1,30; C,.=0,09; Cl=l,44; C2=l,92 e C3=1,44. 

Condições de Contorno. De acordo com a aproximação para­
bólica na direção Xs, necessita-se somente de uma condição ini­
cial nesta direção. Como mencionado, no plano inicial (X3 =0) 
considerou-se escoamento não perturbado, logo U1 = U2 =O, Us = 
1, T* =O e w* =O. Como proposto por Demuren e Rodi (1987), a 
energia cinética turbulenta é suposta valer 1% da energia cinética 
baseada na velocidade da corrente livre (~t* = 0,01) e o compri­
mento de mistura no plano inicial é 1m= oYI, onde o= 0,0135 e Yl 
o tamanho vertical do dommio, s~ndo e*= c;l4 ~t*' 1 ' j(0,41m/D). 

Considera-se a existência de simetria no eixo da chaminé (X1 = 
0), assim pode-se afirmar que não existe fluxo de calor, de quan­
tidade de movimento linear e de massa através do plano X 1 = O. 
Assume-se ainda que o domínio é suficientemente grande de modo 
que na fronteira lateral direita (X1 = Xl/D) a condição de não 
perturbação possa ser imposta. 

Na fronteira superior, X 2 = Yl/ D, foi utilizada como condição 
de contorno a solução do problema clássico de escoamento tur­
bulento sobre placa plana para a região fora. da camada limite 
(Schlichting, 1968). Na superfície sólida, X 2=0, todos os com­
ponentes da velocidade são nulos. A fim de reduzir o número de 
parâmetros envolvidos neste problema., a. condição de contorno para 
a temperatura foi prescrita considerando-se fluxo de calor nulo na 
superfície da Terra, permitindo somente o estudo da dispersão de 
contaminantes sob condições de estabilidade atmosférica neutra. 
Com relação a fração mássica, considerou-se que a superfície sólida 
não absorve gases ou partículaS, logo o fluxo de massa é nulo. 

O modelo de turbulência somente é válido para o núcleo turbu­
lento onde IL « llt· Nas regiões próximas à superfície sólida onde 
IL » llt, de acordo com a recomendação de Patankar e Spalding 
(1970), utilizou-se a "Lei da Parede" a qual consiste em adotar o 
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perfil universal para as velocidades paralelas à superfície sólida. 
Assume-se também, que nesta região a taxa. de dissipação e de 
produção de energia cinética turbulenta. são iguais. Para situações 
de fluxos de calor e de massa nulós na parede pode-se admitir o 
mesmo comportamento na. região próxima à parede. 

Na saída da chaminé ( Xso = x3) D :S X3 :S X3o + 1, X2 = 
RH, O :-:; X 1 :-:; 1/2) foram prescritos os fluxos de massa da mis­
tura e da espécie química, energia, quantidade de movim~nto linear, 
energia cinética turbulenta e dissipação da energia cinética turbu­
lenta. A energia cinética turbulenta foi considerada como 2% da e­
nergia cinética de saída do jato da chaminé e para a dissipação desta 
energia considerou-se o comprimento de mistura 1m/ D = o Y I/ D, 
onde o= O, 205 conforme sugerido por Demuren e Rodi (1987) 

RESULTADOS E DISCUSSÕES 

O problema estudado no presente trabalho é governado por 
nove parâmetros: RV, RT, V D, Fr, Re, RH, X3o, XI/De Yl/ D. 
Naturalmente que uma análise paramétrica completa no espaço 
disponível é inviável, portanto, selecionou-se para o presente tra­
balho manter os parâmetros geométricos constantes com os seguin­
tes valores: RH = 12, X 3" = I, XI/ D = 5 e Yl/ D = 25. Note 
que o tamanho do domínio nas direções xl e x2 foram especifi­
cados grandes o suficientes para não afetar o escoamento próximo 
à chaminé. O parâmetro geométrico mais relevante para o proble~ 
ma é a razão de aspecto da chaminé, o qual será objeto de estudo 
em outro artigo. Os números de Reynolds e Fraude também foram 
mantidos constantes utilizando-se valores típicos (Re =, 4 x 105 e 
Fr = O, 62), pois influenciam muito pouco o escoamento como foi 
constatado por Santos (1992). A velocidade de deposição de ma­
terial particulado é uma parâmetro bastante interressante para ser 
estudado, mas novamente, devido a limitações de espaço será apre­
sentado em outro trabalho. Neste trabalho, fixou-se V D = O, o 
que corresponde a escoamento de gases e de material particulado 
com densidade igual a do ar, isto é, as partículas escoam junto com 
o fluido. Este trabalho portanto é dedicado ao estudo do efeito 
no escoamento de dois dos parâmetros mais relevantes: razão de 
velocidades RV e razão de temperaturas RT. Três valores típicos 
foram selecionados para cada parâmetro. RT = 1, 72; 1,30 e 1,0 e 
RV = O, 2; 0,5 e 0,8 . RT > 1 significa gás quente sendo emitido 
pela chaminé e RT = 1, 00 corresponde a situação isotérmica. Os 
valores selecionados para RV são menores que a unidade para que 
a aproximação de escoamento parabólico seja válida. 

Os resultados a serem apresentados formam obtidos com uma 
malha não uniforme de 10 X 50 X 43 nas direções x1 X x2 X Xs, 
respectivamente, selecionada a partir de testes de malha (Santos, 
1992). 

Comparação com o Modelo de Pluma Gaussiana. Apesar do 
modelo de Pluma Gaussiana (Queiroz e Santolin, 1988, Seinfels, 
1986) ser bastante simplificado, esta comparação ainda é útil pois 
este modelo é largamente utilizado na previsão da dispersão de con­
taminantes na atmosfera. A Figura 2 apresenta os perfis de concen­
tração C = CjC* em llg/m3 para uma concentração típica dos jatos 
na saída da chaminé, cj = 4 X lOS llg/m3 , onde c· = RT p*w*. 
Os resultados do presente trabalho são comparados com o modelo 
Gaussiano em diversas posições axiais para diversas razões de tem­
peraturas. Pode-se verificar que para todas as posições axiais os 
perfis de concentração em ambos os modelos apresentam a mesma 
tendência em relação a razão de temperaturas, ou seja, a medida 
que o parâmetro RT é aumentado as curvas se deslocam na direção 
vertical positiva. Este comportamento era esperado uma vez que, 
um aumento na razão de temperaturas implica em um aumento 
da influência das forças de empuxo que tendem a elevar a linha 
de centro da pluma. Pode-se notar que a concordância qualitativa 
entre as previsões dos dois modelos melhora sensivelmente a. me­
dida que a coordenada axial aumenta. Isto se deve ao fato de que 
as aproximações incorporadas no modelo de Pluma Gaussiana não 
são válidas para pequenas distâncias axiais em relação à chaminé. 
Também com relação ao modelo do presente trabalho, a aproxi­
mação de escoamento parabólico é menos realista para pequenos 
valores da coordenada axial. 

Para o caso em que a razão de temperaturas é igual a unidade, 
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Figura 2. Perfis de concentração C . Plano de simetria. RV = 0,2 

isto é , na ausência de forças de empuxo, os perfis de conéentração 
Rara os maiores valores das posições axiais mostradas, apresentam 
uma excelente concordância qualitativa. Entretanto, para as outras 
razões de temperaturas estudadas, pode-se notar uma diferença na 
posição vertical das curvas , sendo que o modelo de Pluma Gaussiana 
prevê maior influência da força de empuxo que o presente modelo . 
Este comportamento pode ser explicado através das diferenças fun­
damentais entre os dois modelos. No caso do modelo de Pluma 
Gaussiana , a influência da força de empuxo é introduzida a par­
tir de parâmetros empíricos, enquanto que no presente trabalho , 
a mesma é considerada de forma mais rigorosa nas equações de 
conservação. 

Caso Base. Um caso típico de operação de chaminé possui 
RV = O, 2; RT = 1, 30. Considerando esta situação como caso base, 
a distribuição de velocidade, concentração e temperatura é analisa­
da. A Figura 3 apresenta linhas de concentração adimensional c• 
constante e o campo de velocidade no plano de simetria (X1 =0) . 
Nestas condições o campo de velocidades apresenta um componente 
vertical predominantemente positivo devido à influência da emissão 
vertical da chaminé de gases com temperatura mais elevada que 
a do ambiente, estendendo-se a uma região da ordem de quatro 
diâmetros acima da região de emissão. Esta influência diminue 
com o aumento d a coordenada axial X s . Nota-se que as linhas de 
concentração constante estão deslocadas verticalmente em relação 
ao plano horizontal passando pela altura da .chaminé. Esta as­
simetria é provocada pelo campo de velocidades apresentado devi­
do à convecção dos gases e à ausência de velocidade de deposição. 
Pode-se observar, também, que fortes gradientes de concentração na 

5 10 15 x3/D 

Figura 3. Campo de velocidade e lsoconcentrações. 
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Plano de simetria. RT = O, 77 e RV = O, 2 
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Figura 4. Campo de velocidade. Plano transversal X1X2 . 
RT = O, 77 e RV = O, 2 

direção vertical são mantidos indicando que nas regiões próximas à 
chaminé os efeitos convectivos são predominantes. A existência de 
valores nãó nulos de concentração, imediatamente abaixo da região 
de emissão, é provocada pelo escoamento com componentes de ve­
locidade na direção vertical negativa. Nota-se, também, um rápido 
decaimento da concentração ao longo da direção axial. 

Uma visão mais detalhada do escoamento pode ser obtida a­
través dos campos de velocidade no plano transversal, apresenta­
dos na Figura 4. Uma análise sequencial das Figuras 4(a), 4(b) 
e 4(c) mostra claramente a formação de um vórtice longitudinal 
característico da interação entre o escoamento principal e do jato. 
Pode-se observar na Fig . 4(a) que o fluxo de massa se espalha ra­
dialmente de forma assimétrica na saída da chaminé, resultando 
em componentes verticais negativas da velocidade logo abaixo da 
saída da mesma. Isto é devido à ausência física da chaminé con­
forme hipótese do presente modelo. Para as outras posições axiais 
observa-se claramente que os vórtices são simétricos e que ainda 
estão em formação devendo diminuir sua intensidade para posições 
axiais mais afastadas . 

As linhas de concentração constante no plano transversal X1X2 
para o caso base, são apresentadas na Figura 5. Pode-se notar que 
as linhas afastam-se umas das outras com aumento da coordenada 
axial X 3 , indicando o efeito da dispersão dos contaminantes e apre­
sentam a forma aproximada de circunferências concêntricas, cujos 
centros elevam-se verticalmente à medida que a distância em relação 
à chaminé aumenta, devido aos efeitos do escoamento. Esta forma 
circunferencial é creditada à baixa intensidade do escoamento se­
cundário em relação ao componente U3 • Comportamento idêntico 
foi observado em relação às isotermas, nos trabalhos realizados por 
Demuren e Rodi (1987) e Santos (1992). 

Efeito da Razão de Temperaturas. O campo de velocidade e 
as linhas de concentração constante no plano de simetria para o caso 
isotérmico são apresentados na Fig. 6. Uma análise desta figura em 
conjunto com a Fig . 3 (caso base) mostra claramente os efeitos da 
força de em puxo sobre o campo de velocidades e, consequentemente, 
sobre as linhas de concentração constante . Analisando a Fig. 7 
para RT = 1, O, observa-se que as linhas de concentração constante, 
são aproximadamente simétricas em relação à chaminé, visto que a 
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Figura 5. lsoconcentrações c• . Plano transversal X 1 X 2 
RT = O, 77 e RV = O, 2 



...---==-==--=~ . ~-==--:-::ccc-==-::-.·.o.;=" ~· ·ooc:c, _---=oo~---- , =~~-

'-, ____ _ 

19 

x2/D 

4 5 

10 

5,'------,--------.--~~~r-------.--' 

Figura 6. 

força de em puxo é nula e a quantidade de movimento linear do jato 
é pequena, RV = O, 2. As linhas de concentração de mesmo valor se 
aproximam da chaminé com o aumento da razão de temperaturas 
produzindo gradientes axiais de temperatura mais intensos. Este 
fato ocorre devido ao aumento do componente vertical da velocidade 
e consequente diminuição do componente axial, reduzindo portanto, 
o efeito convectico axial. A medida que a razão de temperaturas 
aumenta, a componente vertical do campo de velocidades aumenta 
deslocando as linhas de concentração constante para cima. Isto 
também pode ser visto na Figura 7(b) que apresenta a linha de 
centro da pluma (lugar geométrico de concentração máxima) para 
os diversos RT analisados. 

Efeito da Razão de Velocidades. A Figura 8 mostra o campo 
de velocidade e linhas de concentração constante no plano de sime­
tria do escoamento para RV = O, 8. Comparando esta figura com 
a Fig. 3 para RV = O, 2 nota-se que medida que a parâmetro RV é 
aumentado os vetares velocidade se apresentam mais inclinados em 

, relação à posição horizontal, isto se deve ao aumento da quantidade 
I de movimento linear na direção vertical que também influencia a 
posição das linhas de concentração constante que tendem a subir na 
região acima da chaminé . Entretanto, na região abaixo da chaminé 
estas linhas estã" posicionadas, em relação a direção vertical, tanto 
mais baixas quanto maior o valor de RV . Novamente isto se deve 
as recirculações no plano transversal, as quais tornam-se maiores 
quando RV aumenta. Pode-se observar, também, que os gradientes 
relativos a concentração são maiores a medida que RV diminue. A 
Figura 7(a) ilustra o deslocamento vertical da linha de centro da 
pluma com o aumento da razão de velocidades. 

CONCLUSÕES 

A comparação dos campos de concentração obtidos através do 
modelo Gaussiano e do presente trabalho é considerada satisfatória 
apesar do caráter totalmente distinto das duas formulações, espe­
cialmente para posições axiais mais afastadas da chaminé onde as 
hipóteses adotadas em ambos os modelos tornam-se mais realistas . 
É importante ressaltar que o· modelo de Pluma Gaussiana é forte­
mente dependente de parâmetros empíricos, enquanto o modelo 
apresentado no presente trabalho necessita apenas das constantes 
empíricas do modelo de turbulência, o que lhe confere maior gene­
ralidade. Os resultados demonstraram que a distribuição de con­
centração é bastante influenciada pela razão entre a temperatura 
do vento e do jato, devido ao aumento do termo de empuxo e con­
sequente alteração do campo de velocidades. Foi observado que 

20,---------------. 

15 (o J -------_:-_;·_:i _3 (b) 

,,~ D
10 

---- _RV=0,2
1

_ 

RV=015 
RV= 018 

5 
o 5 10 15 20 o 

x3 /D 
5 10 

x3 /D 

-.... --------
RT= 1,30 
RT= 1,72 
RT= 1,00 

15 20 
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Figura 8. Campo de velocidade e isoconcentrações . 
Plano de simetril\. RT =O, 77; RV = 0,8 

os gradientes axiais de concentração aumentam com a aumento da 
razão de temperaturas entre o jato e o vento. Um efeito seme­
lhante no campo de concentração é provocado pela razão entre as 
velocidades do jato e do vento devido à variação da quantidade de 
mov imento linear na direção vertical. 

AGRADECIMENTOS 

Os autores agradecem o suporte financeiro da SCT (Secretaria 
de Ciência e Tecnologia da Presidência da República). 

REFERÉNCIAS BIBLIOGR.-'\ÁFICAS 

Almeida, V. F., "Programa Numérico para Soluç ão das Equações de 
Transporte Tridimensionais Parabólicas," Dissertaciio de Mestrad o, 

PUC-RTO, Dept . Eng. Mecânica, Rio de Janeiro, R.J, BR, 1989. 

Andrén, A., ;A Combined First-Order Closure Gaussian 
Model," Atmospheric Environment voL 21, pp. 1045-1058, 1987. 

Demuren, A. O . and Rodi, W ., "Three-dimensional Numerical Calcula­

tion of Flows and Plume Spreading Past Cooling Towers," Journal of 
Heat Transfer, voL 109, pp. 113-119, 1987. 

Friedlander, S. K., "Smoke, Dust and Haze, Fundamental of Aerosol 

Behavior," J ohn Willey & Sons, CA, 1977. 
Jia-Yeong, Rao, R . S. and Rao , K . S., "Numerical Simulation of Ai r 
Pollution in Urban Areas: Model Development," Atmospheric Environ 

ment, voL 21, pp . 201-212, 1987. 
Launder, B. G. e Spalding, D. B., "The Numerical Computation of 

Turbulent Flows," Computer M eth. in Alill1 Mech . and Eng., voL 3, 

pp. 269-289, 1974. 

Patankar, S. V ., "A Calculation Procedure for Heat, Ma.ss and Momen­
tum Transíer in Three-dimensional Parabolic Flows," Journal of Heat 

'I'ransfer and M ass 'I'ransfer, vol. 15, pp. 1787-1806, 1972. 
Patankar, S. V. and Spalding, D. B., "Heat and Mass Transfer in Bound­

ary Layers," Intertext Books, 2nd. Edition, London, U. K. 1970. 
Queiroz, R. S. e Santolin, L. C. D., "IMPAC- Software para Cálculo da 

Dispersão de S02 e de Material Particulado em Suspensão", Relatótrio 
de Iniciacão Científica- CNPg/UFES, Vitória, ES, BR 1988. 
Santos, J. M., "Simulação Numérica Tridimensional da Dispersão de 

Poluentes na Atmosfera," Dissertação de Mestrado PUC-RIO, Dept. 
Eng. Mecânica, Rio de Janeiro, R.J, BR, 1992. 

Schlichting, H., "Boundary Layer Theory," McGrw Hill, Germany, 1968. 
Seinfeld, J . H ., "Atmospheric Chemistry and Phisics of Ai r Pollution," 

Willey, CA, USA, 1986. 

Wen-Yih Sun, "Air Pollution in a Convect ive Boundary Layer," Atroo 

spheric Environment, vol. 20, pp. 1877-1886, 1986. 

ABSTRACT 

The present work numerically investigated the dispersion of pol­
lutants in the form of gases and particulate matter emitted from 
a single stack subjected to horizontal winds. The concentration, 
velocity and temperature fields were determinated by the solu­
tion of the equations governing the conservation of mass, linear 
momentum, energy and chemical species for steady-state, three­
dimensional flow conditions . The prediction for the concentration 
field presented good agreement with the Gaussian Plume Model. 
The effect in the flow field of temperature and velocity ratio be­
tween the chimney jet and free stream was analysed. 
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RESUMO 
Este trabalho apresenta, aplica e compara os resultados 
das metodologias de ToJDBda De Decilií o Ks ltiplos ObJetivos 
wzzy e ELECTRE , para a sele;ã o de medidas capazes de 
reduzir o consUIDO de à gua. Deste modo, procura-se 
fornecer sub8. dioa para os óriJí os de abastecimento 
interessados em programas de conservação de energia. 

INTRODU;ÃO 

A atual carência de infraestrutura de 
saneamento básico reflete diretamente sobre a 
saúde da população brasileira. Além disto, a 
expaneão dos grandes centros urbanos tem 
feito com que a captação de água para 
abastecimento público seja feita em fontes 
cada vez mais distantes em decorrência do 
crescimento da demanda de água e da má 
qualidade dos mananciais próximos. 

Desta forma, a redução do consumo como 
prãtica de medidas de conservação de água 
possibilitará a redução do consumo de energia 
e da vazão esgotada, beneficiando um número 
maior de usuários com a mesma infraestrutura 
de saneamento. 

A seleção de medidas de conservação po_ 
de ser vista como problema de tomada de deci_ 
são multicritério. Normalmente, estes proble_ 
mas envolvem sistemas complexos para o ana_ 
lista, especialmente quando o critério de 
tomada de decieão possui alguns sinais de 
incerteza e ambigüidade. 
Podemos mencionar como algumas formas de 
incerteza as previsões económicas e sociais 
de longo prazo, a natureza subjetiva de 
algumas informaç~es caracterizadas Por 
aspectos subjetivos ou nebulosos e a 
heterogeneidade de dados utilizados em alguns 
modelos.Tendo em vista estas circunstâncias, 
a teoria dos Conjuntos ' Fuzzy torna-se uma 
ferramenta metodológicamente capaz de tratar 
sistemáticamente a incerteza presente em tais 
sistemas. 

DKSCRIÇÃQ S!JHÁ.RlA 00S. tf:TQDQS 

tié .twlwl KI.KCTRE .I a li- O método 
KLKCTRK (Klimination et Choix Tradussant de 
la Realite) é uma ferramenta particularmente 
adequada para problemas de tomada de decieão 
de múltiplos objetivos que envolve um número 
discreto de alternativas. 

O KLKCTRK I tem a finalidade de ordenar 
um conjunto de alternativas onde o problema é 
formulado através dos seguintes elementos: 
• - conjunto de alternativas ou soluç~es 
posai veis A = < &. Aíz. llj., Ai, ••. , Ar>>; e 
• conjunto de pontos de vista através do qual 
as alternativas eão avaliadas P = < Pt, Pz. 
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P3'- .• ' Pm>. 
De uma forma geral, o desenvolvimento 

desse método consiste dos seguintes passos: 

• Passo 
critérios 
vista e 
máximo; 

1: definição de um conjunto de 
de apreciação para cada ponto de 
respectivo intervalo de escala 

• Passo 2: definição de um conjunto de pesos 
que expressa a importância entre os pontos de 
vista ( fator de ponderação) W = <Wt. W2, 
Wa ••••• Wc>; 
• Passo 3: construção da matriz de impactos 
com as passiveis alternativas aval~adas atra_ 
vés dos pontos de vista pertinentes sendo 
a)c.j a avaliação da alternativa Ai em rela_ 
ção ao ponto de vista Pk com k=1,2, ... ,Jc. 

• Passo 4: cálculo do indice de concordância 
C(i..j) que indica o quanto a alternativa ~ é 
superior a Ai. A comparação em pares das n 
alternativas resulta na matriz de 
concordância C(n x n). 

C(i..J) = 
lc 

E Wc 
k=t 

onde : k = 1 , 2 , 3, . . . • k ; e 
"* = 1c quando a)c.i. ~ a)c.j. 

{1) 

Bate i ndice depende dos pesos Wc (k 
1, 2, ... ,k) dos pontos de vista sendo por 
definição O s C(i..j) s L Quando C(i..j )=1, a 
alternativa Ai é superior ou iSU:al a alterna_ 
tiva Ai sob todos os pontos de vista. Se C( i, 
.j ) = O, Ai. é sempre inferior à al ternat. Ai • 

• Passo 5: ponderação do 1 ndice de 
discordância D(i.j) que expressa de quanto a 
alternativa llj. é inferior a alternativa Ai em 
relação a escala de critérios estabelecida. 

Da cOmparação das n alternativas é 
obtida a matriz de discordância D(n x n). 

mo.x. ( a)c.i. - a)c.j) a)c.i. S a)c.j 
D(i..j) = (2) 



k......_____ .. __ 

onde: 
k = 1, 2, 3, ... , k; 

a.k.~ = a valia o da alternativa Ai com 
rçspei to ao ponto de vista k ; e 
R = maior diferença da escala de pontos de 
vista. 

• Passo 6: estabelecimento de condições 
mínimas de concordância {valor limite p) e 
máximas de discordâ ncia {valor limite q) que 
indicam, respectivamente, a superioridade 
desejada e a discordância aceitada. 
• Passo 7: montagem das matrizes de 
superioridade {nxn) para valores limites 
rigidos e relaxados, através da atribuiçã o do 
valor 1 (um) ao elemento correspondente das 
matrizes, quando a comparaçã o atende aos 
valores limites fixados. Caso contrá rio , é 
atribuído o valor O {zero). 
• Passo 8: ordenaçã o parcial das alternativas 
por meio de grá ficos de forte preferência 
(GF) e fraca preferência (Gf). 

O ELECTRE II é utilizado para a 
hierarquizaçã o das alternativas sendo que, 
para a sua execuçã o é necessário que se faça 
duas classificações separadas (Singer , 1983). 
• Passo 9: classificação avante através da 
identificação dos n6s nos gráficos GF e Gf 
que não recebem direcionamento das setas. 
Esses grupos são definidos, respectivamente, 
como conjuntos GF e Gf. 
• Passo 10: classificaçã o reveraa através da 
inversão da direçã o das setas dos grá ficos GF 
e Gf seguindo os procedimentos da 
classificação avante. 
• Passo 11: classificaçã o média de cada n6, 
por exemplo: se a alternativa h foi 
classificada em primeiro lugar na 
classificação avante e em segundo lugar na 
reversa, a sua classificaçã o média é 1,5. 
Finalmente fazemos, como último procedimento 
a hierarquizaçã o completa das alternativas de 
acordo com as classificações médias. 

Método Fuzzy . Um Conjunto Fuzzy A de 
um Universo de Discurso U pode ser 
caracterizado por uma funç ã o de pertinência 
~A(x) também conhecida por F~ã o Caracterís­
t2ca, que atribui a cada elemento x E U um 
grau de associaçã o entre O e 1 do elemento ao 
conjunto A. Portanto um conjunto fuzzy A é um 
conjunto de pares ordenados do tipo: 

{ {x.~ A (x)) } , V X E U (3) 

Como exemplo considere o conjunto 
universo formado pelos números inteiros de O 
até 100 : U = {0, 1, 2, ... , 99, 100}. Seja 
agora o conjunto fuzzy A constituido por 
pessoas denominadas jovens. Pode-se, então, 
atribuir graus aos elementos de U como, por 
exemplo: 
~A{15) = 0.95 ; ~A{30) = 0.70 e ~A{50) = 0.2. 

Esta associação implica que as pessoas 
de 15 anos pertencem bastante ao conjunto das 
pessoas jovens, ou seja, com pertinência de 
0.95; enquanto uma pessoa de 50 anos pertence 
pouco a este conjunto {grau de pertinência 
igual a 0.2) (Zadeh, 1973). 

Podemos formular o problema de escolha 
multicritério Fuzzy { J.Siskos, 1984 ) da 
forma: se A= {a, b, c, ... }é um conjunto de 
açõ es avaliadas de acordo com n critérios, 
representados por g1 , g2 , ...• ~; o problema 

consiste em escolher a melhor ação do conjun_ 
to A. Os critérios são definidos aqui como 
aplicaçõ es reais do tipo gi: ----Gic R de tal 

forma que para uma dada açã o a E A, o numero 
real gi(a) representa a performace da açã o a 

para o critério de ordem 1. Convencionamos 
que quanto maior for o valor de gi{a) , maia 

esta aç ã o satisfaz a preferência do 
de decisão. 

tomador 

O fefiPmeno da incerteza está presente 
nas comparações quando as diferenças 

lg.{a) - g.{b)laão muito pequenas e podem 
1 1 

assim ser consideradas não significativas. 
Para tornar esta ideia operacional, 
introduzimos a noç ã o do limite JIIJ.xímo ~o 
significativo B , alé m do qual a comparaçã o 
entre a e b para o critério í pode ser feita 
com seguranç a. Quando g

1
(b) varia dentro do 
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intervalo [g (a), g {a)+ S ]( vide Figura 1), 
e dado a inerente nebulosidade das 
avaliações, a continua ser pelo menos tão bom 
quanto b mas sua credibilidade é cada vez 
menor. O limite S permite , desta forma, 
expressar nossas dúv i das ou incertezas a 
respeito destas nebulosidades presentes. 

D jl a. b) 

/ --- -'Í7f"'---
/ "'1 I 

/ / I 
I "' I I 

/ ,"' I 
! / / 

di (a . b) 

,. / 
/ 1 / 

/ / / 

o / , / / -- --
I s . I r-'-_! 

Vi r---- -----* 9 i (a l g i( b) 

Figura !.Relações parcial Fuzzy d 1{a,b) 

e de discordância Fuzzy D.(a,b) 
1 

para um valor fixo g 1 {a) e 

outro variá vel gi(b). 

A funç ã o de pertinência para um par de 
ações {a, b) pode ser calculada por: 

di (a, b) 
{ 

1 se g . (b) - g.(a) ~ O 
1 1 

= o se gi(b) - gi(a) ~ si 

entre O e 1 para os demais 

(4) 

Quando s
1

(b) - s
1
(a) E [O,S1 J , o de_ 

créscimo de di(a, b) pode ser determinado por 

uma interpolação linear conforme a expressão: 

d
1

(a, b) = 1-
si {b) - gi (a) 

si (5) 



Quando para um critério i a diferen;a 

gi(b) - gi(a) torna-se significativa,pode-se 

produzir efeitos de incompatibilidade na 

análise. Para considerar estes efeitos temos 

um valor limite vl além do qual (isto é, 

gi (b) - gi (a) > Vi) a ~o pode ultrapassar b 

e utilizamos uma relação de discord&ncia 
Fuzzy Di A x A [ O, 1 ] , onde 

Di(a, b) fornece o grau de discord&ncia do 

critério i para o par (a,b) de acordo com a 
seguinte definição: 

{ 

1 se gi (b) - gi (a) ~ vi 

Di (a,b) = O se gi (b) - gi (a) ~ Si (6) 

entre O e 1 para os demais 

Para gi (b) - gi(a) E [Si,Vi] podemos 

utilizar interpolação linear para determinar 

os valores de Di(a,b). Normalmente podemos 

avaliar os critérios através de pesos pi. 

Agregando estes pesos, à relação .parcial 
Fuzzy di(a,b) temos uma relação C:AxA--- [0,1] 

denominada de relação de concordância Fuzzy: 

n 

C(a,b) = ~ pidi(a,b) 
i=1 

O próximo passo é obter uma 
eritre a relação de concordância Fuzzy 
e as n relações de discordância 

conforme expressão seguinte: 

(7) 

ligação 
C(a,b) 

Di(a,b) 

C(a,b) se C(a,b) ~ Di(a,b), Vi 

d(a,b) o { 

C(a,b) n [ 1 - Di*(a,b) l 
1-C(a,b) 

(8) 

com i* E {i tal que Di(a,b)>C(a,b)} 

Se Di*(a,b) = 1 para pelo menos um 

indice i* temos que d(a,b) =O. 
O processo analltico termina com a 

escolha da ação que apresentar o maior grau 
de não dominação através da seguinte 
seqüência: 

dD(a,b) for~ d(b,a) 
__ { d(a,b)-d(b,a), se d(a,b) 

O , para os demais. 

dND(a,b) = 1-dD(a,b) 

~ND(a) = MIN dND(b,a) 
bEA 

~ND(a*) = MAX ~ND(a) 
aEA 

(9) 

APLICAÇe!,ES E. RESULTADOS 

~~ E.LE.CTRK ~ ~ ~- As alternativas 
de conservação de água para o setor residen_ 
cial sugerido na análise multicriter~al foi 
obtido através de estudo realizado anterior 
mente (Santos, 1991) sendo composto pelos 
elementos : tarifa (T) , racionamento (R) 
, campanha (C), reuso de água (RE) e utiliza_ 
ção de equipamentos de baixo consumo (E). 

O conjunto de pontos de vista é formado 
por uma amostra de 35 consumidores residenci_ 
ais de água (CRA), 5 profissionais da área de 
saneamento e recursos h!. dric.os (PAS) e um 
tomador de decisão (TD). 

A avaliação das alternativas de conser_ 
vação de água foi feita através de um 
questionário que permitia a seleção de três 
alternativas por ordem de preferência que 
seriam implantadas pelos avaliadores do 
conjunto das cinco sugeridas. 

O critério de apreciação foi único para 
todos os pontos de vista sendo adotada como 
escala de notas: 

Primeira alternativa selecionada 
Segunda alternativa selecionada 
Terceira alternativa selecionada 
Alternativa não selecionada = 1. 

= 
= 
= 

4; 
3; 
2; e 

Os algoritmos aplicados sobre as médias 
das notas de avaliação das alternativas 
consideram pesos iguais para os pontos de 
vista. 

Tabela 1. Matriz de impactos 

Pontos Alternativas Fator de 
de Ponderação 

vista T R c RE E 

CRA 2.0 LO 3.5 L4 3.1 0.33 

PAS L7 L5 3.7 L2 3.0 0.34 

TD 3.0 LO 4.0 LO 2.0 0.33 

Aplicando-se os passos descritos ante -
riormente temos . por exemplo, as seguintes 
tabelas. 

Tabela 2. Matriz de concord&ncia 

T R c RE E 
T 1,00 0,00 1,00 0,33 
R 0,00 0,00 0,67 0,00 
c 1,00 1,00 1,00 1,00 
RE 0,00 0,66 0,00 0,00 
E 0,67 1,00 0,00 1,00 

Tabela 3. Matriz de discordância 

T R c RE E 
T 0,00 0,67 0,00 0,43 
R 0,67 1,00 0,13 0,71 
c 0,00 0,00 0,00 0,00 
RE 0,67 0,11 1,00 0,60 
E 0,33 0,00 0,67 0,00 
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Tabela 4. Classificação final 

Clas.avante Claa.reveraa Claa. final 
c c 1 
H H 2 
T T 3 
R R 4 
RH RH 5 

Método Fuzzy. Aplicando a metodologia 
anteriormente exposta, temos sob o ponto de 
vista do consumidor, considerando ainda 8=1 
e v=2.5, os seguintes resultados: 

Tabela 5. Relação parcial Fuzzy 
d 1 (a,b) 

T R c RH H 

T 1 1 o 1 o 

R o 1 o 0.6 o 

c 1 1 1 1 1 

RH 0.4 1 o 1 o 

H 1 1 0.6 1 1 

Tabela 6. Relação Fuzzy d(a,b) 

T R c RH H 

T 1 1 o 1 0.33 

R 0.12 1 o 0.87 o 

c 1 1 1 1 1 

RH 0.14 0.9 o 1 o 

H 0.67 1 0.14 1 1 

Utilizando-se as expres~ea (9) temos 
para a a alternativas a a seguintes 
pertinências: 

ND 
~ (a*) = 0.8/T; 0.5/R; 1.0/C; 0.48/RH; 

0.7/H. 

Assim, a opção que apresentar o maior 
valor é a escolhida , ou seja, Campanha. 

CONCLUS<:SES 

A análise multicriterial pelos métodos 
ELECTRE e FUZZY mostrou a alternativa 
campanha como a mais viável sob qualquer 
ponto de vista. 

Os resultados apresentados neste traba_ 
lho visam testar as metodologias comparando 
a coerência dos mesmos, não se podendo 
afirmar que a hierarquização obtida seja a 
indicada para um programa de conservação uma 
vez que fatores locacionais, tecnológicos e 
culturais da área de estudo podem influenciar 
na hierarquização final das alternativas. 
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RESUMO 

O presente trabalho mostra os resultados obtidos na avaliação do compor­
tamento hidráulico de dois reatares de leito fluidificado, em série, sendo um 
aeróbio e outro anóxi~o, utilizados no pré-tratamento de águas para abasteci­
mento. Entre os parâmetros levantados destacam-se o tempo de detenção 
experimental médio , as frações de segmentos em "plug-flow" e em mistura 
completa, assim como o número destes segmentos em série, para os dois leitos 
biol ógicos. 

_u; n=:oDuçxo 

A experiência europe1a mostra que processos 
bi ol ógicos têm sido implementados em sistemas conven­
c i onais pa r a tratamento de águas de abastecimento, os 
qua i s emprega m processos fisi co-quimicos. Muitos 
tipos de águ a s podem ser tratadas com mais eficiência 
e men or c us to, quando se instalam sistemas biológicos 
lBOUNER et .::r l, 1988). 

Reatares biológicos de leito fluidificado 
apresentam bom desempenho na remoção de compostos 
i nor glnicos c omo am8nia, nitrito e nitrato e or gâni­
co s b iodegradá vei s , em funçã o das características 
~ r a nulo mé t ri c as e hidráuli cas, permitindo um acúmulo 
mdio r de biomassa ativa para um tempo de detenção 
h i drá ulic o relativamente bai xo lRlTTMANN, 1990l. 

Co ntudo a presença da biomassa, associada à 
~v is t ê nc ia de caminhos prefe r enciais , em reatares de 
:~ito fluidificado, podem influenciar na variação do 
t e mp o de detenção das espécies qu!micas envolvidas, 
e m f unção dos efeitos de adsorção da pelicula bioló­
g ; ca , resultando em valores bastante distintos 
daqueles adotados muitas veze s em projetes, geralmen­
t e dado pela relação volume/vazão. 

O presente estudo mostra o comportamento hidráu-
1 i c o de doi s reatares de leito fluidificado, em 
sér ie, sendo um aeróbio e outro an óx ico, utilizado no 
pré-tratamento de águas para abastecimento. Entre os 
uarâmetros levantados destacam-se o tempo de detenção 
e xperimental médio , as frações de segmentos em 
"p l ug-fl ow" e em mi s tura completa, assim como o 
n0 mero destes segmentos em série, para os dois leitos 
bio lógicos em duas fase distintas de operação (preli­
minar e fin.;d ) . Para avali ação de s ses parâmetros, 
io ram introduzidas subst â nc ias húmicas concentradas 
na base dos leitos fluidifi cados. na forma de funções 
pulso. O traçador escolhido mostrou-se adequado, por 
co nstituir-se como componente natural no afluente do 
s i s tema considerado, e ser de fácil determinação por 
espec trofotometria . 

MA)ERIAlS ~MÉTODOS 

Os ensaios com os reatares foram realizados em 
duas fases distintas. A primeira fase, denominada 
preliminar, caracterizou-se pelo leito limpo e a fase 
final pela presença de pelicula biológica plenamente 
desenvolvida. 

A concepção básica dos reatares incluiu: câmara 
de admissão do afluente, placa difusora, grade 
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suporte, camada suporte <30,0 cm) de esferas de 
vidro, pedrisco e areia grossa, seguido pelo leito de 
areia (altura de 2,0 ml com grãos de tamanho efetivo 
de 0,31 mm. O corpo tubular em acr!lico de.cada 
reatar <D=8,7 cm) era composto por segmentos flangea­
dos, seguido por decantador de topo para retenção de 
areia. 

As substâncias húmicas foram introduzidas como 
função pulso de uma solução concentrada de 25 g / 1 nas 
bases dos reatares, por intermédio de uma seringa e 
agulha inserida em orificio vedado com diafragma de 
borracha. O volume introduzido na base foi de 8,0 
mg /l , e a partir deste instante iniciou-se a coleta 
de amostras no topo do leito, em intervalos de tempo 
que variáveis, com um minimo de meio minuto no inicio 
da coleta até 8 minutos após os 20 minutos de amos­
tragem, em alguns ensaios. O tempo máximo de amos­
tragem limitou-se em 40 minutos. As amostras coleta­
das em pequenos frascos, foram centrifugadas e 
encaminhadas para leitura em espectrofot8metro, com 
passagem de luz de 40 mm e comprimento de onde de 485 
nm. O branco da amostra foi coletado no topo do 
leito antes da introdução da solução concentrada. 

Durante a fase preliminar foram realizados 4 
ensaios para o leito do reatar aeróbio, cujas veloci­
dades ascencionais empregadas foram 239,0 <SAl; 228,0 
lAA e ABl; e 247,0 m/ dia (ACl . O leito anóxico foi 
submetido a três ensaios nesta fase, sendo dois com 
velocidade ascencional de 228,0 m/dia lA e Bl a um 
com velocidade de 248,0 m/ dia (C). 

Para o leito contendo pel!cula biológica, foram 
realizados ensaios de tempo de detenção somente no 
final da operação, quando foi admitido o desenvolvi­
mento pleno de microrganismos nos reatares. Uma vez 
que o comportamento aparente do fluxo afluente 
manteve praticamente inalterado durante as diversas 
fases de operação, foram realizados dois ensaios para 
cada reatar a velocidades de 230 e 240 m/dia para o 
aeróbio e 228 m/dia para o anóxico. 

A altura do leito aeróbio não expandido, para a 
fase preliminar, durante os ensaios, era 1,88 = 0,02 
me para o leito anóxico, era 1,97 ± 0,02 m. A 
porosidade média do leito não expandido, foi estimada 
em 47,8% para o leito aeróbio e 48,9% para o leito 
anóxico. Durante os ensaios, os reatares trabalharam 
com expansões que variaram entre 13,8 e 17,3%. 

As curvas de distribuição do tempo de detenção 
para a fase final foram utilizadas de forma compara­
tiva com a fase preliminar, avaliando-se assim, os 
efeitos da pelicula biológica no tempo de detenção 
das substâncias húmicas. 



PARAMETROS PARA AVALIAC~O DO COMPORTAMENTO HIDRAULICO 

O tempo de detenção médio, teórico, no reatar, é 
definido por: 

tm ='&.c / Q 

'&:volume do reatar (L
3

); 

c: porosidade do meio; 
Q: vazão (L 3 T-·1 ) 

(1) 

O tempo de detenção de espécies quimicas presen­
tes no liquido que escoa, pode ser definido como o 
tempo de detenção, ou de residência, experimental, 
dado pelo tempo transcorrido até o equivalente à 
posição do centro de gravidade da superficie definida 
sob curva traçada pela variação no tempo, da concen­
tração no efluente, resultante da introduçã~ de uma 
solução concentrada de traçador,na forma de uma 
função pulso, na base do reatar ISINKOFF et al, 
1959). 

A posição em relação ao tempo, do centro de 
gravidade da curva descrita, pode ser dada, por 
definição matemática, pela expressão que se segue. 

Jc. t.dt 

Jc.dt 
(2) 

e~ que t9 representa o tempo de detenção experimen­
tal. 

A determinação do tempo de detenção experimen­
tal , considerando-se as substâncias húmicas deste 
experimento, pode ser feita para cada curva, pela 
forma discretizada da Equação 3. 

T 

t .. 

~ tL .C i. .. Mi 

(3) 
T 

~ Ci.l:.ti 

ti.: tempo decorrido desde a introdução da 
solução concentrada na base do leito lminl; 

Ci: concentração relativa de substâncias húmicas 
no efluente, medida no tempo ti. (mg/ll; 

!:.ti.: intervalo de tempo entre as amostragens; 
T : tempo decorrido até a última amostragem 

Analogamente a massa recuperada !Mr) de substâncias 
húmicas, pode ser determinada pela expressão: 

T 

Mr = Q. ~ (4) 

STEVENS et a L ( 1986) definiram os tempos de 
detenção tem e tpr para avaliação do comportamento 
hidráulico de reatares, relativamente à presença de 
núcleos de circulação em regime de mistura completa e 
segmentos em regime "plug-flow•, respectivamente. O 
tempo de detenção em segmentos "plug-flow" é dado 
pelo tempo de necessário para se detectar a presença 
de traçador no efluente, e o tempo em segmentos de 
mistura completa é dado por tem = t .. - tpf. Assim a 
fração volumétrica do reatar que se apresenta em 
regime de "plug-flow" é dado por: 

fpf = 1 - tcm/t<> (5) 

Ainda, segundo HILL (1977), citado por STEVENS 
et aL(1986), o número de segmentos em série (Nhl, de 
igual volume com características de mistura rápida no 
reatar, para uma dada curva de distribuição do tempo 
de detenção, pode ser estimado pela relação: 
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Nh 
t! 

2 
O' 

l 

em que o 2 
é a variança da distribuição, dada por 

l 

2 
O' 

l 

f t
2

.C.dt 
------ t~ 

f C.dt 

RESULTADOS ~ DISCUSSOES 

(6) 

(7) 

Fase Preliminar. A Tabela 1 apresenta condições 
operacionais e resultados obtidos na determinação do 
tempo de detenção hidráulico teórico médio e para o 
tempo de detenção experimental e demais parâmetros 
comparativos do comportamento hidráulico dos 
reatares. 

Tabela 1 - Condições operacionais, e parâmetros 
comparativos do comportamento hidráulico 
dos reatares aeróbio e anóxico para a fase 
preliminar. 

Reato r Aeróbio Anóxico 

Ensaios SA AA AB AC A B c 
Ar(ml/s) - 3,6 6,3 5,0 - - -

Vtm/dial 239,0 228,0 228,0 247,0 228,0 228,0 228,0 
.,oro&id. 
LnLc. <916> 47,8 47,8 47,8 47,8 48,9 48,9 48,9 

Expansão 17,3 14,8 15,2 17,2 13,8 14,9 14,0 

Tm, min 7,4 7,3 7,5 71 1 7,8 7,9 7,9 

Te, min 10, 1 10,8 6,9 7,0 8,3 8,2 8,3 
Sub.Hum. 

190,9 194, 1 190,7 187,3 194,3 191,7 189,9 Rec. <") 
Sub.Hum. 

95,4 96,0 95,3 93,6 97,1 95,8 94,9 Rec. <H > 

o 2 1min
2

l 24,78 59,95 90,51 91 '70 43,56 34,14 31,42 

tpf(min) 3,37 2,50 2,00 2,00 2,50 3,25 3,75 

tcmlmin) 6,76 8,26 4,90 5,00 5,82 4,95 4,56 

fpf (!loS) 0,33 0,24 0,29 0,29 0,30 0,40 0,45 

Nh 4,15 1,93 0,53 0,53 1,59 1,97 2,20 

As curvas de distribuição do tempo de detenção 
para a fase preliminar (ensaios SA, AA, AB e ACl, 
apresentadas na Figura 1, mostram a influência 
significativa da presença da fase gasosa no leito, 
acelerando a ascensão de substâncias húmicas através 
deste e portanto, diminuindo o seu tempo de detenção 
no leito do reatar aeróbio. 

Os picos de concentração ocorreram em intervalos 
de tempo de 4,5 min, 3,25 min e 4,25 min para os 
ensaios AA, AA e AB, correspondentes à introdução de 
ar. Em contrapartida, o reatar operando sem a 
introdução do ar apresentou o pico de concentração em 
6,4 min. 

Comparando as curvas referentes à operação com 
introdução de ar no reatar observa-se algumas dife­
renças, principalmente para os tempos de detenção 
experimental determinados para o ensaios AA em 
relação aos ensaios AB e AC. Essas diferenças, 
estiveram associadas às condições divergentes de 
distribuição do fluxo na base do leito de areia, 
identificadas visualmente, pela existência de cami­
nhos preferenciais devido ao rearranjo da camada de 
pedriscos para os diferentes ensaios. 

Outros parâmetros comparativos referem-se ao 
tempo de detenção hidráulico teórico médio determina­
dos para os quatro ensaios considerados. A Tabela 1 
mostra que o tempo de detenção hidráulico teórico 
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FIGuRA 1 - Curvas de distribuição do tempo de detenção para o leito do 
reatar aeróblo. considerando-se dl1erentes ensaios na fase 
preliminar (leito limpo) e na fase 4. 

médio para as velocidade ascencional entre 228 e 247 
m/dia situa-se entre 7,1 e 7,4 minutos. 

Para condiç~es mais uniformes de fluxo na base 
do leito de areia, o tempo de detenção hidráulico 
teórico médio esteve abaixo do tempo de detenção 
experimental, mostrando a influência de efeitos 
dispersivos e eventualmente de adsorção na superfície 
dos grãos de areia. A existência de caminhos prefe­
renciais para os ensaios AB e AC, resultaram em 
tempos de detenção experimentais menores que os 
previstos pelo tempo de detenção hidráulico médio 
teórico. 

As condições operacionais do reatar anóxico 
foram sempre mais uniformes, devido ao número restri­
to de unidades de controles sobre o fluxo do mesmo. 
Este fato permitiu a manutenção de condições unifor­
mes de fluxo na camada suporte e no leito de areia, 
durante todos os ensaios. Os ensaios acerca do tempo 
de detenção com o reatar anóxico, resultaram nas 
curvas da Figura 2. 
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FIGURA 2 . Curvas de distribuição do tempo de detenção para o leito do 
reatar anól<ico. considerando-se dl1erentes ensaios na fase 
preliminar (leito limpo) e na fase 4. 
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Os picos de concentração de substâncias húmicas 
no efluente do reatar anóxico ocorreram no intervalo 
de tempo de 4,5 e 5,75 minutos, superiores ao do rea­
tar aeróbio, contudo estes manifestaram-se com maior 
intensidade, como pode ser observado na Figura 2. 

Considerando-se esses parâmetros para avaliação 
do comportamento hidráulico dos reatares, durante a 
fase preliminar de operação, observa-se para o reatar 
aeróbio operando sem ar, uma similaridade com o 
reatar anóxico, uma vez que a fração considerada de 
segmentos em "plug-flow" mostrou-se mais elevada, em 
relação ao modo de operação com introdução de ar. 
Este fato mostra a influência da presença da fase 
gasosa no reatar, induzindo à formação de núcleos de 
mistura completa. Por outro lado, o número de 
núcleos de mistura completa mostra-se pouco acentuado 
em função da influência dos caminhos preferenciais. 
Cabe lembrar que quanto maior o número de segmentos 
em mistura completa, o comportamento de um reatar 
aproxima-se mais do regime em "plug-flow•, comprovan­
do-se, portanto, que os baixos valores de Nh no 
reatar aeróbio, indicam uma forte tendência ao regime 
de mistura completa, principalmente em função da 
existência de caminhos preferenciais. 

Fase Final. A Tabela 2 mostra comparativamente 
os parâmetros obtidos nas curvas de distribuição do 
tempo de detenção para a fase final considerando-se 
os reatares aeróbio e anóxicoO tempo de detenção 
hidráulico teórico médio para a fase final não pode 
ser determinado pois a porosidade do leito contendo 
biomassa é um parâmetro de dif!cil avaliação, uma vez 
que a presença da pel!cula biológica e principalmente 
dos flocos nos vazios interferiram sobremaneira na 
elaboração de•uma metodologia adequada. 

Considerando-se os parâmetros da Tabela 2, 
descri tos por· STEVENS et a L ( 1986), ver i fica-se 
ligeira redução da fração "plug-flow" do reatar 
aeróbio para a fase final, em relação a fase prelimi­
nar. Contudo o parâmetro mais caracter!stico para 
alteração do comportamento hidráulico do leito 
aeróbio na fase final é o número de tanques !Nhl, 
encontrado, principalmente no reatar aeróbio. A 
elevação do número de tanques com caracter!sticas de 
mistura completa, mostra que a presença de biomassa 
foi responsável pela atenuação dos efeitos provocados 
pela distribuição não uniforme de fluxo na camada 
suporte. 

Tabela 2 - Condições operacionais e parâmetros 
comparativos do comportamento hidráulico 
dos reatares aeróbio e anóxico para fase 
final 

Reatares Aeróbio Anóxico 

Ensaio AD AE D E 

V, m/dia 240,0 230,0 228,0 228,0 

~~~ú;~r:~a~~ mg 176' 1 176 ,O 170, 1 164' 1 
Sub. Húmica..: 

88,0 88,0 85,0 82,0 'D .......... ' ' ................ .....~ .... .. &, ................. - .................. , 

r ... min 11,7 11,4 10,0 10,7 
z min 

z 55,9 52,7 41,6 51' 6 O' I 

tpf, min 3,2 2,8 3,8 3,3 

tem, min 8,4 8,7 6,3 7,4 

fpf 0,278 0,241 0,374 0,305 

Nh 2,4 2,5 2,4 2,2 

Os efeitos observados no reatar aeróbio foram 
menos intensos para o reatar anóxico, devido ao fluxo 
mais uniforme de distribuição na camada suporte, 
durante toda a operação. Contudo os efeitos da 
presença de biomassa são perceptíveis na avaliação do 



Nh. A presença ou não de biomassa nos reatares, 
aparentemente não provocaram efeitos sensíveis sobre 
a fração em "plug-flow• lfpf). 

Os efeitos provocados pela presença de biomassa 
nos reatares, podem ser avaliados pela massa de 
substâncias húmicas recuperadas no efluente. Para o 
leito limpo, foram observadas recuperações entre 93,6 
e 97,4~ da massa introduzida na base do reatar. Esse 
valor foi reduzido para valores entre 82,0 e 88,0~ 
nos reatares contendo biomassa. Essa avaliação foi 
realizada dentro dos períodos de tempo de amostragem, 
indicativos portanto da capacidade de adsorção e 
consumo da massa introduzida nos reatares. Para 
verificação mais precisa dos efeitos de adsorção e 
degradação biológica seriam necessários outros 
ensaios mais especificas em laboratório, não fazendo 
parte do escopo do presente trabalho. Contudo, foi 
passivei estimar os efeitos de degradação do traça­
dor, c onsiderando-se a eficiência máxima dos leitos 
Ida ordem de 2,0 mg/1) na degradação de substâncias 
húmicas em regime continuo, sem recirculação. Para 
uma velocidade ascencional de 240 m/dia, esse valor 
corresponde a uma carga removida de 2,85 g/dia, ou 
23,15 mg durante o tempo de detenção experimental 
máximo observado de 11,7 minutos, para o leito 
aeróbio. Esse fato mostra que a massa miníma de 
substâncias húmicas que foi recuperada no tempo de 
detenção experimental considerado, seria de 176,84 
mg, próximo daquele observado para o leito aeróbio 
durante a fase final, ensaio AD, uma vez que a 
qualidade da fase liquida apresentava-se bastante 
~iferenciada para as duas fases. 

CONCLUSOES 

Além dos parâmetros operacionais de controle, o 
comportamento do fluxo através no topo da camada 
suporte dos leito de areia, mostrou-se influente na 
curva de distribuição do tempo de detenção, associa­
das principalmente às condições divergentes de 
distribuição do flu xo na base do leito de areia, 
identifi cadas visualmente, pela e xistência de cami­
nhos preferenciais. 

As curvas de distribuição do tempo de detenção 
para a fase preliminar, mostraram a influênc ia 
significativa da presença da fase gasosa no leito do 
reata r aeróbio, acelerando a ascensão de substâncias 
húmi cas através do deste e portanto, diminuindo o seu 
tempo de detenção. 

Para condições ma i s unifo r mes de flu xo na base 
do leito de areia, o tempo de detenção hidráulico 
teórico médio esteve abaixo do tempo de detenção 
experimental, mostrando a influênc ia de efeitos 
dispersivos e eventualmente de adsorção na superfície 
dos grãos de areia, du r ante a fase preliminar. 

Comprovou-se que os bai xos valores relativos ao 
número de núcleos de mistura completa obse r vados no 
reatar aeróbio, indicam uma forte tendência ao regime 
de mistura completa, que estiveram relacionados, 
princ i palmente com existência de caminhos preferen­
ciais. 

Durante a fase final de operação, verificou-se 
ligeira redução da fração "plug-flow• do reatar 
aeróbio, porém o parâmetro mais característico para 
alteração do comportamento hidráulico do leito 
ae r óbio foi o número de núcleos em mistura completa 
lNh), mostrando que a presença de biomassa foi 
responsável pela atenuação dos efeitos provocados 
pela distribuição não uniforme de fluxo na camada 
suporte. 

Os efeitos observados no reatar aeróbio foram 
menos intensos para o reatar anóxico, devido ao fluxo 
mais uniforme de distribuição na camada suporte, 
durante toda a operação. porém os efeitos da presen­
ça de biomassa foram perceptíveis na avaliação do Nh, 

e a presença de biomassa nos reatares, aparentemente 
não provocaram efeitos sensíveis sobre a fração em 
"plug- flow• lfpf). 
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Um dos efeitos provocados pela presença de 
biomassa nos reatares, em relação a adsorção, foi 
avaliado pela massa de substâncias húmicas recupera­
das no efluente. sendo verificadas, para o leito 
limpo, recuperações entre 93,6 e 97,4~ da massa 
introduzida na base do reator e esse valor foi 
reduzido para a faixa entre 82,0 a 88,0~ nos reatares 
contendo biomassa. 

A presença de biomassa resultou na atenuação 
significativa do pico de concentração e na taxa menor 
de recuperação de substâncias húmicas em pontos 
próximos desse máximo, dada pelas relações ÃC/Ãt. 
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ABSTRACT 

This work shows the results obtained in valuation 
of two, in series, biological fluidized sand bed 
reactors laerobic and anoxic) hydraulic behavior, 
applied in dri nking water pre-treatment . Residence 
time distributions, e xperimental residenc e time, 
number of plug flow and completed mix segments, were 
the principais parametérs valuated. 
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RESUMO 
Os sistemas de disposição de lixo doméstico, utilizam-se do conceito de 

disposição por ocupação continua do volume representado pelo lixo disposto limi­
tando bastante a vida útil desses sistemas, representando em muitos casos, um 
fator critico para ocupação de novas âreas para disposição. O presente trabalho 
apresenta um estudo dos fatores influentes na vida útil dos aterros sanitârios, 
considerando-se desde a composição do lixo até a associação de alternativas tecno­
lógicas com estimativas dos custos envolvidos, apresentando como exemplo, os parâ­
metros relativos ao município de Caxias do Sul-RS. 

INTRODUç.l.O 

Aterros sanitârios, constituem-se ainda 
como forma mais viâvel de disposição de lixo domésti­
co, para a grande maioria dos municípios brasileiros. 
Os riscos potenciais de contaminação de mananciais 
superficiais ou subterrâneos podem ser praticamente 
eliminados quando se aplicam técnicas adequadas de 
impermeabilização, drenagem, tratamento de efluentes 
e monitoramento, durante a implantação desses siste­
mas. Da mesma forma, técnicas atuais de remediação 
permitem a minimização dos efeitos nocivos de âreas 
previamente degradadas pela disposição de residuos 
urbanos, geralmente associadas aos denominados 
lixões, representativos da grande maioria dos munici­
pios (HAMADA, 1992). 

Os sistemas de disposição de lixo domésti­
co, seja na forma de lixões ou de aterros controlados 
ou acelerados, utilizam-se do conceito de disposição 
por ocupação continua do espaço c om base no volume 
representado pelo lixo disposto. Este fator limita 
bastante a vida útil desses sistemas, representando 
em muitos casos, um fator critico para ocupação de 
novas áreas para disposição. 

Contudo uma análise mais abrangente das 
alternativas tecnológicas de tratamento e disposição 
de residuos sólidos urbanos, em que se destacam o 
aterro sanitârio, a compostagem e a incineração , 
acrescida de outros fa~ores bâsicos que influenciam a 
vida útil de .um aterro, mostra que a partir do 
conhecimento efetivo do problema, inicia-se um 
processo continuo de elevação do tempo de ocupação de 
uma mesma área de disposição. 

O presente trabalho apresenta um estudo dos 
fatores influentes na vida útil dos aterros sanitâ­
rios, considerando-se desde a composição do lixo até 
a associação de alternativas tecnológicas com estima­
tivas dos custos envolvidos, apresentando como 
exemplo, os parâmetros relativos ao municipio de 
Caxias do Sul-RS. 

ALTERNATIVAS TECNOLóGICAS 

O aterro sanitário, nas diversas formas, 
consiste basicamente no aterramento do resíduos com 
compactação e cobertura diária, incluindo a drenagem 
e tratamento de líquidos percolados e a drenagem e 
tratamento de gases. Utilizam-se equipamentos 
tradicionalmente existentes em obras de terraplana­
gem, e os custos operacionais estão diretamente 
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relacionados com o custo horário destes equipamentos. 
A ocupação volumétrica do aterro sanitário é muito 
intensiva, implicando na necessidade de grandes 
âreas. Quanto ao aspecto relacionado á energia, este 
sistema pode proporcionar a recuperação de parte 
desta, contida no resíduo, na forma de aproveitamento 
do biogâs resultante da digestão anaeróbia da fração 
orgânica biodegradável. O custo operacional desta 
alternativa, situa-se, em média, entre 5,0 e 10,0 
dólares por tonelada. 

Uma breve avaliação do estado da arte da tecnolo­
gia em tratamento e disposição de resíduos sólidos 
urbanos, indica ainda, três alternativas comercial­
mente disponiveis, descritas a seguir lOJ !MA, 1991). 

Compostagem. A reciclagem e compostagem consiste 
na triagem do lixo de materiais recicláveis e a 
conversão da matéria orgânica em composto. O rejeito 
desta operação deve ser encaminhado a um aterro. A 
operação desta alternativa está baseada na 
disponibi'lidade de equipamentos eletromecãnicos para 
permitir a triagem e a homogeinização do material. A 
fração orgânica, após a triagem, é digerida 
aerobiamente, para ser convertida em material 
biologicamente estabilizado. Os custos operacionais 
são divergentes e estão vinculados aos preços de 
comercialização do material reciclado e do composto 
produzido. Do ponto de vista ambiental e sanitário, 
apresenta soluções discutiveis, embora a reciclagem 
dos materiais ditos recicláveis, podem apresentar 
pontos altamente positivos. A vulnerabilidade deste 
processo está diratamente relacionado com a qualidade 
e destinação do composto produzido. Do ponto de 
vista de vida útil da área de ocupação na forma de 
aterro de rejeites, apresenta vantagens considerA­
veis, uma vez que a quantidade de material a ser 
aterrado pode ser reduzido em até 50%. 

Os investimentos necessários são dependentes do 
grau de sofisticação dos equipamentos eletromecânico~ 
necessários, e depende, ao contrário do que se 
imagina, da existência de uma aterro para destinação 
dos rejeitas do processo. A mão de obra é altamente 
intensiva, assim como a demanda de energia elétrica. 

Incineração. Consiste no tratamnento térmico do 
resíduo a altas temperaturas, convertendo-o em 
material inerte, que deve ser aterrado. Esta 
alternativa é altamente intensiva em investimento e 
custos operacionais, necessitando de um pequeno 
aterro de inertes. Dependendo do porte, os custos 
podem superar a 150,0 dólares por tonelada de resi-



duas tratado. 
Sob o aspecto sanitário, o tratamento de resíduos 

apresenta soluções satisfat6rias, porém os aspectos 
relacionados aos efluentes gasosos devem ser 
considerados. 

A ocupação de área é muito pequena em relação aos 
demais processos, tanto do ponto de vista de 
instalação, como de disposição do rejeito, pois 
apresenta uma elevada taxa de conversão volumétrica. 

O sistema consome energia complementar, na forma 
de combustível auxiliar para combustão inicial do 
resíduos, porém permite o aproveitamento de parte 
desta, na forma de calor residual, desde que se 
instalem equipamentos adicionais. 

FATORES ~ INFLUENCIAM NA VIDA úTil DOS ATERROS 

A vida útil dos aterros sanitários está 
diretamente relacionada ao volume efetivo de 
disposição. Desta forma, uma vez definida a área de 
disposição, a vida útil do sistema poderá ser altera­
da com a adoção de uma das alternativas propostas, 
como se segue. 

Redução no Volume de li xo Gerado. A adoção desta 
alternativa envolve aspectos de ordem discipl i nar e 
cultural, sendo que a sua apl i cação efeti va depende 
do nivel de conscienti zação da população, razão pela 
qual, não se pode esperar mudanças substanciais na 
quantidade de lixo produzida a curto e médio prazo, 
de forma a influenciar na vida útil do aterro 
sanitário. 

Incremento na Densidade do lixo Aterrado. Do 
ponto de vista operacional, é passivei, através de 
técnicas de compactação, reduzir o volume de lixo de 
forma a otimizar a taxa de ocupação volumétri c a do 
aterro. 

Considerando-se os equipamentos e técnicas 
atualmente disponíveis, a taxa de compactação média 
observada nos aterros é da ordem de 0,60 a 0,70 
kg/m9

, porém a introdução de equipamentos adicionais 
e mais especializados, podem elevar esses valores 
para patamares próximos a 1,0 t/m9

• 

Reciclagem com Aterramento Q.Q Rejeito. Conside­
rando-se que existe atualmente uma crescente 
consc ientização com relação as questões ambientai s 
decorrentes dos impactos oriundos do gerenciame nto 
inadequado dos residuos urbanos , e c onsiderando-se 
ainda que toda e qualquer forma de recilagem, desde 
que corretamente e xecutada, apresenta vantagens, 
quanto a forma, e particulamente na vida útil do 
sistema de disposição final, incluiu-se nesta breve 
avaliação, as influênc i.as positivas decorrentes da 
atividade denominada de reciclagem do lixo. 

Considerando-se os dados qualitativos e quantita­
tivos do lixo urbano de Caxias do Sul -RS, descritos 
na Tabela 1, segue-se as discussões acerc~ do poten­
cial de reciclagem e a influência de cada tipo de 
material em termos de ocupação volumétrica no aterro 
do município, e consequentemente, na vida útil do 
mesmo. 

O município de Caxias do Sul apresenta uma área 
de disposição de residuos bastante restrita, com 
previsão do encerramento da vida útil estimada 
previamente em 250 dias, com a implantação de aterros 
celulares. A partir dessa premissa avaliou-se, 
conforme mostra a Figura 1, a extensão da vida útil 
do aterro considerando-se diferentes percentuais de 
reciclagem dos componentes na forma de matéria 
orgânica, papel/papelão e plástico, individualmente e 
o conjunto plástico e papel/papelão. 

Observa-se que do ponto de vista comercial e de 
destinação final, torna-se interressante somente a 
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Tabela I l r Composição ffsica média do lixo doméstico de Caxias do 
I Sul- RS (SPA. Universidade de Caxias do Sul). 

Componente Massa Volume 
t/dia .. ..,. % 

Dontid&do 

t/m3 m 3 % 

Matéria Orgânica 70.66 ~ 63.40 1.00 70.66 \ 

· · ~t~~~~:~~:~~~: ······· · ............... ff:{~ J.•.·.·.·~~;~~ !····· · ····· · ···· · · ·~::~· ~ -~- : ;;}· . 
!.~':E.?. ·. '?.?_~:Jr.? : ~<:>r!':?i'': ~:?~L ___ 6 .eo ......... ?:!5.? 17.46 • 
Metais Ferrosos 6.62 • 6 ,00 2 .00 3 31 • 

··························· ······- ·· ·········· ···· ... ......................... ··-···----· t···· ....... . . 
Metais Não Ferrosos 0 .63 ~ 0.40 1.50 0 .35 • 

·······--t·· .. · ··· 
3.44 ~ ?.??: 

4 . 85 ~ 

Vidro 2 .60 1,70 
- ······ -···· ······-t ···· 

0 .30 1.46 ' 1.10 

36.71 

32.08 

16.29 

9 07 

1 72 

0.18 

1.06 

2.52 Madeira 

Diversos 1 . 32 ~ 1.00 ·o:5ol ······ · 2.ee' ·· 1 31 

Total 132 30T 100 .00 0.69 1 19247 1 1')(i(o(j 
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reciclagem de matéria orgânica !produção de campo s 
tal, papel/papelão e plástico. Dentre estas, a 
matéria orgânica é o que necessita de um pr ocessamen­
to a nivel industrial para sua reutilização, sendo 
que os demais necessitam apenas de um acondicionamen­
to adequado. Em função da participação volumétri ca 
de cada componente no li xo é passivei conc luir pel a 
conveniência imediata de reci c lagem na origem lcoleta 
seletivat ou no destino, de papel e plá s tico. A 
Figura 1 mostra também que para se obter um acré sc imo 
significativo da vida útil do aterro, é necessá rio 
que hajam percentuais de reciclagem acima de 70% em 
massa, independente o tipo de material. 

Incineração com Aterramento da Cinza. A incineração 
dd lixo contempla uma redução drástica no volume de 
rejeito a ser aterrado, sendo a melhor alternativa em 
termos de vida útil do aterro, embora seja a mais 
onerosa do ponto de vis t a de investimento e de 
operação. 

Triagem com Reciclagem~ Incineração do !iejeito. Esta 
alternativa assoc i a o emprego de uma usina de reci­
clagem com a incineração do rejeito e a disposição 
das cinzas no aterro. A vantagem decorrente desta 
associação pode ser observada pelo incremento 
drástico da vida útil do aterro, pelo aproveitamento 
de usinas de reciclagem/compostagem, atualmente 
desativadas, e pelo emprego de um incinerador de 
menor porte. 

Abertura das Células com Triagem ~ Reaterramento do 
Rejeito. Esta alternativa contempla a reabertura das 

I 



Para o exemplo de Caxias do Sul - RS, sugeriu-se 
a implantação imediata da coleta seletiva e diferen­
ciada, com processos complementares de triagem e 
reciclagem no destino, priorizando a remoção de 
plásticos e papel, além de técnicas de aterramento 
mais refinadas, visando a elevação da densidade do 
lixo disposto, assim como expandindo-se o volume de 
ocupação através de uma adaptação do aterramento 
celular. A adaptação do aterramento celular 
consistiu na junção física de duas células e isolamento 
efetuado pela elevação simultânea do acesso secundá­
rio situado entre as mesmas. Essa técnica, aliada ao 
processo de reciclagem, permitirá o prolongamento da 
vida útil em até 2,0 anos, que é o tempo necessário 
para que o município defina novas áreas para emprego 
de soluções realmente viáveis. 

CONCLUSOES 

Os aspectos visualizados na atualidade, 
relativamente aos processos de tratamento e 
disposição de resíduos sólidos urbanos, indicam 
deferentes correntes de pensamento, notadamente 
visíveis pela disputa comercial existente na venda 
dos referidos produtos, quer sejam equipamentos 
(usinas de reciclagem e incineração), quer sejam 
projetas (aterros sanitários). 

Contudo, verifica-se que a partir do conhecimento 
das alternativas tecnológicas disponíveis para 
tratamento e disposição de resíduos sólidos urbanos, 
a viabilidade dos empreendimentos pode resultar 
muitas vezes na combinação de processos. 

A disposição de resíduos na atualidade, contempla 
ao mesmo tempo o tratamento destes, com aterramento 
final, que representa efetivamente a área ocupada 
dos rejeitas inertes dos processos. Contudo esse 
procedimento não é comumente adotado, resultando na 
ocupação rápida da área disponível, nem sempre 
adequadamente preparada, resultando na degradação do 
meio ambiente em um processo progressivo. 

A simples remoção de determinados componentes, 
comercialmente viáveis, dentro de uma área de 
segregaÇão, pode possibilitar o incremento 
significativo da vida útil dos aterros. Como mostra 
a Tabela 1, para uma condição critica em que se 
encontra o aterro de Caxias do Sul - RS, a remoção de 
papel e plástico apresenta um potencial de se 
duplicar a capacidade disposição, a custos 
irrisórios. O prolongamento da vida útil dos aterros 
em fase critica de ocupação, pode não solucionar 
definitivamente a questão da destinação de resíduos, 
porém permite obter o tempo necessário para se 
estudar outras áreas e viabilizar o empreendimento 
através do estudo abrangente das tecnologias 
disponíveis, descartapdo-se os pacotes de soluções 
oferecidos dentro de uma determinada corrente de 
pensamento, ou melhor, de linha de produção. 

Durante os estudos de extensão da vida útil de 
aterros sanitários, não deve ser nunca esquecido o 
tempo de implantação dos empreendimentos escolhidos, 
pois embora tecnica e economicamente viáveis, podem 
aportar como solução tardia e totalmente ineficiente, 
principalmente pela geração de rejeito, mesmo que 
inerte. 
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ABSTRACT 

Landfill system of solid waste treatment and 
disposal, is based on continous volume occupation, 
limiting too much its life, representing a criticai 
factor for new areas. This work presenta the 
valuation of input factors in useful life of 
landfills, with respect of waste composition, until 
tecnological alternativas association, with cost 
estimation of Ca xias do Sul - RS exemple. 



Abertura das Células com Triagem ~Reciclagem ~ 
Incineração do Rejeito. Esta alternativa representa 
uma forma complementar da anterior, contudo, subme­
tendo o rejeito à incineração, como forma de redução 
do volume a ser disposto. Os investimentos na 
unidade de incineração são sensivelmente reduzidos em 
função do menor porte deste sistema. 

AVALIAçÃO DAS ALTERNATIVAS 

O resultado da avaliação das alternativas de 
tratamento e disposição descritas e os percentuais 
contidos nas Tabelas 1 e 2, é ilustrado na Tabela 3, 
considerando- se um fluxo diário de lixo de 100,0 
toneladas e um volume disponivel no aterro para 
disposição de 80.000 m9

. 

Nessas condições o simples aterramento permitirá 
a continuidade de disposição por um periodo de 1,7 
anos, sem investimentos adicionais. 

A implantação da coleta seletiva e da unidade de 
segregação para reciclagem de papel, plástico e 
matéria orgânica, permite a continuidade de disposi­
ção no aterro por um periodo apro x imado de 1,6 anos 
com um investimento inicial estimado em U$ 1.200.000. 
Além deste fator, deve ser verificado o inicio do 
prazo de implantação, que não deve ser protelado em 
função da limitação atual da vida útil do aterro. 

A implantação de uma unidade de incineração para 
tratamento de todo o lixo requer investimentos da 
çrdem deU$ 10.500.000, sendo limitado também pelo 
prazo de implantação de 1,5 anos. Quando o sistema 
de incineração estiver entrando em operação, não 
haverá espaço disponivel para aterramento de 
rejeitas. Seu emprego somente seria viável através 
do inicio imediato da operação, sendo que neste caso 
a vida útil poderia ser estendida em até 14,0 anos. 

Da mesma forma, a combinação do processo de 
reciclagem e incineração do rejeito, que poderia 
propiciar uma vida útil te6rica adicional de 35,6 

.anos, torna-se inviável não somente pelo c usto 
elevado, mas pelo tempo necessário para implantação. 

A abertura de células, triagem e reciclagem do 
material removido e o reaterramento do rejeito, 
propícia uma vida útil adicional de 2,47 anos repre­
sentando um investimento estimado em U$ 600.000, e 
permanecendo atado ao tempo necessário para implanta­
ção, que foi estimado em 0,5 anos. Outros fatores de 
ordem operacional podem interferir neste processo, 
pois e s te é dependente da condição de estabilização 
do material orgânico disposto nas células do aterro, 
que se for ineficiente, inviabilizará o empreendimen­
to. 

células, atualmente existentes. O material removido 
passaria por uma triagem para separação do material 
reciclável e do rejeito. O rejeito desta triagem 
seria aterrado novamente. Alguns levantamentos 
preliminares, obtidos nos ensaios realizados junto ao 
aterro de Americana - SP, mostram a presença 
significativa de material orgânico estabilizado, que 
pode empregado -como condicionador de solos. Outros 
materiais e respectiva quantificação, podem ser 
observados na Tabela 2. 
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A análise da composição do material removido 
sugere que é passivei praticar a triagem e a 
reciclagem do lixo, mesmo ap6s o seu aterramento, 
desde que realizado de forma adequada, verificando-se 
as seguintes caracteristicas principais: 

- ausência de odores, caracterizando a bioestabi­
lização do material orgânico; 

-recuperação do material de cobertura !terra), 
utilizada no primeiro aterramento; 

-possibilidade de utilização imediata da matéria 
orgânica bioestabilizada com condicionador de 
solos; e 

-triagem simplificada devida a facilidade de 
identificação dos diferentes componentes. 

Observa-se ainda que devido as caracteristicas do 
material removido, reciclando-se os orgânicos, os 
metais e o vidro, e aterrando-se novamente os demais 
componentes (rejeito), há um ganho significativo em 
termos volumétricos. Considerando-se que o rejeito 
da triagem e reciclagem representa cerca de 30% do 
volume inicialmente removido, há efeti vamente uma 
disponibilidade de cerca de 70% do volume total da 
célula reaberta. Os equipamentos adi c ionais, além 
daqueles empregados no aterro de Americana - SP, 
resumiram-se em uma esteira e peneira rotativa. 
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RESU"O 
A distribuiçJ:o do sel!Pnio entre os produtos sólidos e gasosos da combustâo 

de biomassa contendo alto teor de sel!Pnio, bem como os efeitos da variaçJ:o dos 
pariimetros operacionais na distribuiçJ:o dos produtos da conversJ:o de biomassa 
foram investigados. A biomassa foi submetida J vArias combusté'res com relaçà'es de 
ar/combustível diferentes. Cerca de 80-~· do sel!Pnio contido no combustivel e 
emitido na fase particulada e na gasosa da exaustJ:o. A medida que a temperatura 
atlmenta .• uma fra .çJ:o maior de sel!Pnio emitido está presente na fase gasosa. 

IHTRODUÇJ!IO 

A necessidade de encontra r- se uma técnica altern~ 
tiva para a disposiçro das águas contaminadas, desde 
o descobrimento de deformidades e mortalidade em 
pássaros aquáticos no reservatório Kesterson (Vale 
San Joaquin, Califórnia) e o consequente fechamento 
dos escoadouros de água ( Deverei e Millard, 1988) le­
vou pesquisadores a experimentar com a viab ilidade de 
sistemas de tratamento acoplados(biológico e tisico) 
para o gerenciamento de águas de drenagem salinas 
ICe r vinka, 1987). Em um destes testes, a água de 
drenagem foi tratada em três estágios, árvores de 
eucal yp tus e casuarina foram usadas no primeiro est~ 
gio plantas halophiticas (em particular atriplex) no 
segundo estágio para o tratamento das água de 
drenagem do primeiro estagio. Finalmente, tanques de 
evapora~ào para tratamento das águas de drenagem do 
segundo estágio. Uma vantagem perceptível da produ~~o 

de biomassa é que esta servirá como uma comodidade 
comercial (combustível ou polpa de papel). Este 
combustível oriundo de biomassa representa também uma 
fonte de poluiçro. Para árvores cultivadas em sol os 
seleniferos como os do lado ocidental do Vale do San 
Joaquin, o destino do selénio é de grande preocupa­
ç~o, uma vez que foi constatada uma concentraç~o três 
vezes maior de selênio nestas árvores em relaçJo a 
árvores controle (Happ et. al., 1990). 

O objetivo deste trabalho foi i nvestigar a distr~ 
buiç~o do selênio entre os produtos sólidos e gasosos 
da combust~o·de eucaliptos contendo alto teor de sel ~ 

nio produzido à partir de irrigaç~o salina no Vale do 
San Joaquin. A madeira de eucaliptos foi queimada em 
um reatar de leito fluidizado de escala de 
laboratório, com amostras das fases sólidas e gasosas 
sendo coletadas para cada teste. Todas as amostras 
foram analisadas quanto à concentraçJo de selênio. O 
efeito da temperatura de reaç~o na distribuiçJo do 
selênio entre as fases particulada e gasosa da coluna 
de exaust~o do reatar foi investigado. 

Sel@nio e Coabust~o. Foi determinado como estando na 
fase de vapor 59% do total do selênio da chaminé de 
uma usina de energia a carv~o (Germani e Zoller, 
1988). Em contrapartida, Andren, et al. (1975) achou 
93% do selênio da chaminé, ou 32% do selênio do 
combustível, sendo emitido como vapor pela chaminé, a 
diferença sendo atribuída as diferentes eficiências 
de coleta dos precipitadores eletrostaticos. Para 
usinas de energia ~ carv~o, tem-se achado que certos 
elementos tra.adores (por exemplo arsênico, cadmio, 
chumbo e selênio) sro enriquecidos nas partículas 
menores. Bacci, et al. (1985) encontrou enriquecimen-
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to de selênio nas menores partículas de uma usina de 
carv~o de 1320MW. Norton, et al. (1986) analisou 
amostras de partículas suspensas em fraçetes de 
di~metros médios diferentes encontrando concentracôes 
de selênio aproximadamente tr~s vezes maiores em 
partículas de menos de 1~m de di~metro em r elaç~o as 
partículas de mais de !O~m de diâmetro. Uma possível 
explicaç~o para este comportamento é de que estes 
elementos ou os seus compostos sro volatilizados 
durante a combust•a. Eles, ent~o. ads orbem ou adeerem 
às partículas durante o resfriamento dos gases de 
combustro na chaminé. O aumento da área de superfície 
em rela~ro à massa com a diminuiçào do tamanho das 
partículas explicaria o enriquecimento observado 
(Ericzon, et al., 1989, Greenberg, et al .• 19 78 . 
Taylor, et al., 1982 e Wadge, et al., 19861. 

"ETODOS EXPERIMENTAIS 

Aaostrage• e Caracter1zaç~o do Combustível. A madeir·a 
de Eucalipto foi coletada e caracterizada através d.;. 
realiza çJo de determinaçJo de poder calorifico . 
análise imed1ta, elementar e de selênio. Arvores de 
Euc aliç.t o (E. camaldulensis Lake (JJbaculv«i foram · 
sele ci onado s de uma plantaç~o perto de Mendota, 
Califórn i a (Cervinka , 1987 ; Happ, et al .• 1990) . As 
árvores for am levadas imediatamente após a colet a 
para o la borató rio em Davis, Califórnia ond e foram 
deixadas para 
divididas em 

secar em recinto coberto, sendo ent~o 
folhas, madeira secundaria (menos de 

50mm de diâ metro ) , madeira primária e raiz, e foram 
pesados. As partes maiores foram picadas, moid as 
através de telas de 20 e, poster•ormente, 60 
furos / pol.~ antes de terem suas propriedades analisa­
das. 

As concentrações de selêni o para todas as 
amostras foram determinadas usando-se uma digestro de 
áci do nítrico/perclórico, sequida de técnica manual 
de fluorimetro, similar à usada por Wu, et al .. 
(1988) e Jacobson e Burau (19861. 

Análise imediata foi rea lizada de acordo com as 
normas ASTM 031 72-3175 usan do uma mufla elétrica. 
Poder calorifico superior ao volume constant e fo1 
determinado para todas as amostras de combustível 
usando-se o método ASTM 0201 5-77 . Umidade fo1 
determinada pela técnica tradicional de forno . 

Coabustor de Leito Fluidizado. Um reatar de leito 
fluidizado de aço inoxidável em escala de laboratório 
foi projetado e construido, especificamente, para 
evitar qualquer contaminaçro possí vel dos produtos da 
combustro (Happ, 1991). O reatar consistia de um tubo 
de aço inoxidàvel de 46mm de di~metro e 1200mm de 



comprimento localizado entre a se~~o de alimenta~~o 
de combustível e ar e a se~~o de desengajamento . de 
300mm de diametro (Figura 1). A saída do reatar 
localizava-se no topo da se~~o de desengajamento. Um 
ciclone (di3metro de corte de 10~m) foi colocado após 
a saída do reatar para separar partículas maiores 
saindo do reatar, e os sólidos separados pelo ciclone 
eram coletados para an~lise sem serem recirculados. 
Partículas (fuligem) e amostras do gás foram 
coletados na chamine de exaust~o na saida do ciclone. 
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Um queimador a propano foi usado para pré-aquecer 

o leito até a temperatura de igni~~o do combustível 
no inicio de cada experimento. O reatar foi envolto 
em insula~~o de alumina-silicate desde o pré-aquece­
dor até a saida do ciclone. O material do leito era 
çon~tituído de aproximadamente 100 gramas de areia 
Ione 420 alumina-silicate fornecida pela North 
American Refractories Co. (Pleasanton, Califórnia). 

A concentra~~o total de selªnio foi determinada 
para o combustível e para cada um dos cinco produtos 
da rea~~o, sólidos do leito do reatar (areia), sóli ­

·dos do ciclone, gás da exaust~o, matéria particulada 
da exaust~o (fuligem) e fra~~o sólida residual 
obtida, limpando-se o reatar após càda teste. Análise 
de selªnio de fundo (b•ckground) da areia do leito 
fluidizado foi realizada antes de sua utiliza~~o nos 
experimentos, encontrando-se concentra~~o de fundo de 
2.678ng/g, valor utilizado para corrigir-se a concen­
tra~~o final para o leito e o os resíduos sólidos. 

O matérial total de particulado suspenso (TSP) 
foi coletado na saida do ciclone usando-se um tubo de 
amostra isocinético de 4mm de di~metro e inicialmen­
te, filtros de celulose ester de 47mm Nuclepore O.S~m 
mas, posteriormente, filtros Gelman tipo A-E de fibra 
de vidro. Após a filtragem o gás foi borbulhado em 
trªs garrafas em série contendo lOOml de ácido nítri­
co a 10% (Gutenmann, et al. 1983). Após o borbulha­
menta, um condensador foi usado para prote~~o da 
bomba de vácuo. O liquido condensado foi analisado. A 
concentra~~o de selªnio dos filtros estava abaixo do 
limite de detec~~o. A solu~~o de 10% de ácido nítrico 
continha uma média de 0.18 ng/g de selªnio, valor 
usado para corre~~o dos valores finais. 

A distribui~~o da temperatura no reatar foi 
monitorada usando-se termopares tipo K (chromel­
alumel) conectados a um sistema de aquisi~~o de dados 
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com intervalo de amostragem de 3 segundos. A tempera­
tura de entrada do ar era monitorada logo abaixo da 
placa de distribui~~o, constituída de uma placa de 
ácido inoxidável de 60 furos/pol 2 • A parte inferior e 
mais densa do leito foi monitorada a 49, 94 e 140mm 
acima da placa de distribui~~o (Figura 1). A por~~o 
livre ou menos densa do leito foi monitorada em 4 
posi~~es equidistantes ao longo dos 1200mm de compri­
mento da mesma. Um outro termopar foi colocado na 
base da zona de desengajamento. Temperatura de exaus­
t~o foi monitorada à 406mm após a saída do ciclone. 
Diferen~as de press~es foram medidas na placa de 

distribuiç~o, na zona de combust~o e no filtro de TSP 
para monitoramento do carregamento do filtro. 

O reatar de leito fluidizado possuia duas fontes 
de ar, uma através do pré-aquecedor e outra de ar 
frio. Vaz~o de ar foi medida através de rotametros. 
Normalmente o ar aquecido foi usado apenas na fase de 
pré-aquecimento. Assim que a combust~o da biomassa 
iniciou-se o pré-aquecedor foi cortado e o ar frio 
aberto. Duas fontes adicionais de ar foram colocadas 
no reservatório de combustível e na base da zona de 
desengajamento de volta ao leito fluidizado. Uma 
pequena quantidade de ar (cerca de 1.5L/min) foi su­
prida para o reservatório de combustível para manter 
uma press~o positiva e evitar vazamento de gás do 
leito para o reservatório. A zona de desengajamento 
fo1 suprida com 4L/min para desalojar partículas das 
paredes da zona de desengajamento de volta ao leito 
fluidizado. 

Procedi•ento do Teste de Co•bust~o. Ao inicio de cada 
teste, o reatar foi pré-aquecido até atingir aproxi­
madamente 700°C usando-se o queimador de propano, sem 
areia ou combustível no leito. Ao atingir 700oC, 
areia foi introduzida e sua temperatura elevada para 
700 °C. i'ieste momento foi iniciada a alimenta~à'o de 
combustível. Assim que a queima do combustível foi 
detectada, através de eleva~~o da temperatura do 
reatar, o queimador de propano foi desligado e ar 
frio alimentado. Cerca de 10 minutos foram 
necess~rios para estabilizar-se a temperatura do 
reatar no valor desejado. Este ponto desejado f oi 
alcançado através do ajuste da alimenta~~o de ar e 
combustível até alcan~ar-se opera~à'o estável do 
reatar. A velocidade superficial, na seçà'o de 46mm de 
di3metro do reatar, era normalmente entre 1 e 3m/s 
nas temperaturas de opera~~o ou, 0.5 a lm / s nas 
temperaturas do ar de alimentaç~o (temperatura 
ambiente). 

A maioria dos experimentos foi conduzida à 800°C , 
medido na parte inferior do leito próximo do ponto de 
inje~~o de combustível. Determina~~es completas de 
sel~nio foram realizadas para 5 replica~~es a 800°C. 
Em outras temperaturas, altas taxas de alimenta~~o de 
ar ou de combustível causaram instabilidade na opera­
~~o do reatar. Apesar disto, o efeito de temperaturas 
maiores e menores fo~am observadas, com dois experi­
mentos a 700°C e um a 850°C, em condi~~es razoavelme~ 

te est~veis. Dois testes anteriores à 900°C foram 
usados para a caracteriza~~o do comportamento térmico 
do reatar e da emiss~o de material particulado em 
taxas de ar/combustível diferentes e velocidades 
superficiais diferentes. Apesar de medi~bes de 
selªnio terem sido realizadas com estes testes, como 
o combustível foi peneirado, o teor de sel@nio do 
combustível era reduzido em rela~~o ao combustível 
utilizado nos expe~imentos restantes. Estas análises 
n~o puderam se~ utilizadas consistentementes pa~a 

examinar-se a influªncia da temperatura do reatar e 
foram e~cluidas para compara~~es com os resultados à 

temperaturas diferentes. Todos os out~os testes 
utilizaram combustível n~o peneirado constituído 
primariamente de madei~a e casca de madeira da se~~o 
primária. 

O consumo de combustível foi determinado gravime­
tricamente durante o teste. Vaz~es de ar foram deter­
minadas através dos ~ot3metros. Ta~as de ar/combusti-



vel e consumo de co•bustivel foram determinadas sepa­
radamente para a fase estável de cada experimento. A 
amostragem do qás foi iniciada apenas após ter-se 
atingido a fase estável do teste. 

Ao final de cada experimento, o suprimento de 
combustível foi interrompido, mas, o suprimento de ar 
mantido para que se consequisse a queima mais comple­
ta possível de todo o combustível ainda remanescente 
no reatar. Após o resfriamento do reatar, este foi 
desmontado para recuperar-se os sólidos do leito. 
Sólidos residuais foram coletados limpando-se as 
superfícies internas do reatar. 

RESULTADOS 

A Tabela 1 mostra as médias das condi~~es experi­
mentais a temperaturas de 700, 800 e 850°C. As rea­
~~es a 800°C foram conduzidas quase em condi~~es est~ 

quiométricas (raz~o de equival~ncia de 0.98 baseada 
em uma raz~o estequiométrica ar/combustível de 5.52). 
Para operar-se á 700°C foi necessário reduzir-se a 
alimenta~~o de combustível para 0.2g/s e aumentar-se 
a alimenta~~o de ar para 2g/s (excesso de ar de 72%) 
para poder resfriar o reatar, aumentando-se a carga 
de particulados nos gases de exaust~o. Para obter-se 
temperaturas acima de 800°C foi necessário aumentar­
se substancialmente as taxas de alimenta~~o de ar e 
combustível. Para o reatar usado nes~e trabalho a 
velocidade superficial mínima (0.65m/s) foi obtida à 
temperatura de 800°C. 

:A~tL A 1. C ondH~es 1edias pua testes de cotbusU!l a 70 0~ ~-U B to 

moc. 

Teaoeratura áo Keil:tor toe:, 
100 soo B5u 

Taxa à< ((1f1SUIO de cotbusl!vel (gís ) o. 209 0.22·1 0.367 
Í ilH GE tOriSiltO de H t g / ~ } i. 98 ~1 1. '2S4 l . óbV 
F:elaüo Ar iCotbustivel UB :~ . 61 4. ~~2 
f.e lAtào c e [o um lénm us o. 96 1 ,., 

'ie locidade õuperticial { e/s • mK I 1,1J1 Uí 0.84 
Liudane do colbust!vel (:: nas e ÚllÔl) 7.62 10.Z1 9.7ó 
Conm tra;io de [ Úild~ roo cotbustive l 
(:: biS< seca) 1. :~6 u :. 1.61 

leaper;tura atoll do re;tor {[)[) O'i!l 794 B4b 
leapera\ura na salda ao ciclone (oC i lBJ 185 -1·"_.-, 

{..l,.i,. 

=: = =::;::::: =::::;:: ===: =:::: ==::;:;:::::;::; ==:::::: == = =:: =: :::::::::::.::::::::.::.::.::.:::::.:: ===== ::: 

A temperatura média na saída do ciclone foi simi­
lar para os testes à 700 e 800°C, sendo um pouco mais 
elevada para o teste à 850°C. A tempe~atura do ciclo­
ne n~o foi inteiramente uniforme ao longo de cada 
teste, variando exponencialmente à medida que a temp~ 

ratura do ciclone equilibrava após o preaquecimento 
do leito. A umidade do combustível foi praticamente 
constante para todos os teste variando entre 8 e 10% 
em base úmida, enquanto que o teor de cinzas foi 
praticamente constante á aproximadamente 1.6% em base 
seca. 

A Tabela 2 mostra a média da concentra~~o de sel~ 
nio medida no combustivel e nos produtos de combust'jo 
para 700, 800 e 850°C. A concentra~~o de sel~nio n~o 
foi absolutamente constante e coincidentemente, aume~ 
tau com ci aumento da temperatura do reatar. O mesmo 
ocoreu nos sólidos do leito e do ciclone. Já nos sóli 
dos residuais, manteve-se aproximadamente constante. 
Grandes diferen~as foram observadas nas concent.ra~eres 

de sel~nio dos particulados e dos gases de exaust;\'o, 
pois a 700°C, foi 3175ng/g, enquanto que á 800°C 
aumentou para 20657ng/g, mantendo aproximadamente o 
mesmo valor à 850°[. Já, no gás de exaust~o, dobrou 
entre 700°C e 800°C, e aumentou seis vezes à 850°C, 
apesar de que este teste n;\'o pOde ser repetido. A 
variabilidade da concentra~~o de sel~nio com o tempo 
de amostragem foi testada a aooac após ter-se estabi­
lizada a opera~~o do reatar sem observar-se nenhuma 
altera~~o significativa nas amostras dos filtros cal~ 
tados durante 1 hora ou 3 horas. 
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· abei1 1. Conmtr11bes aUi1s (nqlg e 4 do seanio do co•bustível.l e 
tms de mto de selhio no mbustlvel e nos produtos di co1bus\lo 

•:onc. Se % Se do v;zlo dt Se 
nqio coabustivel (oq ísl 

__ Teapmtura do iea\or (oC) __ 
700 BOO B~· O 700 BOO 850 700 BOO i~O 

. ------------- ------ -----.--------.---------------------------------.-
Coabustivel 
4'1'\' 
lLL oÓ 16Ü 220.2 24.62 37.39 Bo.f5 
S6ildos do iei\o 
43.4 !7B.6 :.tu u 6.4 13.6 Ll1j 2.41 50 5 ~I 

S6l idos do cichne 
113.7 24\.3 313.9 !.9 2.5 u 0.47 0.95 3.45 
56lldos residuais 
190.7 182.1 157.1 2.0 l.b 0.4 0.57 O.b6 UB 
~ateria! particulado da euuUo 

3,175 20,657 20JB1 7U )1.1 4 7 o ~I 1/.B:, iUO 38 .~ 7 

Gls da euus Uo 
2.2 u 13.8 19.1 18.3 34.3 U1 b.B3 27.75 

=::: :::::::.::.:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::: :::::::::::::::::::::::.::.:::::::! :::::::.::.::::::::::::::.::::::::::::::::::::::::::::::::: 

A Tabela 2 apresenta também o balan~o de massas 
do sel~nio computados para as tr~s temperaturas. Para 
aumentar-se a precis;\'o das regresseres, balan~os de 
massas fo~am ~ealizadus para o sel@nio e a massa to; 
tal. Devido ao pequeno desvio com os valores medidos 
das vazeres, os valores calculados foram utilizados. O 
teste a 850°C caracterizou-se por uma vaz;\'o muito 
maior de sel~nio do combustível. 

Nesta tabela s~o mostradas também as concentra­
~~es de sel~nio das f~açÕ'es de massa de todos os 
resíduos da combust~o. As fra~eres de particulados e 
qases contém 92% do sel@nio do combustivel á 700°C, 
89% à 800°C e 82% á 850°C. Foi notada uma maior 
concentra~;\'o de sel~nio nos sólidos do leito nas 
tempe~aturas.mais elevadas. Os sólidos do ciclone 
contém também uma g~ande fra~~o do sel~nio dos 
combustiveis às temperaturas mais altas. 

DISCUSSMJ 

A maior parte do sel~nio do combustivel foi emi­
tida nos gases da exaust~o e na matéria particulada. 
Este resultado é consistente com os resultados relat~ 
dos anteriormente para a combust;\'o de carv~o. Existe 
uma tend~ncia de que com temperaturas de rea~~o mais 
elevadas a f~a~~o de sel~nio na fase gasosa será mais 
elevada, o que é consistente, também, com dados para 
carv~o (Cramer, 1986). A 700 e 800°C, o sell?nio do 
gás de exaust~o correspondia á 20% do sel@nio emitido 
pela chaminé, enquanto que a 850°C a 40%. 

A alta quantidade de matéria suspensa e a baixa 
concentra~~o de sel~nio no particulado emitido pela 
chaminé nos testes a 700°C pode ser explicada, prova­
velmente, pela velocidade superficial mais alta e o 
menor grau de rea~~o que ocorre a esta temperatura. A 
maior velocidade superficial contribuiria para um 
maior arrasto das partículas mais finas e um tempo 
menor de resid~ncia das mesmas no reatar. A menor 
concentra~~o de sel~nio é atribuída, provavelmente, á 
maior concentra~~o de material particulado, com maior 
superficie disponível para condensaç~o ou adso~ç~o de 
sel~nio da fase de gases. Estes ~esultados podem ser 
considerados como característicos do reatar usado uma 
vez que as temperaturas mais ba1xas eram atingidas 
esfriando-se o reatar com ar frio. Usando-se superfí­
cies de transfer~ncia de calor, como é típico em rea­
tares comerciais, a menor temperatura seria atingida 
sem necessidade de velocidades superficiais e arrasto 
de particulas t~o grandes. 

A tend~ncia de fra~eres maiores de sel~nio na fase 
gasosa na saída do reatar, a temperaturas mais altas, 
foi demonstrada pelos testes mencionados anteriormen­
te a 900°C, mas ainda se faz necessário repetir estes 
testes. A medida que a temperatura do reatar foi 
aumentada acima de 800°[, a temperatura no ponto de 
amostragem dos gases também se elevou. Com tempo de 
resid~ncia reduzido, devido a velocidades superfi­
ciais mais elevadas, em temperaturas acima de 800°C, 
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e temperaturas do gás mais elevadas, seria de se 
esperar menor condensa~~o e menor adsor~~o do sel~nio 
da fase gasosa nas partículas. Esta observa~~o é su­
portada em parte pela fraç~o maior de sel~nio na fase 
gasosa relativamente a fase particulada (Tabela 2) a 
medida que a temperatura de rea~~o foi aumentada. A 
maior quantidade de sel~nio na fase gasosa a 850°C 
pode, também, ser explicada pela vazto maior de sel~­
nio no combustível, devido a necessidade de uma vaz~o 
maior de combustível para manter temperaturas de rea­
~to mais elevadas. A maior vazto de combustível a te~ 
peraturas mais elevadas também pode ser responsavel 
pela maior concentra~to de sel~nio nos sólidos do 
leito do reatar devido a uma maior reten~to de cinzas 
do combustível no leito durante o mesmo intervalo de 
tempo. 

Para uma plantaçto comercial de combustível com 
concentraç~es de sel~nio similares a madeira de euca­
liptos analisada neste trabalho (média de 136 ng/g em 
todas as madeiras primárias (Happ, · et al, 1990), 
assumindo que as folhas e os galhos pequenos s~o dei­
xados no campo), colheita de biomassa de 20 Mg/ha-ano 
(uma estimativa muito otimista em condi~&es extrema­
mente salinas) removeria 3g Se/ha-ano do solo e da 
agua de irrigaçto. Uma usina de 50MW operando com uma 
efici@ncia térmica de 20% usaria aproximadamente 
300.000Mg/ano de combustível de aproximadamente 
15.000ha. A usina receberia um total de 45 kg/ano de 
sel~nio. Assumindo que a distribuiç~o do sel~nio 

seria similar aquela obtida neste trabalho e uma efi­
ci~ncia de 99% no equipamento de remoçto de particul~ 
do, a usina emitiria aproximadamente 0,5kg/ano de 
~el~nio no particulado e 9kg/ano na fase gasosa da 
chaminé. Aproximadamente 31kg/ano de sel~nio seria 
recoberto na fuligem. Como o combustível que será 
usado em uma usina comercial provavelmente possuirá 
impurezas, tais como solo e pedras, e as cinzas reti­
radas do leito conterto alguma areia do leito, é 
razoável supor-se que a concentraçto de sel~nio das 
cinzas do leito será inferior aos valores determina­
dos aqui, a nto ser que o combustível possua um teor 
de sel~nio maior do que os 136ng/g usados neste trab~ 
lho. Este seria o caso se as folhas e os pequenos 
galhos foss~m incluidos no combustivel ou se as impu­
rezas tiverem um alto teor de sel~nio. Sel~nio n~o é, 
evidentemente, o único causador de preocupaç~es, mas 
as concentra~~es sto altas o suficiente para causarem 
preocupaçto quanto ao destino a ser dado aos residuos 
sólidos da combust~o. A deposiçto de sel~nio nas 
redondezas das usinas poderia ser uma preocupaç~o a 
longo prazo. 

COHCLUSDES 

A maior parte do sel~nio introduzido no reatar de 
leito fluidizado com o eucalipto como combustível, 
foi emitido no material particulado e na fase gasosa 
da descarga do reatar. Na temperatura de rea~~o de 
800°C 1 a temperatura ótima operacional do reatar, 71% 
do sel~nio do combustível estava contido na matéria 
particulada, 18% na fase gasosa da descarga do 
reatar, e o restante distribuído entre os sólidos do 
leito e do ciclone. A fase gasosa do selênio variava 
entre 20 a 40% do selênio emitido ~a chaminé do 
reatar na faixa de temperatura de 700 a 850°C, apesar 
de que nto foi determinada diferença significativa 
entre 700 e 800°C e o teste de 850°C n~o ter sido 
repetido. Resultados de testes preliminares a 900°C 
suportam a teoria de que há um aumento no selênio da 
fase gasosa a temperaturas mais altas. Os resultados 
da distribuiçto de selênio na combustto de eucaliptos 
sto equivalentes aos resultados encontrados na lite­
ratura para carvto tanto para testes de emiss~o em 
usinas comerciais como para estudos sob condiç&es de 
laboratório. 

Outros estudos necessários sto um estudo da dis­
tribuiçto do selênio no material particulado em fun­
ç~o do tamanho das partículas, os efeitos da estequi~ 
metria na forma do selênio emitido, e o destino de 
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outros elementos nestes combustíveis. Pesquisa com 
combustto de biomassa em reatares comerciais deve 
também ser levada a termo para determinar a praticabi 
lidade de utilizar-se combustíveis contaminados pela 
irriga~to de água de drenagem. 
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ABSTRACT 

The distribution of selenium among the combusiJOn 
products of high selenium content biomass fuels. as 
well as, the effects of varying operating parameters 
on the biomass conversion products was invest1gated. 
Biomass was reacted at several air/fuel rat1os. 
Around 80% of fuel selenium was emitted at th~ 

exhaust particulate and gaseous stages. As the 
combustion increases, a higher proportion of selenium 
is emitted in the gaseous stage. 
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RESUMO 
O maior potencial de cogeração no Brasil está no setor sucro-alcooleiro, 

a partir do uso do bagaço de cana como combustível. Neste trabalho, aplica-se 
a técnica de simulação e análise econômica a diferentes configurações de 
plantas, para determinação da geração de potência e dos custos associados a 
cada alternativa. A aplicação do mesmo procedimento à condição de operação das 
várias configurações em regime trans iente, em atendimento instantâneo às 
demandas de vapor de processo e potência, permite a determinação do perfil de 
produção de excedentes ao longo de um dia. 

_INTRODUÇÃO 

Aproximadamente 80 países em todo o mundo 
produzem açúcar, e eventualmente álcool, a partir da 
cana-de-açúcar. Em todos esses países a tecnologia de 
cogeração com uso de turbinas a vapor é utilizada, 
embora de forma quase sempre ineficiente . 

De uma forma geral os sistemas de utilidades das 
unidades industriais de produção de açúcar e álcool 
foram construidos há mui tos anos, sem grandes 
preocupações quanto à eficiência ehergética e 
econômica. O bagaço, sub-produto do processo de 
extração do caldo de cana, é tradicionalmente 
utilizado como combustível em geradores de vapor de 
média pressão, com uso de turbinas de contra-pressão 
como máquinas motrizes, e emprego do vapor de escape 
como fluido de aquec ime nto no processo produtivo . 

A recente transformação institucional do setor 
elétrico em vários paises, com o estimulo à geração 
descentral izada e parti c ularmente à cogeração, tem 
aberto também perspec tiva de reestruturação da própria 
indústria sucro-alcooleira na medida em que a produção 
de excedentes d e eletricidade pode permitir a 
modernização tecnológica e empresarial, e a redução 
dos c ustos tanto do açúcar quanto do álcool . Sugere-se 
que a produção em larga escala de eletricidade, v~a 

cogeração, pode fazer com que a venda de energia 
elétrica excedente venha a gerar receitas até mesmo 
superiores às do açú~ar e álcool. 

No Brasil a transformação dos sistemas de 
cogeração das usinas de açúcar e álcool tem ocorrido 
com o aumento da geração e létrica até o nível de 
auto-suficiência no abastecimento. Restrições de ordem 
econômica, politi co-empresarial, e principalmente 
instituc ional, impedem, no momento, a viabilização de 
um potencial mais expressivo. Tal quadro, no entanto, 
pode ser alterado em alguns anos, dependendo das 
politicas que serão adotadas . 

As configurações usualmente propostas para 
ampliação da capacidade de produção elétrica não 
exploram todo potenc ial de geração de eletricidade com 
uso do bagaço. Entretanto, outros arranjos para os 
sistemas de cogeração com turbinas a vapor, e até 
mesmo outras tecnologias, podem ser utilizadas, de 
sorte que a geração elétrica possa ser maximizada . 

Neste trabalho três desses sistemas são 
avaliados , sob o aspecto técnico e econômico, 
utilizando como referênc ia de comparação o sistema que 
representa o atual quadro de geração elétrica visando 
a auto-suficiência no abastecimento. 
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ESCOPO DA ANÁLISE, SISTEMAS E TECNOLOGIAS 

A análise técnico e econômica dos sistemas de 
cogeração no setor sucro-alcooleiro foi realizada a 
partir da consideração de uma instalação de médio 
porte, com moagem média efetiva de 213,4 toneladas de 

cana por hora (tc/ h), e produção exclusiva de álcool. 
Foram utilizados registras de vazão de vapor 

obtidos em um estudo do IPT (1990), configurando uma 
base de dados que permitiu a realização de simulações 
da operação dos sistemas tanto em regime permanente, 
com uso dos valores médios de vazão e eficiências 
nominais dos principais equipamentos, quanto em regime 
transiente, com uso de curvas de eficiências dos 
geradores de vapor e turbinas. 

A referência de comparação é o sistema de 
cogeração com turbinas a vapor de contrapressão, com 
alimentação a 22 bar e 280°C, e escape a 2,5 bar . Em 
alguns instantes vapor de escape é lançado à atmosfera 
face desequilíbrios pos itivos entre as demandas nas 
linhas de média e baixa pressão; em outros momentos 
vapor é expandido por válvulas redutoras em 
decorrência de desequilíbrios negativos entre as 
mesmas linhas de pressão. Esses fluxos foram 
avaliados, na média, em 1 e 2,1%, respectivamente, da 
demanda de vapor de processo e da geração de vapor. 

A expansão do vapor pelas turbinas permite a 
geração de potência mecânica e elétrica. A potência 
mecânica está associada ao acionamento de um conjunto 
de dispositivos responsáveis pelo preparo da cana e 
extração do caldo, e sua demanda precisa ser 
necessariamente satisfeita a cada instante. A potência 
elétrica gerada é consumida na própria instalação 
industrial, e eventuais excedentes em relação ao 
consumo próprio podem ser comercializados com a 
concessionária elétrica local. No caso de déficit, 
completa-se o abastecimento com energia da rede da 
concessionária. 

Duas das três configurações alternativas 
analisadas também possuem sistemas com turbinas a 
vapor. Na primeira propõe-se que vapor seja gerado a 
62 bar, 45o•c, e expandido até 2,5 bar em um conjunto 
de turbinas de contrapressão de múltiplo estágio. O 
acionamento das moendas, facas e desfibradores é feito 
por motores elétricos, em substituição às turbinas 
anteriormente consideradas. Em relação à instalação 
referência, mantem-se o padrão dos fluxos de vapor 
gerado, nas válvulas e no escape à atmosfera. Esta 
configuração será referenciada no texto como 
"ELETRIFICAÇÃO". 
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Figura 1. Sistemas com turbinas a vapor estudados 

Na segunda alternativa a geração de vapor é 
fel ta a 80 bar, 470 °C, e o vapor é expandido em 
turbinas de extração-condensação. A extração é feita a 
2, 5 bar, de forma a suprir a demanda instantânea de 
vapor de processo, e o escape a 0,.3 bar, com 
condensação do vapor . Nessa alternativa não foram 
considerados os desequilíbrios eventuais entre as 
linhas de alta e baixa pressão. O sistema foi 
dimensionado de forma que a geração de vapor na 
operação ao longo da safra seja 50% superior à demanda 
média de vapor de processo, e o fluxo nominal pelo 
corpo de baixa pressão da turbina corresponda a 70% da 
alimentação máxima do corpo de alta pressão. Esta 
configuração será doravante citada como "CONDENSAÇÃO". 

Os três sistemas com turbinas a vapor acima 
citados são apresentados esquemati camente na figura 1. 

O terceiro sistema analisado emprega uma turbina 
a gás aeroderivativa como máquina motriz pr i ncipal , 
utilizando como combustível o gás gerado em um 
gaseificador de peletes de bagaço de cana . Uma 
caldeira de recuperação, que aproveita fluxos de calor 
residual do gaseificador e o fluxo de gases de escape 
da turbina , com a queima suplementar de gás 
combustivel , gera vapor a 52 bar, 393 C, para o 
gaseificador e vapor a 22 bar, 280 C, para alimentação 
de um sistema de potência convencional tal qual o 
analisado na situação referência . 

O uso de turbinas aeroderivativas com gás de 
gaseificação de biomassa - ciclos Biomass-Integrated 
Gasefier/ Steam Injected Gas Turbines (BIG-STIG) - tem 
sido proposto nos últimos anos (Larson and Williams, 
1987 e 1990, e Odgen et al. , 1990), como alternativa 
de expansão da capacidade de geração elétrica em 
países em desenvolvimento, com redução das emissões de 
dióxido de carbono à atmosfera . 

O sistema BIG-STIG analisado foi definido para a 
planta em questão a · partir das informações disponíveis 
em trabalhos da COPERSUCAR (1991) e Larson e Williams 
(1990). As relações dos balanços de massa e energia 
obtidas no estudo de ambas referências foram 
utilizadas para definição de um sistema em que a 
principal máquina motriz é a turbina GE PG LMSOOO PC, 
de 33060 kW elétri c os de potência nominal. Com essas 
relações, e com as características técnicas da 
máquina (Gas Turbine World, 1991), um modelo de 
simulação computacional foi construido para definição 
do ponto de operação, em atendimento das demandas de 
vapor nec essário. Foi considerada a operação do 
sistema no modo STIG ( injeção de vapor) apenas no 
periodo de entre-safra, e em c iclo c ombinado ao longo 
da safra; a figura 2 mostra um esquema de operação do 
sistema sem a injeção de vapor na turbina a gás. 

ANÁLISE TERMODINÂMICA E OPERACIONAL DOS SISTEMAS 

Na discussão da cogeração no segmento 
sucro-alcooleiro uma questão importante é a solução de 
compromisso entre a produção de excedentes de 
eletricidade e de bagaço, já que existe um mercado, 
com possibilidades de expansão, para ambos produtos . 
Na figura 3 apresentam-se os padrões de produção de 
excedentes desses dois produtos , para cada uma das 
configurações analisadas. No caso da energia elétrica, 
a quantificação dos excedentes foi feita com avaliação 
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Figura 2 . Sistema BIG-STIG analisado. 

da demanda elétrica própria em 2454 kW, e de uma 
necessidade de potência mecânica de 3180 kW, em termos 
médios, o que equivale aos 1ndices de consumo de 11,5 
kWh/ tc e 14,9 kWhltc, respectivamente, para potênci a 
elétrica e mecânica. Para o bagaço c onsiderou-se uma 
disponibilidade média de 250 kg/te com 50% de umidade . 

No caso da configuração REFER~NCIA os excedentes 
de eletricidade são muito modestos, sendo entretanto 
possivel o atendimento completo da demanda elétrica 
própria desde que o consumo de vapor de processo não 
seja inferior a SOO kgv/ t c . A produção de maiores 
excedentes de energia elétrica requer necessariamente 
um consumo de combustível tal que possa implicar em 
déficit em relação à disponibilidade. 

Por outro lado, na configuração ELETRIFICAÇÃO a 
produção de excedentes elétricos é fa c tivel , inclusive 
com a geração de pequenos excedentes de bagaço , e sem 
a necessidade de alteração do padrão de consumo de 
vapor. Apenas para consumos superiores a 537 kgv/ tc a 
instalação tem necessidade de suprimento externo de 
bagaço. 

Situação totalmente adversa quanto a esse 
aspecto pode ser observada nas configurações 
CONDENSAÇÃO e BIG-STIG. A definição dos sistemas para 
e ssas duas c onfigurações foi feita com a preocupação 
de aproveitar as informações de custo e dos parâmetros 
de desempenho disponiveis, o que levou ao 
sobre-dimensionamento, tanto da turbina a vapor de 
extração-condensação quanto da turbina a gás 
aeroderivativa, em relação ao porte da usina 
considerada . Embora os resultados não correspondam à 
uma situação ideal, é interessante destacar que mesmo 
no caso de sistemas de menor capacidade de geração 
elétrica é necessária a realização de investimentos na 
redução do consumo de vapor . 
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Figura 3. Excedentes de eletricidade e bagaço 
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No caso da configuração CONDENSAÇÃO, supõe-se 
que o déficit de bagaço seja corrigido com compra da 
quantia necessária junto à outras usinas, e que esse 
bagaço tenha as mesmas caracteristlcas do disponivel 
na própria usina . No caso do sistema BIG-STIG, a falta 
de bagaço é corrigida com a aquisição desse insumo, 
constituindo suprimento equivalente ao bagaço seco da 
própria instalação quanto à umidade (15%) e o poder 
calorifico . 

As setas na figura 3 indicam os pontos em que os 
sistemas foram simulados computacionalmente dentro da 
condição transiente . Os sistemas de cogeração que 
utilizam exclusivamente as turbinas a vapor como 
máquinas motrizes foram definidos de forma a garantir 
o atendimento a cada instante de uma demanda de vapor 
de processo média equivalente a SOO kg por tonelada de 
cana moida (kgv/tc). 

Já no caso do sistema BIG-STIG, dadas as 
caracteristicas do próprio sistema, considerou-se a 
necessidade de redução da demanda média de vapor de 
processo para 367 kgv/tc, o que implica em 
investimentos na racionalização do uso de energia 
térmica. Quanto a esse aspecto, é interessante 
observar que segundo Larson e Williams (1990), tais 
sistemas são mais adequados em usinas de açúcar e 
álcool quando a demanda de vapor de processo é 
inferior a 300 kgv/ tc . 

O comportamento da linha de excedentes para o 
sistema BIG-STIG simulado é atipica em relação às 
demais. Quanto maior a demanda de vapor de processo, 
maior a necessidade de queima suplementar na caldeira 
de recuperação . Nessas condições aumenta-se a 
necessidade de biomassa e reduz-se a disponibilidade 
de potência excedente, dado que a maior produção de 
gás requer maiores extrações do fluxo de ar na turbina 
a gás, e também maior potência na secagem e 
peletização da biomassa . 

Existe um ponto de inflexão na curva de 
excedentes, que corresponde ao instante em que deixa 
de haver necessidade de queima suplementar na caldeira 
de recupero.ção . Esse é o ponto de menor consumo de 
biomassa, e está associado a uma indice de consumo 
especifico de vapor no processo muito baixo - 154, 4 
kgv/tc muito dificil de ser viabilizado 
tecnicamente . 

Se a partir do ponto de inflexão as extrações de 
ar continuassem a ser reduzidas, haveria necessidade 
de queima de uma quantidade maior de gás na turbina, 
com maior disponibilidade de eletricidade face à 
maior produção na unidade aeroderivativa, mas maior 
consumo de biomassa. o· tramo superior na curva da 
figura 3 representa uma situação hipotética, não 
possivel de ser viabilizada em toda sua extensão, uma 
vez que a maior produção de gás requer extrações 
crescentes de ar do compressor. 

Cabe ainda observar que a redução da demanda de 
vapor de processo reduz a geração de potência no ciclo 
a vapor. Se a demandi de vapor de processo é levada 
abaixo de 280 kgv/tc, parte dos equipamentos de 
acionamento mecânico precisam ser convertidos para 
acio~amento elétrico já que a disponibilidade de vapor 
não é suficiente para o acionamento dos mesmos. 

A análise de desempenho dos sistemas foi feita 
a partir da avaliação de eficiênc ias termodinâmicas 
das instalações, bem como de parâmetros de operação. 
Como figuras de análise e comparação dos sistemas 
foram tomados os parâmetros: eficiência energética 

(~I), eficiência exergética (~II), e as relações 
trabalho/calor (~) e potência/combustível (~). 

A comparação desses parâmetros, para as quatro 
configurações analisadas, é apresentada na figura 4. 
Esses valores correspondem à média dos resultados da 
simulação de cada configuração na condição transiente, 
considerados 48 diferentes registras de operação. As 
referências para avaliação da energia e exergia de 
insumos e produtos são as mesmas utilizadas em 
trabalho anterior (Walter et al., 1992). 
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Figura 4. Eficiências termodinâmicas e parâmetros de 
operação dos sistemas de cogeração analisados 

Os sistemas CONDENSAÇÃO e BIG-STIG foram os que 
apresentaram os mais baixos valores de eficiência 
energética . No caso da primeira configuração a 
explicação está nas perdas do processo de condensação 
do vapor, enquanto que para a configuração BIG-STIG 
três causas podem ser enumeradas: os desequilibrios 
proporcionalmente maiores entre as linhas de méd.ia e 
baixa pressão de vapor, a redução na contribuição da 
parcela de calor de processo, e a avaliação do aparte 
de biomassa complementar como se essa fosse matéria 
com apenas 15% de umidade (maior p'oder calorifico). É 
importante destacar a inadequação da eficiência 
energética na análise de sistemas de cogeração, em 
função da excessiva importância que é atribuída ao 
fluxo de calor. 

Já a eficiência exergética é um parâmetro mais 
adequado à avaliação da racionalidade termodinâmica 
dos sistemas de cogeração. Para os casos estudados, 
como era de se esperar, o melhor desempenho foi 
alcançado na configuração ELETRIFICAÇÃO; no caso da 
configuração CONDENSAÇÃO os ganhos relativos à maior 
geração de potência foram compensados pelas 
irreversibilidades associadas à rejeição de calor. 

Para a relação potência/calor, o melhor 
resultado foi obtido na configuração STIG face à 
redução da demanda de vapor de processo. Já para o 
índice potência/combustivel queimado foi na 
configuração CONDENSAÇÃO que se obteve o melhor 
resultad·o, não exatamente por seu melhor desempenho 
termodinâmico, mas principalmente pela maior 
quantidade de eletricidade gerada. 

Dada a diversidade dos resultados, segundo o 
parâmetro considerado, deve ser observado que a 
análise do desempenho termodinâmico e operacional de 
sistemas de cogeração não é uma tarefa trivial. Os 
resultados obtidos sinalizam para a melhor adequação 
da eficiência exergética na avaliação da racionalidade 
termodinâmica da instalação, e da relação 
potência/combustível queimado na caracterização do 
desempenho operacional. No entanto, é preciso que essa 
análise seja ainda mais aorofundad~ . 

ANÁLISE ECONCMICA DAS ALTERNATIVAS 

Adotou-se como procedimento na realização da 
análise económica a avaliação da receita liquida, 
consideradas as receitas provenientes da venda do 
álcool produzido, da eletricidade excedente, e de 
eventuais quantidades de bagaço excedentário . Da soma 
das receitas anuais foram deduzidos os custos anuais 
de cada sistema de cogeração. A comparação entre as 
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configurações foi feita através de 
receita liquida (I L) , com a referência 
configuração REFERtNCIA, com demanda 
processo igual a SOO kgv/tc e o preço do 
a 7,S US$/ton. 

bagaço igual 

Na comparação económica entre as alterna ti v as 
considerou-se uma faixa de variação para o preço do 
bagaço de O a 1S US$/ton, representando duas situações 
opostas de dificil viabilização. Seguramente os 
valores factiveis nos próximos anos estarão dentro 
dessa faixa, dependendo de como evolua seu mercado. 

Duas situações foram analisadas quanto à tarifa 
da energia elétrica excedente de cogeração, a primeira 
com uma remuneração equivalente ao custo marginal de 
expansão do sistema - 66 US$/ MWh - , e outra com um 
valor de tarifa mais próximo do que os analistas 
consideram factível para o médio prazo - 4S US$/ MWh -. 

Os custos de cada sistema de cogeração foram 
avaliados a partir de informações obtidas junto a 
fabricantes nacionais . Essas informações foram 
complementadas e avaliadas em sua ordem de grandeza 
com os dados de custos de um estudo recente da 
COPERSUCAR (1991). Embora esse procedimento tenha sido 
tão cuidadoso quanto possível, existe a possibilidade 
de que em algum caso os custos possam estar 
sub-avaliados, principalmente na situação CONDENSAÇÃO. 

As configurações REFERtNCIA e ELETRIFICAÇÃO 
foram avaliadas em operação somente no periodo de 
safra, ao longo de 3600 horas . Já as configurações 
CONDENSAÇÃO e STIG operam as mesmas 3600 horas na 
safra e mais 2400 horas no periodo de entre-safra. 
Durante a safra o regime é de paridade térmica, e fora 
da safra a geração é a máxima possivel em relação ao 
porte do sistema. Cabe observar que para o sistema 
STIG, face aos problemas de dimensiona mento já 
c itados, definiu-se um regime operacional para o 
período fora de safra em função dos equipamentos de 
processamento da biomassa, o que acarretou na não 
utilização de toda capacidade de geração da turbina 
aeroderivativa. 

Os resultados dessa análise são apresentados na 
figura S . Na situação mais favorável à produção de 
eletricidade excedente - tarifa de compra a 66 US$/MWh 

a configuração ELETRIFICAÇÃO é ligeirame nte ma is 
favorável em relação à situação atual para qualquer 
valor do bagaço , enquanto a configuração STIG 
mostra-se superior apenas quando de baixos preços do 
insumo combustivel. Talvez em função de uma eventua l 
subestima tiva nos custos da instalação, a configuração 
CONDENSAÇÃO mostrou-se economicamente mais favorável 
em relação ao atual quadro para qualquer valor de 
mercado do bagaço. 

Quando da análise dos resultados para um valor 
de tarifa mais f ac tível - 4S US$/ MWh - apenas a 
configuração CONDENSAÇÃO mostra-se economicamente ma is 
adequada que a geração exclusiva para 
au to-abas tecimento, e mesmo assim apenas para custos 
de combustível inferiores a 12 US$/ton. 

Apesar da suspeita de má avaliação nos custos de 
capital da configuração CONDENSAÇÃO vale destacar que 
uma vantagem relativa em relação às outras 
alternativas já podia ser esperada, principalmente 
quando há melhor remuneração para a elet ricidade 
excedente, face ao melhor resultado do parâmetro 
potência/combus tível. 

Por sua vez, os resultados não tão favoráveis da 
configuração ELETRIFICAÇÃO precisam ser relativizados , 
uma vez que a análise feita induz a conclusão de que 
os custos e beneficias da eletrificação no acionamento 
de moendas e dispositivos de preparo devem ser 
totalmente associados à geração excedentária de 
eletricidade. 

Cabe igualmente um comentário quanto ao sistema 
STIG, cujo resultado económico foi sensivelmente 
prejudicado face à seleção inadequada da turbina 
aeroderivativa, com potência nominal excessiva para o 
porte da usina e da própria planta de gaseificação. 

Como figuras de comparação destaca-se que as 
tarifas de compra de energia elétrica excedente que 
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Figura S . Comparação económica das configurações. 

definem a equidade económica e ntre a configuração 
REFERtNCIA e as d ema i s, para valores de bagaço a 7, 5 
US$/ ton, são 3S,43, 60,81 e 71,07 US$/ MWh , para os 
sistemas CONDENSAÇÃO, ELETRIFICAÇÃO e STIG, 
respectivamente. 
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SUMMARY 

The largest potential for industr ia l cogeneration 
in Brazil is found in the sugar and alcohol sec tor, 
using sugar-cane as fuel . ln this paper, thermodynamic 
simulation and economic analysis are applied to 
different plant configurations, in order to determine 
the power generated and the cost associated to each 
alternative. The application of the sarne procedure now 
in transient conditions, meeting the instantaneous 
process steam and power demands, allows the 
calculation of the surplus production profile in a 
given day . 
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RESUMO 
o presente trabalho descreve a concepçllo de refrigeradores de alta eficiencia energ6tica, atrav6s de UM IlM­

Use pela 2a Lei da TeriiOdinA•ica e de estudos para a •ini•izaçlo da carga t~r•ica, .. refrigeradores de UM e duas 
portas. o i~cto do novo projeto 6 dilcutido, e apresentados resultados experi~~enteis de cerca de cH produtos 
distribuidos H resid8ncias no Estado de Slo Paulo, após .onitor~~~~ento e substituiçlo dos refrigeradores convencio­

nais. Valores de cons~ de energia toudos ao longo de u• ano de funciona~~ento silo c~rados c011 os anteriores, 
resultando u• lledida do i~~pacto dos refrigeradores de alta eficiencia no consuao energ~tico. Os valores de consuao 
silo entlo COIIIPIJrados co11 os obtidos em laboratório, sob condições padrlo, que conclui-se sere• em certa lledida efi­
cazes para pradiçlo do consuao de energia real." 

INTRODUÇAO 

O Programa de Conservação de Energia 
CESP foi instituído em 1988, com o intuito 
de proporcionar a otimização do sistema de 
geração e distribuição de energia elétrica, 
e reduzir a pressão por investimentos para a 
expansão do sistema (CESP, 1989). A Consul 
S.A. foi de encontro a essa iniciativa 
propondo o desenvolvimento de refrigeradores 
de alta eficiência para testes de 
comprovação de desempenho em condições reais 
de uso. Um pioneiro programa conjunto foi 
então firmado, cabendo à Consul a análise, 
desenvolvimento e fabricação de uma centena 
de refrigeradores de alta eficiência; coube 
à CESP por sua vez a distribuição e 
monitoramento desses refrigeradores em 
residências no Estado de São Paulo. 

A monitoração do consumo de energia 
dos produtos - inclusive os substituídos 
foi efetuada de janeiro de 1990 a dezembro 
de 1991. 

O procedimento teórico para a análise 
e otimização desses refrigeradores é 
descrito a seguir. Os valores de consumo de 
energia obtidos ao longo de um ano de 
operaçao são então comparados com os 
resultados dos ensaios de consumo de energia 
segundo a norma NBR 8888/85. 

MÉTODO 

para a análise 
baseia-se na 
que pode ser 

O método escolhido 
funcional do refrigerador 
Segunda Lei da Termodinâmica, 
expressa por (Bejan, 1982): 

s 
gen 

> o ( 1) 

onde 
8

a e 8
b são valores de entropia 

associados aos estados termodinâmicos a e b; 

J b :q é a transferência de entropia 

a 
associada ao calor transferido G q , e 
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6 
gen representa a entropia gerada por 

um processo termodinâmico. 

No presente estudo as 
irreversibilidades associadas às diferenças 
de temperatura entre o fluido refrigerante e 
os componentes do circuito são consideradas 
insignificantes. Assim os dados de 
temperatura dos trocadores de calor do 
circuito funcionando em regime permanente, 
facilmente obtidos em laboratório, definem o 
ciclo de refrigeração. 

A entropia gerada por cada processo do 
ciclo é então calculada através da eq. 1. O 
cálculo do coeficiente de desempenho (COP) é 
efetuado utilizando-se as equações propostas 
por Alefeld (1987): 

COP g . ['11 
c r 

c·Te] 

2· r 

onde ~ é a eficiência de 
calculada com a quantidade total 
gerada no ciclo de refrigeração; 

(2) 

compressão, 
de entropia 

c é o calor específico do fluido 
evaporando a uma temperatura Te apresentando 
um calor latente de evaporação r; e 

"' r é a eficiência de Carnot, dada pelo 

quociente Te/(Tc-Te), sendo Te a temperatura 
de condensação. 

ANALISE 

A análise é demonstrada a seguir 
considerando-se o refrigerador de uma porta. 
Os dados de temperatura são mostrados na 
tabela 1. 

Tabela 1 - dados de temperatura, em K. 

condensação 

evaporação 

ambiente 

interior do gabinete 

330,85 

254,05 

316 ' .45 

278,15 
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O coeficiente de desempenho do ciclo e 
a eficiência de Carnot, conforme descritos 
anteriormente, resultam: 

COP • 1,04 e 

'I) 
r = 3,3 

ou seja, a eficiência do ciclo é de cerca de 
um terço da eficiência de Carnot. 

Os valores de entropia gerada nos 
principais processos termodinâmicos do ciclo 
de refrigeração são mostrados na tabela 2. 

Tabela 2 - entropia gerada, em kJ/kg K. 

compressão/expansão 0,062 

condensação 0,021 

evaporação 0,029 

total o, 112 

Decidiu-se pelo uso de compressores de 
maior eficiência. Além disso os novos 
produtos receberam melhor isolamento 
térmico. 

RESULTADOS 

A medição do consumo de energia dos 
refrigeradores foi efetuada utilizando-se 
medidores residenciais convencionais, 
monofásicos e de corrente nominal 15 A. Tais 
medidores foram calibrados e aferidos e 
apresentaram um erro de 0,4%. 

Os refrigeradores substituidos 
apresentaram, em sua grande maioria, um 
estado de conservação bom ou razoável, ou 
seja, sem problemas funcionais aparentes que 
viessem a comprometer o desempenho dos 
mesmos. 

Os valores médios de 
energia ao longo de um ano de 
refrigeradores Consul/CESP de 
são mostrados nos histogramas 
e 2, respectivamente. 

% 
35 

. REFRIGERADORES 
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Figura 1. histogramas do consumo de energia 
dos refrigeradores de 1 porta. 
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Figura 2. histogramas do consumo de energia 
dos refrigeradores de 2 portas. 

A média e o desvio padrão dos dados de 
consumo de energia dos refrigeradores de 1 e 
2 portas é apresentada nas tabelas 3 e 4, 
respectivamente. 

Tabela 3 - consumo de energia dos 
refrigeradores 
kWh/mês. 

de 1 porta, em 

refrigerador antigo 

média 43,6 

desvio padrão 13,8 

Tabela 4 - consumo de 
refrigeradores de 
kWh/mês. 

refrigerador antigo 

média 98,0 

desvio padrão 30,0 

Consul/CESP 

31,4 

8,5 
·-'---·--- --- -

energia dos 
em 2 portas, 

Consul/CESP 

73,8 

9,3 
----- --

Observa-se uma redução significativa 
no consumo de energia, sendo esta, em termos 
percentuais, para a média, da ordem de 28,0% 
para o refrigerador 1 porta e de 24,7% para 
o refrigerador 2 portas. 

A comparação entre a média do consumo 
de energia dos refrigeradores Consul/CESP de 
1 e 2 portas e o resultado do ensaio de 
consumo de energia segundo a norma NBR 
8888/85 (a 32°C ambiente, sem aberturas de 
porta ou carga) é apresentada na tabela 5. 

A temperatura média. ponderada do ar 
nas regiões do estado de São Paulo aonde 
foram distribuídos os refrigeradores 
resultou em 21,4 ac, valor determinado com 
base nos dados fornecidos pelo Centro de 
Previsão Meteorológica da CESP • 



Tabela 5 - consumo de energia, em kWh/mês. 

refrigerador NBR 8888 teste Consul/CESP 

1 porta 30,8 31,4 

2 portas 75,5 73,8 

Observa-se boa concordância entre os 
valores de consumo de energia, sendo a 
diferença percentual da ordem de 1,9% para o 
refrigerador 1 porta e de 2,3% para o 
refrigerador 2 portas. 

CONCLUSOES 

O Programa Consul/CBSP está 
plenamente seus objetivos, uma vez 
resultados vem de encontro com o 
pelo Programa de Conservação de 
CESP. 

atingindo 
que seus 
proposto 

Energia 

O ensaio de consumo de energia segundo 
a norma NBR 8888/85 resultou representativo 
do consumo real do produto. 
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ABSTRACT 

This paper describes the design of energy 
efficient, one and two-door household 
refrigerators through a Second Law Analysis 
and reductions on the thermal loads. The 
impact of the new design is discussed, and 
resulta of one hundred refrigerators tested 
in houses located in São Paulo State are 
presented. Energy consumption values taken 
during one year are compared with the 
precedent refrigerators, resulting in a 
measure of the impact of the energy 
efficient refrigerators on energy 
consumption. These values are then compared 
with those obtained with lab tests. 
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ABSTRACT 
In this study a program of electrolytic hydrogen generation for Brazil 

using solar cells is proposed . The generated hydrogen will serve as an energy 
carrier, and will eventually replace the fossil fuels . Three different 
s cenarios have been considered . The proposed site for hydrogen production is 
the northeast region of Brazil. The impact of hydrogen utilization to the 
environment a nd the socio-economical development of Brazil is also studied. 
Considering the growing problems resulting from the fossil fuel utilization 
around the wor ld , the visual ized program presen~ed here in predicts severa! 
interesting and beneficial results . 

INTRODUCTION 

Presently about 80% of the world energy demand 
is me t by fossil fuels. The ongoing transformation in 
the devel oping and the communist or the ex-communist 
countries will be reverbe rated by the growth in the 
consumption of f ossil fuels. Per capita rate of 
utilization of energy of a countr y indicates the 
standard of living of its popu lat ion. However, if on 
one hand, the level of consumpti on of energy is t he 
ind icat i ve of the l eve ! of li ving standa rd for a 
country, on the othe r hand, it i s a lso a n indicative 
of the level of pollution emitted by that country, 
and direc tly or ind irec tl y shared by the other 
countries. 

'Braz il cer tainl y has been a unique country in 
the world tha t r educed its hi gh de pende nce on 
imported foss i l fuel by the impl ementat i on of a n 
efficient program of sugarcane alcoho l product ion a nd 
util izati on, t he invest ment in t he product ion of 
elect ri city by hydropower plants, the expans i on in 
the domestic production of pe troleum, the inc rease in 
the utilization of f uelwood, a nd the construc ti on of 
nuc l ea r· power p lan ts. ln t hi s st udy a program of 
elect rolytic hydrogen generat ion for Brazil usi ng 
so l ar energy is proposed. The gene r a ted hydrogen will 
serve a s an· energy carrier, and in due course wi ll 
replace fossil fue ls. The proposed site for the 
insta llati on of the hydrogen production p lant s i s the 
nor theast region of Bra zi l, a reg ion much depressed 
a nd wi th pl e n ty inc ide nce of solar r ad i ation . The 
impac t of hydrogen utilizati on on the environment and 
the s oci o-economical deve lopment of the r egion a nd 
Brc.zi l, reflec t ed by the cha nges in the gross 
nati onal produc t, quality of life indi cator and the 
pollution rat io will be conside red. 

THE MODEL FORMULATI ON 

The hydrogen energy model discussed in this 
study i s explained in detail in severa! other works 
(1 -3 ], and here i t will be briefl y descri bed . 

Populati on of Brazil, like many other 
developing countri es, is increas ing f as t at 3% per 
yea r . Knowing t he initi al value of the population a nd 
the g rowth rate, the, populati on can be estimated from 
the relationship 

Qrl = Qn-1 . exp(0.693 l.~t . Wn/8qa) ( 1 ) 

where Qn is the popul at ion at yea r tn, Qn-1 is the 
population at the year tn-1, ~t is the time interval, 
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Wn is the population growth modifier for the time 
interval, and Sqo is the initial population growth 
doubling time. The modifier Wn is a function of 
dimensionless variables such as the gross national 
product per capi ta ratio, the pollution ratio, and 
the population or crowding ratio. ln the case of 
Brazil the e xpression for Wn (1] is given by 

Wn = 1.3- 0 , 081.Grn.P~n 1 .Q~ô5-0. 2 19/(Grn.P~ô1 Q~ô5 )(2) 

where Qrn is the crowding r a ti o (Qn/Qo), Grn 
( =GnQo/ GoQn) is the gross product per c a p i ta r a tio, 
and Prn (=Pn/Po ) is the pollution rati o all 
normal i zed with respec t to t he variables at the 
initial year (t=O) . 

The relationship between energy cons umption, 
En , in the year tn and En-1, in the year tn-1, can be 
expressed as follows: 

En = En-1.exp(0. 693 l.Wn. (1 / SqVq + l/8eVe)) (3) 

where Vq and Ve are the dimensionless modifiers of 
the populat i on and energy growth doubling time 
components, Sq and Se , r espect ive ly . According to 
Lutfi and Vez iroglu [2], the mod ifi e r Vq i s a weak 
function of the population ratio in the form 

Vq = Q~.t (4) 

and the modifier Ve f o r the ene rgy growth doubl ing 
time is 

V e (Cr. Rr /Er) 0
'
1 

(5) 

where Cr is the ratio of composi te fossil and 
hydrogen energy prices, Rr (=Rn/Ro ) is the rati o of 
fluid f oss il resources, and Er is the energy demand 
per capita normalized with re s pect t o i t s ini tial 
value. 

Equation (3) assumes the availabili ty of 
unlimited fuel resources. ln practice, it is no t so. 
As time increases it becomes more and more diffi cult 
to produce fossil fuels since the suppÜ e s become 
more diffuse and more difficult to reach. Hence, a t a 
given time the maximum amount of the f ossi l fuels 
which could be extracted can be expressed as a 
fraction of the remainder, i . e., 

Ern = <'i. Fn (6) 

where Ern is the maximum fossil fuel production rate 
in energy content per year , Fn the remaining fossil 
fuel resources (in units of energy) and <'i the 
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fraction of fossil fuel resources which could .be 
extracted per year . Consequently the total fuel 
(fossil + hydrogen) production in a given year cannot 
be more than "Ern + Hn" where H is the hydrogen 
production rate in energy units . As a result the 
actual fuel production can be expressed as follows 

En = En-t.exp(0.6931.Wn. (1 / SqVq + 1/ SeVe)) 

i f En < Hn + Ern (7) 

and En = Hn + Efn (8) 

i f En ?! Hn + Ern (9) 

The gross national product represents the 
measurement of the total output of goods and services 
of a nation, denoting its economic activity and 
income . The relationship between the gross national 
product , Gn, at the year tn, a nd Gn-1 at the year 
tn-1 can also be expressed by the following 
exponential form : 

Gn = Gn-l . exp(0.6931.Wn. (1 / SqVq + 1/SeVe + l / 8gVg))(10) 

where Sg is the doubling time component attr ibutabl e 
to the technological progress, and Vg ( =1 /G~n 1) i ts 
modifier that is a function of the gross product per 
capita ratio. 

Is this hypothetical model , hydrogen will be 
introduced into the energy system of Brazi 1 in an 
exponential rate with a doubling time of Sh . However, 
the hydrogen production will be limited by the fuel 
demand, the fuel consumption, and the fossil fuel 
production. The production of hydrogen will be 
expressed by the following equation 

Hn = Hn-t.exp(o.6931 / 8h) ( 11) 

where 8h is a variable doubling time representing the 
introduction of hydrogen into the energy balance of 
Brazil and given by 

Sh = Gt + C2 . (n~ll ( 12) 

Ct and C2 being constants, of wh ich values st ipul ate 
the hydrogen introduction scenarios, and n is the 
year. 

The produced hydrogen will gradually replace 
the fossil fuel consumption. However, it must be 
stressed that the hydrogen production will be limited 
by the energy de mand and by the production capaci ty 
for hydrogen. 

The polluti on produced by fossil fuels and 
hydrogen utilization can be writ ten as follows: 

Pn = U. ( F dn + EHn) ( 13 ) 

where Pn is the amount of pollution at the yea r tn, U 
is the pollution per unit of the fossil energy 
consumption, Fdn is the fossil fuel consumption for 
the year tn, E is the ratio of the pollution produced 
by hydrogen per energy unit of hydrogen to that 
produced by fossil fuels per unit energy, and Hn is 

the hydrogen consumption for the year ln. 
According to Lufti and Veziroglu [2] the 

quality of life would increase with the increase in 
the gross national product and will decrease with the 
increase in population and pollution . Using these 
factors in dimensionless form . the quality of life 
indicator, Lrn, can be expressed as 

Lrn = Grn/Qrn. Prn (14) 

It should be noted here that the variables are 
nondimensionalized with respect to their values at 
the initial year (i.e ., n = 0). 
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DATA ANO COMPUTATION 

ln this simulatlon the 1n1 tlal year was taken 
as 1990, time interval as one year, and the 
computations were carried through the year 2090. The 
following initial conditions, doubling times and 
coefficients were computed or taken from the 
literature: 

The world population and the population 
doubl ing time, 

Qwo = 5.2 X 109 (15) Sqwo = 42 years; ( 16) 

The world energy consumpti on and the world 
energy consumption doubling time component due to 
efforts to improve the standard of living, 

Ewo = 28.1 X 109 TJ/ year ( 17) Sewo = 33 years (18) 

The world fossil fuel resources and the world 
fraction of the remaining fossil fuel resources which 
ares extracted per year, 

Rwo = 34.3 x 109 TJ, (19) ow = 0.035/year (20) 

The world hydrogen production rate and the 
ratio of utilization efficiency of hydrogen to th~t . 
of f oss il fuels, l 

n 
Hwo = 3.2 x 10

6 
TJ/ year, l) = 1.35 ; (22 ) (21) 

The gross world product and the g ross world 
product doubling time component due to t echno logi cal f 

~ advances, 

Gwo = U . S . $ 20 X 1 O 
12 (23 ) 9gwo = 69 yea r s; (24) 

The polluti on coefficients U and the polluti on 1· 
ratio E, · 

Uw = 4.74 Kg/GJ of f ossil fuels , (25) E= 0,04; (26 ) 

The population of Brazil a nd the populat ion 
doubling time, 

Qo = 150 X 10
6 (27) Sqo = 25 year s ; (28 ) 

The Brazilian fuel consumption and the fuel 
consumption doubling time component due to efforts to 
improve the standard of l ivi ng, 

Eo = 5.9 X 109 GJ; (29) Se o 10 years; (30) 

The Brazilian fossil fuel resources and the 
fraction of the remaining fossil resources, which are 
extracted per year, 

R o = 7 X 1 0
10 

GJ, (31) o = 0,035/year; 

The initial Brazilian hydrogen production, 

Ho = 80 x 106 GJ at the year 2000 

Rates of hydrogen production doubling time, 

1st Scenario: 
Sh = 2.0 + 0.2(n-1 ), starting the year 2000 

2nd Scenario: 
8h = 2.0 + 0 . 25(n-1 ), starting the year 2000 

3nd Scenario : 
8h = oo;. 

(32) 

(33) 

(34) 

(35) 

(36) 

Gross national product due to normal growth and 
the gross national product doubling time component 
due to ~echnology and productivity advances, 

Go = U. S . $ 3. 4 X 1 0
11 

, (37) Sgo = 69 years; (38) 

~ 



RESULTS ANO DISCUSSION 

ln the computati ons, three scenarios are 
envisaged. The first is the one where the 
solar-hydrogen energy system is introduced in Brazil 
through the so-called "fast introduction of hydrogen" 
scenario. For this case the hydrogen lntroduction 
doubling time increases linear ly from 2 years in 2000 
to 19.8 years in 2090 (See Fig. I ). ln order to 
reduce the demand for capital investment, the 
doubling time is increased as the annual hydrogen 
production grows. 

25r;::===================:-----::;;~ 1---- fast h2 lntrod. ~ slow h2 introd. 

~ 
~ 15+------., 
g 
.~ 10-1----· 
:õ 

~ 

2010 2030 2050 
year 

2070 2090 

Figure 1. Doubling Times for Hydrogen Introduction. 

The second scenario i s the one where the 
doubling time increases fa ster than that of lhe first 
scenario. It varies from the initial value of 2 years 
for the year 2 000 to the value 24.25 years for the 
year 2090. The second scenario is designated as the 
"slow hydrogen introduction" scenario (See Fig. 1). 
For the third case, lhe doubling time is considered 
as inf ini te, and the scenar i o is the one where no 
hydrogen is introduced into the Brazilian energy 
system. 

Figure 2 shows the projections for the 
Brazilian population. As can be seen, until the year 
2050 it is not possible to observe any effect of the 
introduction of hydrogen into the energy system of 
Brazil on its population. From that ye ar o n, we see 
that both scenarios of fast and slow introduction of 
hydrogen contribute to a grealer rate of population 
growth and that by the year 2090 the Brazilian 
population will reach a stabilized value of 535 
million. It i s interesting to note that with no 
introduction of hydrogen, .the populati on of Brazil 
will reach the maximum value of about 500 million. As 
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Figure 2. Population Projections for Brazll. 

seen from Equation ( 1 l, the parameter affecti ng the 
population growth most significantly is the 
population growth modifier Wn which takes into 
account the contributions of the gross product per 
cap i ta, the pollution ratio and the crowding ratio. 
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As a consequence, especially substantial reduction ln 
pollution ratio resul ts in condi tions conducive for 
the increase in population. 

Figure 3 shows the Brazilian energy consumption 
~rojections. In the case where no hydrogen is 
1ntroduced, the energy demand wi 11 reach a steady 
state value of approximately 110,000 PJ at about the 

year 2050. The slow and fast cases of hydrogen 
introduction reach the steady state value of the 
energy consumption at about 150,000 PJ by the year 
2090. The steady state value is reached earlier by 
about 20 years for the case of fast hydrogen 
introduction as compared with the slow hydrogen 
introduction case. 
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Figure 3. Energy Consump tion Project i ons for Brazi l . 

Figure 4 shows the gross national product per 
capita projections. It can see that if the Brazilian 
society has not convert ed to hydrogen energy, the GNP 
per capita will increase until it reaches a s teady 
state value of about US$ 21,000 by the year 2065. 
Practically there is no difference among the three 
scenarios, until the year 2050. Howeve r, after that 
date the "fast" case reaches a peak of US$ 28,000 by 
the year 2070 and the "slow" case reaches the sarne 
value by the year 2090. 

1--- fast h2 in. ~ slow h2 in - no h2 in 

~±90~-r~2~01~C=· ~~2;03;0;=~=2~0~50==~=2~0~7~0==~=20~90==~ 
year 

Figure 4. Gross National Product per Capita 
Projections for Brazil. 

Figure 5 depi c ts the inter-relationship among 
the total energy consumption, hydrogen product ion, 
and the fossil fu e l consumption , for the fast 

hydrogen introduction case. In this case, the fossi l 
fuel consumption of Brazil will r each a peak at about 
lhe year 2035, and from that date on, i t will 
continue to decrease and become zero by the year 
2055. I t is interesting to note that in the year 
1990, the energy demand of Brazil was about 8 000 PJ 
and fossil fuels contributed to about 33% ~f that 
total. On the other hand, by the year 2090, the total 
energy demand of Brazil will be about 150,000 PJ and 
that the contribution of hydrogen will be about half 
of that demand. The difference between the tota l 
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energy demand and the fossil f uels initi ally and 
hydroge n eventually i s to be me t by hydroel ect ri c ity 
and bi omass energy. 
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Figu re 5. Total Energy Demand, Hydroge n Production 
a nd Foss i l Fue l De ma nd (Fast Hydrogen 
Introd uc ti o n Case) Projec tions. 

In t he case of slow hyd,r oge n introduction, as 
depi cted in Figure 6, the fossil f u e l consumption of 
Brazil will reach a peak at about the year 2040, and 
fr o m that date o n, it will continue to de c r ease and 
beco me ze ro by thê yea r 2075, i. e. , 20 years af t e r 
the sarne s ituati o n for t he f ast hydrogen int roduct i on 
scenario. 
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Total Energy Demand, Hydr ogen Produc tion 
a nd Fossi l Fuel De ma nd (Slow Hyd rogen 
Introduction Ca se) Projections. 

Figure 7 presents lhe d ime n s ionless po llution 
ratio as a fun c ti on of time. Il can be seen t hat if 
no hydrogen is introduc ed and if e nough f ossil fuels 
are ava ilable throughout the nex t one hundre d years; 
pollu tion would i ncrease and at a round the ye a r 2060 
will reach 19 times the va lue of the pollution at the . 
year 1990. Introduction o f hydrogen at a fast rate 
would r ed uce the pollution rati o to about 0. 6 at the 
year 2055. A sli ght increase in po llution ratio to 
about O. 8 la ter on is due t o increase in ni trogen 
oxide e miss ion caused by the inc rease in hydrogen 
consump tion . Slow introduction of hydrogen wou ld 
pos tpo ne this behaviour by 20 yea r s. 

Figure 8 shows the quali ty of life indicator as 
a function of time. It can be seen that if fossil 
fuel s are continuously used, th e quality o f life 
indi cato r wo uld deteriorate to abou t 0.5 . from the 
yea r 2040 o n. The introd uction of hydroge n at the 
fast rate would inc r ease the qua lit y of life up to a 
value o f 16 times that of the year 1990, around the 
year 2055. The slow hydrogen introduction case would 
delay this benefit by about 20 years. 
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Figure 7. Pollution Rati o Projections. 
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Fig ure 8. Quality o f Life lndicator Projections. 

CONCLUSION 

In th is s tudy, the possi ble environmental a nd 
socio-economi c i mpact of a long t e rm envi saged 
hydrogen energy program based in th e nor theast regi on 
of Braz il i s observed. The introd uc ti on of hydrogen 
into the energy system o f Braz il would e liminate the 
importation and consumpti on of fossil fuels , increase 
gross produc t per capit a , reduce polluti on, improve 
quality of life, and e stab li s h a cl ean a nd permanent 
energy system. 
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SUMMARY 

This paper proposes a methodology to include the tools of the 
Portfolio Theory in the design of the cogeneration facilities. So, 
the effects of the risk on the return can be take in account. A 
computer program was developed to simulate the impacts of the 
thermal and mechanical (or electrical) loads on energy surplus and 
the potential risk. 

1.0 - INTRODUÇÃO 

A expansao dos sistemas de produção com­
binada de potência e calor e sua interligação 
com as concessionárias públicas são recursos 
importantes para a racionalização energética 
de um pais. No caso dos paises em desenvolvi­
mento verifica-se uma sustentada tendência na 
implantação desta tecnologia, buscando-se 
adaptar-se às normas e restrições legais. 

O Brasil emprega a cogeração há décadas, 
sobretudo, em sua indústria de processamento 
da cana-de-açúcar. Neste setor industrial, 
cuja disponibilidade de um combustivel bara­
to, o bagaço, e a alta demanda de vapor faci­
litam a cogeração, tem-se atualmente uma ca­
pacidade instalada de aproximadamente 900 MW, 
atendendo cerca de 70/. do consumo energético 
nestas plantas. A tecnologia adotada em gran­
de parte das instalações é tradicional e pode 
ser aperfeiçoada incorporando desenvolvimen­
tos já dominados inclusive por fabricantes 
brasileiros de equipamentos de potência. Se 
considerar-se a prática da cogeração no Bra­
sil em um cenário tecnológico mais e v oluido, 
pode-se prever uma capacidade instalada total 
de 20000 MW e uma geração anual de 65125 GWh 
correspondente a 38/. do consumo brasileiro. 

Na perspectiva de expan5ão dos sistemas 
de cogeração são requeridos estudos que auxi­
liem sua concepção e operação em bases racio­
nais e considerem transaÇões energéticas com 
as concessionárias públicas. Voltados para os 
sistemas com turbinas a vapor de contrapres­
são e considerando as condições tipicas da 
indústria brasileira, alguns trabalhos tem 
buscado abordar tal problemática, estudando 
a geração de excedentes e os requisitos de 
potência. No presente trabalho apresenta-se 
um modelo de simulação de sistema de cogera­
ção associado a um programa de análise proba­
bilistica da economicidade do projeto, permi­
tindo selecionar a melhor configuração con­
forme a Teoria do Portafolio, que compatibi­
liza os niveis de rentabilidade e os riscos 
em uma decisão. 

2.0 ~ MODELAGEM E SIMULAÇÃO ENERGtTICA 

O sistema de cogeração considerado neste 
trabalho está esquematizado na Figura 1. Tra-
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ta-se da configuração comumente adotada em 
agroindústrias brasileiras. 

Tanto as exigências de potência como de 
calor útil a ser atendidas pelo sistema de 
cogeração são bastante variáveis com o tempo, 
de modo que é pouco satisfatório uma modela­
gem em regime permanente. Para enfrentar tais 
aleatoridades um método seria trabalhar com 
os valores instantâneos de demanda. No entan­
to, tal procedimento impõe um profundo conhe-

Conces­
sionário 

------([)----~ --, 
I 

• Vapor de E letr i cidade 
Processe para eoos..mo 

Figura 1 - Sistema de Cogeração Estudado. 

cimento das condições operacionais e dos re­
quisitos de energia da planta associados ao 
sistema de cogeração. Uma alternati v a é bus­
car uma abordagem probabilistica. Confor~e 
demonstrado em trabalho anterior (SANTOS et 
alii, 1989) a con volução da curva de duração 
da potência requerida pela planta com a curva 
de duração da p6tência disponivel no sistema 
de cogeração operando em paridades térmicas, 
fornece a cur v a de duração dos e xcedentes e 
e v entuais déficits de potência em relação à 
concessionária. Este método implementado com­
putacionalmente, através do programa COGERA, 
esquematizado na Figura 2, permite estimar 
para uma dada configuração de demandas e con­
dição de projeto, os blocos de energia transª 
cionados, em ambos os sentidos, com a conces­
sionária. 

Potência 

Calor t_ I Tempo 

util~ 

I Tempo 

do ~rograma LUGt~A. 

~ importante observar que esta abordagem 
está restrita a sistemas de cogeração com tur 
binas de contrapressão, operando e~ paridad; 
térmica. Sua principal vantagem é incorporar 
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a variação das demandas e permite a va liações 
expeditas da sensibilidad·e da autonomia ener­
gética face à alterações no projeto do siste­
ma de cogeração. 

3.0 APLICAÇÃO DA TEORIA DO PORTAFÓLIO À COGE­

RAÇAO 

O planejamento do setor energético nos 
últimos 20 anos mostra-se incapaz de desen­
volver estratégias hábeis para absorver as 
incertezas Lnerentes às variáveis envolvidas, 
incertezas estas que levam a um risco finan­
ceiro. 

O desenvolvimento de modelos computacio­
nais com métodos de programação matemática 
criou a imagem de se ter ferramentas podero­
sas, ainda mais quando se incorporam métodos 
estocásticos. Entretanto, o objetivo era sem­
pre o mesmo: maximizar a esperança do benefi­
cio liquido (least - cost planning). 

Dentro deste escopo, apresenta-se aqui 
uma adaptação da Teoria de gestão de portafó­
lio à otimização das plantas de cogeração. 
Entretanto, é necessário, primeiramente, te­
cer comentár1os s obr e as incertezas inerentes 
à cogeraçâo. 

3. 1 - I n ce_..:_te ~a~-~-r:'_er~-!_~~~oq~_r:_ a ç ã~ 

Quando se está no ni v el de pro j e to de 
uma instalação de cogeração, é necess~rio es ­
timar-se uma série de variáveis e parâmetros, 
tais como, o investimento 1 n1 ci al, custo de 

operação, demandas de energia térm 1 c a e ele­
tromecánica, tarifas d e compra e ven da de 
energia, dentre outras menos 1mportante s . 

Todas esS i\ S aval i açÕF?S corre :.; p cndem a um 
;a ]or méd io mais rrovável ladm1t1ndo-se uma 
distributç:io nornHl ) e um desvio p adr·:Io as ­
sociado . I'J a linguagem fi nance ir a o desvlo-pa -· 
drão é normalmente c ham i~do de ''risco'', o qL! e 
será aqu1 adotado. 

Em geral, pode-se d 1 m1nu 1r o risco de 
uma est1mativa ref ina nd o-se os es tudos, sendo 
e ntretanto, impossivel r e duzi-lo a zero. As 
variáveis citadas, c om e x ceção do investi­
mento inicial, apre s entam um risco crescente 
com o tempo. Assim, conforme ilustrado na Fi­
gura 3, u c usto de operação no décimo ano te ­
rá o mesmo valor médio, mas apresentarà um 
desvio-padrão bem superior, se comparado ao 
primeiro ano. 

Duas são as formas básicas .par a se def i -· 
nir as distribuiç~es associadas à s variáveis. 
A primeira se fundam~nta em dados históricos 
levantados para a própria planta ou para plaQ 
tas semelhantes. Nestes casos, pode-se calcu­
lar a média e o desvio-padrão, considerando, 
ainda, uma distribuição normal. A outra ma­
neira se baseia na construção de cenários, o 
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Figura 3 - Risco em função do tempo. 

que é muito útil para a avaliação das deman­
das e das tarifas. Pode-se, ainda, utilizar­
-se uma média das duas formas básicas. Este é 
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o caso do cu s t •; de operação, o qual pode se,­
definido como uma distribuição normal, ba­
seando-se em dados de plantas existentes, mas 
que dev e apresentar um aumento de risco (des ­
vio-padrão), a medida que se distânc1a no 
tempo. 

Calculados todos os custos e benefícios 
anuais, deve-se calcular os beneficias anuais 
liquidas. No c aso em que se adota somen t e di~ 

tribuições normais, a soma de benefic1os ou a 
diferença entre beneficias e c ustos resultará 
em uma distribuLção no~mal c uj a média é a so­
ma ou subtração dos valores méd1os, respecti ­
vamente, e a variância será a suma das va­
riâncias da distribu1çôes. 

Quando existirem variáveis car ac teriza ­
das por cenários, ou seja, para as qua1s não 
se admitiu distribuiç~es, deve-se combinar os 
diferentes valores dos cenários com todos os 
valores discretizados das distr1bu içôes no r - ,. 
mais, numa operação conhec1da como convolu- • 
ção. A Figura 4 ilustra uma d1s tr ibu 1ç ~o nor- • 
mal discretizada em 7 pontos convolu1da com f 
um a distribuição discreta, resultante de 3 • 
cenários com as mesmas probacilidades. ' 

A cada combinação, a prot•.õltJilidade resu L 
tante ~R será a multip li cação das probabill­
des associad as ao s dois el~mentos e o v alo r 
,-esultante (x R ) sr•rà a sorncl ou subtr·ac;.~"io dos ., 
elementos. No caso ilustrado. tem-se, portan- J 

to, 21 elementos result an tes (x R) associados 
a 21 probab i l id ad es (~R ) . q ue somadas serà 
.1gua J a um . A mé d :t~ (J-tR ) e a v ariânci r.'l (o·k

2
) 

da dJ.stri bt.:i c.;ão r-esultante <;:~:à : o dadas por- ( .l) 

e ( 2) ~ onc1e n é o número de elementos da d 1 s· · 
tr-ibuiç.: ;Jo .. 
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anos, deve-se descontar todos os beneficies 
liquides anuais (BLA), t r a~ endo- os pa ra o in~ 

tante zero, em que est à o 1nvest1mento ln i­
cial. A soma dessas pa rce la s resulta na dis ­
tribuição normal do beneficio total I BT I , cu­
ja média e variância são dadas por (3) e (4), 
onde n é a vida út1l da 1nstalação e i é a 
taxa de rentabilidade antecipada pelo merca­
do: 

t-lBT 
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O'BT 
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E 
j=i 
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,U DLAJ I ( 1 + l) J 

( O'BLA . I 
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Pode-se, finalmente, cal cu la r . a rentabi- 1 
!idade média do in vestimento ( ~ (RI) e o des- 1 
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vio-padrão associado (a) (risco total). Para 
isto, assume-se que a rentabilidade (R) é a 
taxa interna de retorno . No v amente é neces­
sári o discretiz ar as distribuiç~es associadas 
ao beneficio total (BT) e inve~timento ini­
cial (I), obedecendo a equação (5), onde n é 
vida útil da instalação. Para cada combina­
ção, calcula-se a taxa interna de retorno, 
associando-a à probabilidade resultante da 
multiplicação d as probabilidades relati v as 
aos valores de beneficio e custo. Após reali­
zada a con v olução, pode-se utilizar as equa­
ções (1) e (2) para definir a di s tribuição de 
probabilidade da rentabilidade (E (R) e risco 
total (a)). 

BT i 

1 

1 

R 
( 5) 

Observa -se que o processo descrito não é 
automático, dependendo, em muito, da expe­
riência do projetista. Vale também ressaltar 
que o método de Monte Carlo, empregado também 
para a definição da distribuição da rentabi­
lidade na área financeira, não se comporta 
bem para o caso presente, po1s exige um enor­
me esforço computac1onal. 

3 .2 - O Critér-io '"Méd ia-Var iância'" 

aplicado à Coger-ação 

As metodologias tradiclonais (least-cost 
plann ing), conforme jà comentado, não consl­
deram a a versão ao r1sco inerente ao indivi­
duo racional. Isto é, o .1nd1víduo e>:ige um 
"prêmio" como uma forma d e compensação pelo 
risco que corre, mesmo sendo a usperança ma­
temática da rentabilidade do i nvestimento a 
mes~a de uma opç~o sem risco lve J a SANTOS & 
MOREIRA, 199 1 e WESTON & BRI(SHAf'l, l97:i) A~_;-
sim, busca-se compor u m portafól 1o com 
e bónus com d1ferentes rentabilldades 

aç~es 

médla 
e riscos, vis ando um resultado que combine 
boa rentabi lidade e baixo risco. 

MARKOWITZ 11959) d espn volveu um método 
de solução geral do problema da estrutura dos 
portaf6lios, conhecid o como cr1terio "me?dia­
-varíância", que se mostrou, desde então, mu_l 
to efic i ente. Seja a Figura 5-a, onde os pon­
tos marcados correspondem aos dif erentes in ­
v estimentos, posic1on ad os em fun ção das espe­
ranças matemáticas da rentabilidade lE IR)) e 
do desvio-padrão associado (a) (r1sco total). 

No caso de lnvestimentos mobiliários, 
pode-se fa~er a combinação entre duas quai s ­
quer opções (pontos do plano ) . Observando a 
Figura 5-b, variando a proporção x que é ln­
vestido em A, sobrando ( 1 - x) para ~2- pocJe-­
-se obter qualquer ponto da curva AB . Caso 
não haja correlação (covariância nula) entre 

p 

o 

Risco Total (0 /o) 

(ol 

E( R) 

(b) 
Figura 5 - Espaços "retorno esperado x risco'' 

os investimentos, ter-se-á uma reta entre A e 
B. O portafólio resultante da combinação en­
tre A e B terá uma rentabilidade (E ( R)) e 
,uma variância (ap2

) dadas por (6) e (7), onde 
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C' é a 
AD 

E (Rp l 

2 2 O'p =x A 

XA + Y. B 

1 O'AB 
n 

covariânc1a entre A e 8. 

XA E (RA ) + XB E ( Ra ) 

2 2 2 
2 O' A + XB O'B + XA 

1 

n 

( Ra l] [Ro l -r: 
l =~ 

- E 

XB 

E 

(6) 

O'A B 
( 7 ) 

( 8) 

(9) 

No caso de uma plant a d~ cogeração, não 
se tem, a principio, possibil1dades de combi­
nação e, tão pouco, há correlação entre as 
opções estudadas. Isto se _1u stif1ca, pois não 
se pode const ruir , por e xemplo , 70% de uma 
planta de 3 ,5 MW e 42 bar e 40% d e uma outra 
de 2 MW e 20 bar. Entretanto, para o caso de 
se querer d ividir em duas plantas d e cogera­
çao, pode-se pensar na distribuição do inves­
timento entre elas. Este não é o caso aqui 
enfocado. Com relação à covar1ância, vale o 
mesmo raciocínio, pois, qua nd o e x istem duas 
plantas podem existir vínculos operativos en­
entre ela, como, por exempl o , a restrição do 
bagaço total produzido em uma usina de açú­
car. 

Voltando-s e à Figura 5-a, pode-se Ver a 
curva continua que envolve os pontos, denomi­
nada "fronte1ra de eficiência". Utili z ando-se 
programação quadrática, conforme propõe MAR­
COWITZ (1959), pode-se chegar a ela, após um 
considerável esforço. A fronteira de eficiên ­
cia é onde, para o mesmo nível de rentabili­
dade , encontra-se o portafólio com menor ris­
co, ou paralelamente para o mesmo nivel de 
risco se maxim1za a rentabil1dade . Observan­
do esta última afirmação, pode-se dizer que a 
fronteira d e experiência é, de fato, somente 
o trecho, i nd1cado na figura 5-a. 

Para o caso da cog eração, como enfocado 
aqu1, a fronteira de eficiência seria dada na 
F1gura 5-a, ou, mais precisamente, ela seria 
composta somente pelos pontos que correspon­
dam a L~vestimentos reais (vértices da linha 
tracejada) . 

Resta, todavia, e scolher entre os pontos 
da tronte1ra de eficiência, aquele que cor­
responde ao melhor invest1mento. Para i sto, 
tem-se ~ue considerar um outro ponto no plano 
"rentabllldade-risco", que é o · caso de um 
ativo sem risco (a= 0) e com rentahilidade 
Ro . Este pode ser o caso dos bón ~s do governo 
de cur to prazo . Ora, pode-se fazer a combina­
ção entre os pontos da fronteira de eflciên­
Cl a e a opção sem r1sco, conforme mostra a 
Figura 6-a. Vê-se, dai, q u e a reta qu e passa 
por Ro e M passa 
a ser a nova fronte1ra de eficiên ci a, pois 
para um mesmo nivel de risco (a) é onde se 
encontra a máxima rentab1lidade. Utilizando-

E(R) E{RJ 

• • 

(o) (b) 

Figura 6 - Combinação dos portaf6lios 
um ativo sem risco . 

com 
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- se o mesmo raciocinio, pode-se dizer que a 
opção ótima para a realização de uma planta 
de cogeração é a alternativa C, indicada na 
Figura 6-b, onde os pontos marcados são as 
várias alternativas técnicas para a planta. 

Observe-se que o investidor pode optar 
entre investir na opção C ou aplicar todo o 
seu dinheiro em bónus do governo. Isto depen­
derá de sua utilidade: caso queira correr 
risco, C será a escolhida, do contrário, será 
Ro. 

Finalmente, as evidências econométricas 
mostram que o mercado de fato se comporta de 
forma linear, como mostrado. CONTADOR (1981), 
analisando as rentabilidades das empresas brª 
sileiras de diferentes setores, chegou na se­
guinte equação para a reta RoM: 

E (R) = 3,1 + 0,91 . a ( 10) 

Dai, pode-se dizer que, para o caso de 
cogeração no Brasil, pode-se adotar Ro igual 
a 3, 1'1. ao ano. 

4.0 - APL~CAÇÃO DO MODELO 

Seja o caso do dimensionamento de uma 
instalação de cogeração em uma usina de açú­
car. As demandas de energia térmica e eletro­
mecà n ica foram estimadas com base na produção 
pre v ista e em instalações semelhantes em ope­
ração. O cená r i o ba s e é apre~en t ad o na F1 gura 
7 , onde 7 ( a) mo s tra a curva d e du r aç ã o pa­
ra a demanda de v a por e 7 (b ) a c u rva de d u ­
ração para a demanda de energ1a elétr1ca. 
Essas c ur v as fo ram c onstruí das com q u atro 
patamares para bem c aracterizar a ponta, a 
base e dois per i odos i n t.e rmediár 1os . 

Face às incertezas iner e n te s à s est1ma­
t1vas de demanda, constr u i u -se o u tro s c e ná ­
rios eq u ipro vá veis. Cons 1d e rou- se v ar 1 a çôes 
de ± 1 0 % na demand a de ponta, mantido s o s de­
mais pat a ma r es, s eja para a demanda térm1 c a, 
s eja para a elétrica. Os outros cenários es ­
tabelecem v ariaç ões de ± 10% nos pat a mare s , 
mantendo-se constante o patamar da ponta. 

Comotodos os cenários traçados para a 
demanda térmica podem ser combinados c om to­
dos os cenários para a demanda el é tri c a, che ­
ga-se em 25 casos a serem estudad o s. 

O objetivo é determinar a pressão , tem­
peratura e a capacidade de caldeira, bem c o mo 
a potência do turbo ger~dor. As pressõ e s ad o ­
tadas no estudo, face às restri ç ões do mer ca­
do, foram 21 bar / 280°C, 3 0 bar / 350°C , 42 

o ' o bar / 450 C e 60 bar / 550 C. Para a es c olha da 
capacidad~ da caldeira (produç ão de vapor) 
foram admitidas apenas duas con d iç õ e s : na p r i 
meira, a caldeira terá uma cap a cidade i gual à 
demanda má x ima de vapor; n a s egunda, a cal­
deira t erá uma capacidade igual à demanda mi­
níma (100% de duração) de vapor. Neste caso , 
uma calde1ra de bai x a pre s sã o suprirá a demarr 
da excedente. 

Com relação ao turbo gerador, a s ua po­
tência será compativel com a pressão, tempe­
ratura e produção de v apor de caldeira, bem 
como os custos e desvios padrões associados, 
conforme mostrad o no Quadro 1. Não foram pes­
quisadas outras capacidades de produção de 
vapor, tendo em v ista as pequenas inclinaçõ es 
das curvas de duração de vapor utilizadas. 

Dos custos do Quadro 1, para fins de o t t 
mização da plan ta de cogeração, é necessário 
reduzir o custo relativo unicamente à produ­
ção de v apor a bai x a pre s são, pois tal custo 
não pode ser imputado à c ogeração. 
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Fig u ra 7 - Cu r vas d e demanda de v apo r e 
de ener g 1a elétr i ca. 

Foram cons1derados o s benef i ci a s da i ns ­
talaç ão apenas aque l as re lativ a s à e n e rg ia, 
desprezando-se o s b e neficias d e r e duç âo d e 
demanda de ponta. 

Assim, o beneficl o será a som a de ene r ­
gia tot a l con s umida pela in dú s t r1 a v ez es a 
tarifa de c ompra, mais a en e rgia vendi d a á 

concessinár1a v ezes a tarifa de v enda, sub­
traindo--se, ainda, a energia c omprada da co r1 ··· 
ces s ionária e vendida s ã o calcu ladas 
ut ilizando-se o software " COGERA". 

Faz-se os c á lculos p a ra as 2 5 combin a ­
ç õ es de c enários des critas, ca l c uland o- s e pa ­
ra c a da uma o beneficio asso c ia d o. De posse 
d e s s e con j unto, pode-se c a lcu la r o ben e f i cio 
médio, bem c o mo o desvio - padrão as s oc i ad o . 

Quadro 1 - Opções estudadas c om os respe c ti ­
v o s c ust o s e des v los- pa d rã o s . 

-,---------
PRESSÃO TEMP. P OT. CUS TO DE S\/ I O-PADRÃO 

(bar) (Co) ( kW) (US$) ( LJS$) 

21 280 
2500 41500 0 0 6 43 25 0 
1400 300507 2 46 5 786 

·-·- -

3 0 350 
3 0 00 4 6 5 3000 72 1 2 .l5 

17 00 3381884 5 2 4192 

4 2 4 0 0 
3500 5 0 75 0 0 0 7866 2 5 
20 0 0 3692754 5 7 2 37 7 

60 450 
4500 6250500 9 6 882 8 
260 0 4606522 714 0 11 

-
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Para · O exemplo, utilizou-se uma tarifa 
de c ompra de 65 $/MWh e uma tarifa de venda 
de 45 $ / MWh. Poderia, entretanto, serem cQns~ 
der a dos diferen tes cenários para as tarifas­
Ass i m, se fossem adotados 3 cenários para a 
t ari f a, o c o njun t o dos benefic i as teria 75 
comb~nações. 

Finalmente, adotando-se uma vida útil de 
20 an o s e u ma t ax a de interesse de 10/. ao an o 
cal c ulou-se as renta bi lidades médias e os 
desvios-p a drões assoc i ados, conforme most r a o 
Quadro 2. 

Qu ad ro 2 - Rentabilid a des médias e 
d esvi o s -padrõ es associados. 

------ -------.------.--------~---------

P Rf.:S SAO TEMP. 
(b,;~r) (C

0
) 

POT. 
(k W) 

R 
( /.) 

'-" 
R 

2500 1 2 .00 3. 7 0 __ ~:' ~-+-,' fl 0 
_ __ 1_4_oo __ l-_2_7_._:_o_4 __ 1-- ----4--. _9_6 ____ __ _ 

4 
3 000 L 5. 60 4. 30 

3 0 3 50 1700 2 8.47 5.14 
---- - -------+-- - -__,f------- -+---------- -

3 500 17 .50 4. 4 0 
4~' 4 0° -,-) - ") "'9 14 5. 25 

.L. )(.) .L.. ....... 

4. 20 
5. 02 

---~0 -~~0_,_~'65 (;(~- · ;77: ~77 ~ 
- --- - - - ,_ _____ __J_ ____ t_ _____ _ 

2~1~---------~ 

40 o ..-------------, 

300 

20.0 

10.0 

o ~--~---.------1 

\%) 

29.00 

2B.50 

28.00 
l /~ 

/ 
/ 

/ 
/ . 

/. 
/ 

/ 

// · 
/ 

/ 

Jtl' 

/ 
/ 

o 2 4 6 27.50 

F~gu r a 8 -

// . 
/ 

27.004~~~~~~~""'~"""'~ 
/ 

/ 4.85 4.95 5.05 5.15 5.25(%) 

Gr-á fi co "Renta bil i dade mé di a 
e padr-ão" 
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Construindo-se o gráfico ",-entabi:i.idade 
média x risco (desvio-padrão ) ", como mostrado 
na Figura 8, pode-se determinar o ponto óti-
mo, que é aquele que apresenta a melhor com­
binaç ão rentabilidade-risco. Neste caso, ado­
tando-se a rentabilidade do ativo sem risco 
como sendo 3,1%, o ponto ótimo corresponde à 
pressão de 60 bar com uma potência de 3,5 MW. 
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RESU"O 
tCI cogeril._ç:i'o no se to r su cro-i!.l cool e iro represen til. um ii. i!.l ternil. ti vil. J produç:to 

de energiil. elétricil. i!.dicionil.l pi!.ril. il.tender um possível crescimento di!. demil.nda no 
país. O objetivo do presente tra.balho é, numa primeira. pa.rte .• apresenta.r os dados 
leva.nta.dos a fim avalii!.r', numa. segundil. eta.pa .• o potencial de geraç:to de excedentes 
de energia. elétrica. destila.ria.s a.nexas do Esta.do de Sito Pa.ulo, fora. do complexo 
COPERSUCAR. Deste grupo, dados diis 19 maiores unidndes (quase 907. da produç:to) sito 
i!.presentados, assim como algumas questt:res relativas Js impressfres de seus gerentes 
industriais sobre aspectos controversos sobre cogera.ç:to. 

INTRODU~ 

As unidades de produ~ro de a~~car e álcool 
apresentam hoje, notadamente no Estado de S~o Paulo .• 
um grande potencial para fins de cogeraç~o e venda de 
energia elétrica às concessionárias. Localizadas, 
princ1palmente, nas regiô'es de Piracicaba, Ribeir:!o 
Preto e centro-oeste do Estado, estas unidades se 
encontram relativamente bem distribuidas geografica­
mente o que favorece ainda mais esta iniciativa. Além 
deste fator, tem-se também o fato de que a safra de 
cana ocorre no periodo maio-novembro, o\que coincide 
com o época de seca e, consequentemente, maior 
necess1dade de geraç~o complementar de energia 
elétrica do sistema. 

Procurou-se também estudar as unidades de produ­
çlo ford do complexo COPERSUCAR, pois as cooperadas 
ja tem esse potencial devidamente avaliado pelo 
competente trabalho desenvolvido pelos técnicos 
daquela cooperativa. Anallsou-se somente nesta etapa, 
os dados das destilarias anexas, pois, além de 
nestes casos o retorno de questionários ter sido 
maior, houve maior facilidade de acesso às mesmas 
visto que a ma1or parte das destilarias anexas 
encontram-se nas regi~es de Piracicaba e Ribeir~o 

Preto, ou seja, próximo do campus da UNICAMP. 
Pretende-se, no futuro, apresentar também os dados 
das destilarias autenomas fora do complexo 
COPERSUCAR. Os questionários foram preenchidos in 
loco nas unidades aqui citadas, durante o periodo da 
entresafra 91/9Z. 

O_ CONTEllDO DO QUESTIOHARIO 

O questioná~io ut1lizado nesta pesquisa é 
composto de: 
a)dados gerais das destilarias co• identifica~~o da 
usina: tipo de unidade (autenoma/anexa); primeiro ano 
de operaçâ'o; capacidade de moagem; horas efetivas de 
moagem; período de opera~:to na safra; % de cana 
própr1a e de fornecedor; % de cana moida para a~úcar 
e para álcool; teor de sacarose e de fibra na cana 
moída; produçâ'o de açúcar, álcool (anidro e 
hidratado), óleo fusel, bagaco, mel, levedura seca, 
além do rendimento industrial; 
b)dados sobre autono•ia de energia elétrica: pot~ncia 
elétrica instalada; energia elétrica própria e 
adquirida; preço médio da energia elétrica comprada e 
vendida; dados sobre o co•bustivel: umidade do 
bagaço, excedente de bagaço e quantidade de lenha 
adquirida; 
c)dados do conjunto de geraç~o vapor/eletricidade 
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(caldeiras e geradores): número de caldeiras;, vaz~o 
da água de alimentaç~o, dureza da água; pressâ'o de 
operaçâ'o e temperatura na saida das caldeiras e da 
efici~ncia das mesmas, composiçâ'o dos gases de escape 
da caldeira; número de turbinas, press:to de opera~â'o 
e tempo de operaçâ'o das mesmas; 
d) perfil de opini~es quanto a alteraçô'es de processo 
e equipamentos ~isando a operaç~o com cogeraçâ'o (aqui 
entendida como venda de eletricidade e n~o somente o 
que já é praticado pelas usinas); e finalmente 
opini~es dos gerentes industriais sobre quest~es 

referentes à adoçâ'o da prática de cogeraçâ'o, como 
politica do setor, tarifas, etc. 

APRESENTACRO E ANALISE PRELII'IINAR DOS DADOS 
LEVANTADOS 

As unidades listadas correspondem a cerca de 90% 
da cana moida na safra 89/90 em destilarias anexas 
fora do complexo COPERSUCAR. Na Tabela sâ'o 
apresentados os dados de capacidade de moagem, cana 
moida e horas efetivas de moagem na safra 90/91. 
Pode-se notar um acréscimo na quantidade de cana 
moida em quase todos os casos, provavelmente, mais 
devido às melhores condiçô'es climáticas do que a um 
incremento na capacidade de moagem da unidade de 
produç~o. A quantidade de horas efetivas de moagem na 
safra 90/91 varia também significativamente de uma 
unidade para outra, podendo em alguns casos 
representar até 30% a mais. 

Na Tabela 2 v~-se que das 19 unidades estudadas 
apenas 3 praticavam cogeraçâ'o: Usinas Bonfim, Vale do 
Rosário e Santa Adélia. Apesar de venderem energia 
elétrica, estas unidades também compravam energia da 
rede pública, provavelmente em épocas de entresafra. 
A aquisiç~o de energia, contudo, para estes casos é 
sempre muito pequena quando comparada a outras que 
chegam a depender em até 30% da rede pública. O exce­
dente de bagaço nas unidades estudadas atinge até 20% 
nos melhores casos. Um fator preocupante é encontrar 
um grande número de unidades (9 em 19) onde nâ'o há 
excesso de bagaço, o que demonstra que estas unidades 
operam no limiar da sua efici~ncia energética global. 
Os dados da Tabela 2 também indicam que a umidade do 
bagaço utilizado nas caldeiras é demasiadamente 
elevado (cerca de 50% b.u.) o que demonstra o pouco 
interesse por tecnologias de secagem, as quais, podem 
aumentar sobremaneira a efici~ncia dos processos de 
geraçâ'o de vapor. Nesse particular n:ro foi visitada 
nenhuma unidade com sistema de secagem de bagaço. 



TAJELA I - Cipicididt t hom tfttim pm ninu ntudidu 

uiu cm aoUi (t) t tohl CipitiÜdt dt uu aoUl (t) hru tfttivu dt 
ufn 89/90 IOl!ll (\/Hl) ufn 90/91 IDl!ll ufn 90/91 

01. di hm S.2S0.849 16.05 36.000 l 38.000 S.768.000 •••• 
02. Sh. Eliu 3.090.020 9.44 20. soo 3.801.061 4.200 
03. Bonfi1 2.889.m 7.80 18.000 3.0SO.ISO 3.369 
04. Cosh Pi1\o 2.811.461 7.59 22.000 2.724.937 3.163 
OS. Vdt do RoUrio 2.m.m 6.84 IS.OOO 2.&18.630 4.317 
06. Mm Altriu 2.049.178 5.53 15.000 2.078.000 3.526 
07. Sh. Ur~m 1.591.0U 4.29 10.800 1.598.290 3.685 
08. Sh. Utlii 1.m.m 4.07 10,100 1.49l.m 3.567 
09. Jan~ui n 1.352.826 3.65 12.000 I. 549,961 2.484 
10. S. &mldo 1.183.9SI 3.19 9.000 1.385.000 4.100 
11. S. toai•1os 1.092.15& 2.94 6.720 1.000.000 •••• 
12. Eslfr 1.087.120 2.93 9.000 1.093.209 l.m 
13. Sh. lydii 1.007. 717 2.n 5.500 993.S67 4.730 
14. u. 993.830 2.68 6.800 n.d. ftJ, 
15. "um! 969.878 2.61 6.000 807.597 3.083 
16. Sumi 915.346 2.47 5.500 1.017.751 4.105 

17. Sh. Rih 908.007 2.45 7.800 1.122.865 3.663 
18. Sh. Adtllidt 850.132 2.29 6.200 931.000 3.823 
19. Sh. Htlm 617.776 1.66 7.000 I.OSI.OOO 3.S98 

TAJELA 2 - hdos de pothcii 1 mrgh e h!iiO reitmtu l ui•n utdldu Rl ufri 90/91 

pothcil tiHriu tntrgil tU\riu tohl nudu\t DIÍOldl lu h 
usini inshlldi conuidl ldquiridl dt h!liO do h!liD ld,uiridi 

m> tm> tln) m m (a3/no) 

01 1$.400 63.600.000 n.d. 0.1 51.0 690 
02 13.000 56.38UOO l.m.s7o t 2.8) 3.7 51.0 o 
03 14.400l 37.967.990 120.000 4.0 48.9 o 
04 8.000 39.967.718 11.093.520 (27.8) 6.0 52.0 o 
05 16.000l 49.373.069 963.964 ( 2.0) 6.0 51.0 o 
06 7.500 23.547.603 1.437.403 5.0 H.B o 
07 7.200 30.084.000 9.583.000 (31.9) o 50.0 3.000\ 
08 12 .800l n.d. n.d. 10.0 51.0 o 
09 7.200 n.d. n.d. n.d. 50.0 o 
lO 4.000 •••• n.d. o 50,0 50 
11 3.760 12.348.814 2.208.809 o 50.0 100 
12 7.400 •••• •••• 16.0 so.o 
13 3.000 1$.091.000 932.000 19.8 50.0 o 
14 5. 500 n.d. n.d. 10 l 20 50.0 3 
15 8.000 15.280.461 1.642.154 (10,7) 0.8 49.6 m 
16 9.823 n.d. n.d. o 49 uoot 
17 5.200 13.118.534 m.m t 4.5) o 51.2 4.898 
IB 3.600 12.000.000 1.000.000 ( 8.3) o 50.0 1.000 
19 3.200 8.m.m 569.040 ( 6. 7) o 49.7 3.500 

l cogm 

Ainda em rela~~o à autonomia energética das unidades, 
poucas foram as que adquiriram lenha e quando o fize­
ram, isto n~o se deu de forma a comprometer a posi~~o 
ocupada pelo baga~o de quase-único combustivel da 
unidade. 

Na Tabela 3 tem-se dados referentes às caldeiras das 
unidades visitadas. O grande número de caldeiras anti 
gas, a baixa press~o de opera~~o e a debilidade dos 
métodos de avalia~~o (medi~~o de %C0 2 e efici~ncias 
de 1• Lei da Termodin~mica) preocupam, pois, estes 
n~o s~o métodos efetivos e eficientes de otimizar a 
opera~~o das máquinas que representam o "cora~~o" 

econOmico das unidades visitadas. 
Finalmente, na Tabela 4 s:l'o apresentados .os dados 
referentes às caldeiras. Nota-se, subjetivamente, uma 
maior aten~~o na manuten~~o, opera~~o, automa~~o e 
controle destas unidades quando comparadas às 
caldeiras. N~o foi identificada nenhuma explica~~o 
plausivel para esse fato. 
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QUESTOES SUBJETIVAS REFEREHTES A COGERACAO 

Uma série de quest~es relativas à ado~~o da 
prática de cogera~~o foram colocadas aos responsáveis 
nas unidades de produ~~o visitadas. Primeiramente, 
foi perguntado o que estes entendiam por cogera~~o. 
Através das respostas apresentadas pode-se notar que 
há clareza no que é entendido por cogera~~o ficando a 
quase. totalidade das respostas com a defini~~o mais 
"liberal" de cogera~~o, que consiste na venda de 
excedente de energia elétrica à concessionária. 
Quando questionados se trocariam a caldeira e/ou a 
turbina para atingir o nivel de produ~~o de eletrici­
dade necessário para vender o excedente (ou na forma 
de baga~o ou energia elétrica), das respostas obtidas 
tivemos sim (9) e n~o ( 7). No entanto, há que se 
frizar, que as respostas afirmativas condicionam a 
uma mudan~a na atual estrutura tarifária. 

Quanto ao nivel de press~o a ser considerada 
quando de uma possivel troca de caldeiras, a maioria 
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TABELA 3 - Dados das caldeim u usinas estudadas na Hfra 90/91 

Usina 10 cal- pressto de 
deirn opera1~0 

(Uf/ca'l 

coQsuto eficittlcii atdii htpo têdio dt coaposi~to dos gun dt coa~ulto 
tédio dil ca1dtim ' opera1to das CD' CD 02 

bagaço uldeim 

01 10 18(2) 22(8) 207(2) 36.6 
300 i 320(8) 

82(3) 75(2) 
55(2) 8'13) 

16. ~ 

02 08 21(8) 280(8) 15.4 81(3) 81.25(4) 
81.9(1) 

15.5 17 n.d. n.d 

03 lO 

04 09 

05 05 

06 07 

07 07 

08 05 

09 06 

10 04 

11 05 

12 . 04 

13 03 

14 02 

15 04 

li 03 

17 

18 04 

19 04 

21( 31* 280(3) 16.0 

1~!31* 21!~1• mm• •·•· 
270 i 280(5)t 

21(5) •••• 30.8 

15(2) 20.5(5) 260(2) 300(5) 21.7 

21.5(7) 215(2) 290(1) 17.1 

1501 21141 m. mm 21.2 

19(4) 21(2) 260(5) 290(1) 20.0 

2U(41 m(2) 21001 22.1 
300(1) 

21(3)t 300(1) 280(4) lo.l 

21(2) 32(!) 280(3) 3$0(1) •••• 

15( I I 

20(2) 42(1) 280(2) 400(1) 22.1 

21(1) 22(1) 260(2) n.d. 

21(4) 300(4) 2U 

21(3) 300(3) 25.0 

20(3) 23(2) 290(2) 220(2) 28.0 
280(1) 

21(4) 270(3) 300(1 ) 16.4 

21(3) 14(1) 270 !. 10(4) 16.0 

50(1) 80(3) 
70(3) 90(1) 

81.0(5) 

60(2) 81(4) 
82(1) 

75 i 77(3) 

81 i 82(41 

75(1) 93(1) 

78(21 8WI 

80(5) 82(1) 

n.d. 

n.d. 

67(1) 86(2) 
75(1) 

82(1) U(1) 
86(1) 

n.d. 

82( I) 78(21 
77(1) 

90.0(3) 

90(2) 95(2) 
98(1) 

81(1) 78(2) 
63(1) 

n.d. 

I dados reftmles somle h uldeim aucioaaiis pela uiu. 

25.0 •••• 

29.3 12.H5 •••• 
9.2 17 R,d, 

12.0 14 Q,d, 

25.0 14-15 R,d 

14.4 13.5-1.62 n.d. 4.7-5.4 

16.7 12 n.d. n.d. 

13.5 n.d. R,i, n.d 

19.4 14.0-IU n.d. n.d. 

15.5 12.0-14.0 n.d. n.d. 

14.0-U.O n.d. 

10.0 n.d. n.d. a.d. 

15.8 11-16 n.d. n.l. 

13.7 14 n.d. n.d. 

13.7 n.d. n.d. n.d. 

11.0 10-n n.d. n.d. 

15.5 n.d. a.i. n.i. 

cita o patama~ de 32 a 42kgf/cm=. Alguns casos 
isolados ar r iscam faixa de p~essbes maio~es e quando 
o fazem nro explicam po~que. 

Quanto à quest~es de pblitica tarifá~ia, a g~ande 
maio~ia das ~espostas est~o di~ecionadas no sentido 
de identificar este como o maio~ impecilho à ado~~o 

da prática de coge~a~~o pelo setor. Comp~ar energia 
elét~ica, a pre~os significativamente maiores do que 
se vende à concessionária, representa uma barreira à 

adoiro da prática de cogerairo. Os niveis tarifários 
pretendidos pelo setor situam-se entre '50 e 55/MWh a 
pa~tir do qual, ac~editam se~ viável a cogera~ro. E 
importante salientar qQe quase todos os informantes 
concordam com a necessidad~ do seta~ vende~ energia 
elétrica a terceiros. 

dades de produ~;}'o, excluindo-se sua utiliza~ro para a 
gera~~o de energia elétrica, tem-se como ~ecomendairo 
o seu uso como maté~ia p~ima na indúst~ia de papel e 
celulose (9), rai~O (baga~o hidrolizado) (8), combus­
tível em out~as indúst~ias (7), matéria p~ima pa~a a 
indúst~ia de aglomerados (4), combustível na indús­
t~ia de suco concentrado (2), combustível na indús­
tria de óleo (2), maté~ia prima na produi;}'o de fur­
fural (1), adubo (1), álcool (1), carv;}'o vegetal (pi­
rólise) (1), combustível na própria destilaria na 
entresafra (1), na produ~~o de p~oteina (1) e na 
produi~O de biogás (biodigest~o) (1). 

Quanto ao sistema de financiamento, os info~man­
tes demonst~aram em sua maioria (16) desconhecer o 
''financiamento por terceiros" praticado em cogera~ro 

na Eur-opa. Em rela~;}'o ao excedente de baga~o nas uni-

461 

Quando questionados sobre se tivessem ~ecursos 

financei~os em qual parte do processo p~odutivo 

(pa~te ag~icola ou industrial) investiriam, as 
respostas foram: na pa~te agricola (10) e industrial 
(8). Quando, em seguida, questionados sobre a o~dem 
de p~ioridade na parte agricola, a resposta foi 
mecaniza~~o: colheita, transporte e distribui~~o de 
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RESUMO 
O Ba.tanco E»0Qétic.o Naç!-ona.t ( B~N) vem .6 endo U.6ado, c.omo baM pMa a 

6o~ulacão de politic.a-6 na Mea en~getic.a, no .6entido de identi6ic.M po.6.6ibiti­
dade.6 de Aac.iona.tizacão do 11.60 de Aec.UA.óo.6 natUAa.i-6. No entanto, o BEN e»6oc.a a 
qu~tão do po~~ ~e vi.óta do 11.6 0 quantitativo d~ en~gétic.o.6 (metodologia da la 
Lu d~ T~odinam-<.c.a) _Mm en6atizM a.6 c.Mac.t~tic.a-6 qua.tdativa-6 (2a Lu) do 
en~getic.o e a.6 eMc.ienc.ia-6 irttlr1».6ec.a.6 do .6eu U.6o. Foi AeaLüada uma Mvi.óão do.6 
ba.tanço.6 _ en~gétic.o.6 e ex~gétic.~.6 do.6 EUA e Japão, c.omo exemplo pMa o 
de.óenvolv-<.mento de um ba.tanço ex~getic.o nac.iona.t. 

INTRODUÇÃO 

A fim de determinar e hierarquizar grandezas ou 
potenciais termodinâmicos necessita-se, para isso, de 
um denominador comum a estas grandezas, que reflita 
seus valores relativos. Surge, então, o conceito de 
"energia utilizável" ou "exergia" que traduz o valor 
termodinâmico da matéria. Exergia, como propriedade é 
o resultado da composição da aplicação das duas leis 
da Termodinâmica e expressa seu valor termodinâmico 
enquanto quantidade (1ª lei) e qualidade (2ª lei). 
Assim como a energia, a exergia pode também ser uma 
função de processo e ter como resultado final a 
expressão da ineficiência deste processo manifestado 
na grandeza da irreversibilidade do mesmo. 

Num processo, utilizando-se dos conceitos de 
energia (lª lei) exprime-se sua eficiência como: 

n 1ª lei = l:Energias Úteis/ l: Energias utilizadas. (l) 

Podendo-se até obter relaçÕes com valor numérico 
superior à unidade, usando-se o mesmo conceito para o 
COP. No caso da avaliação exergética (lªe 2ªleis) 
exprime-se a eficiência de um processo como: 

nexergético =l:Exergias Úteis/l:Exergias utilizadas.(2) 

Obtendo-se sempre, valores entre O e 1 (AURACHER, 
1979), sendo· que: 

l: Exergias utilizadas = l: Exergias Úteis + l: Irrever-
sibilidades. (3) 

Dado que todos os processos reais tem um certo 
grau de irreversibilidade e que, no conjunto das 
atividades humanas, essas irreversibilidades podem 
ser somadas para expressar o grau de eficiência do 
uso dos recursos energéticos, temos que o papel do 
técnico é, então, o de minimizar tanto quanto for 
economicamente possível tais irreversibilidades. Em 
decorrência disto, o planejador pode servir-se destes 
resultados para mais adequadamente utilizar os 
recursos atuais de que dispomos. 

HISTÓRICO DO USO DAS LEIS NA AVALIAÇÃO DE SISTEMAS 
TERMODINÃMICOS 

O conceito de "Exergia" foi primeiro proposto 
por Rant, em 1956, que a definiu como o máximo tra­
balho que pode ser obtido de um determinado sistema 
em um dado estado em' qualqÚer processo que leve o sis 
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tema ao equilÍbrio (térmico, qu~m~co e elétrico) com 
o meio. Convenientemente, ao contrário da entropia, a 
exergia diminui em qualquer processo irreversível. 

Diferentemente da energia, a exergia pode ser 
destruída, o que deve levar os engenheiros a se preo­
cuparem com sua conservação. A formulação exergética 
para análises de eficiência dos processo de conversão 
energética introduz o conceito de irreversibilidade 
termodinâmica nos cálculos e a relação entre o siste­
ma considerado e o seu "em-torno" (vizinhança). 

BRZUSTOWSKI (1980) aponta o fato de que, para a 
li! lei da Termodinâmica, o conceito de "conservação 
de en:!rgia" é redundante, dado que, segundo seu enun­
ciado, a energia se conserva para todos os processos. 
O autor chega até a propor a alteração do termo 
"crise energética" para "crise exergética". 

BRZUSTOWSKI utiliza para a "contabilidade" ener­
gética o conceito de "effectiveness" ("contabilidade" 
de li! e 2!:! leis), como uma medida (intuitiva) "daqui­
lo que obtemos comparado com aquilo que pagamos". Ele 
evita deliberadamente o conceito de "eficiência tér­
mica", po.is este diz respeito a uma "contabilidade" 
de li! lei, que induz a enganos. Ele cita trabalhos de 
Reistad e outros que, investigando a relação entre a ' 
"effectiveness" e a "eficiência térmica", concluíram 
que, em .Processos onde os "inputs" e os "outputs" de 
energia são de alta "qualidade", os dois valores dife 
rem pouco. Nesta categoria encontram-se motores elé= 
tricos, transmissÕes mecânicas, etc. Quando estas 
"qualidades" apresentam diferenças consideráveis, a 
"effectiveness" apresenta valores bastante inferiores 
à "eficiência térmica". Aqui se incluem, por exemplo, 
os processos de geração de vapor, os trocadores de 
calor, etc. 

REISTAD (1979) é um autor que utiliza o termo 
"disponibilidade", ao invés de "exergia". Analisando 
o fluxo energético global dos EUA, REISTAD comparou 
um diagrama de fluxo, construído segundo a 
metodologia proposta por Cook, com dois outros 
diagramas de fluxo, construídos, segundo urna 
avaliação da "disponibilidade", um pelo prÓprio autor 
e outro pela Cia. Thermo Electron. 

No primeiro caso, aparecem no diagrama os fluxos 
de "energia", e no segundo, fluxos de "energia 
disponível" (exergia). Segundo o autor, o fato de nos 
diagramas tÍpicos estarem representadas apenas as 
eficiências de li! lei (Diagrama de Grassrnann) conduz 
a enganos grosseiros quanto ao ponto de vista da real 
qualidade ou eficiência dos processos utilizados para 
a conversão energética, ou, o que é o mesmo, da 
tecnologia empregada para tal (Figura 1). 

Assim, o diagrama (b) que leva em conta as efi­
ciências de 2e lei mostra conversÕes bast4nte menos 



eficientes que as obtidas por uma análise de 1~ lei 
somente (a). Este tipo de análise, portanto, deixa de 
apontar perdas substanciais em setores onde elas, de 
fato, se prDduzem. No exemplo norte-americano, os 
maiores responsáveis pelas ineficiências e "perdas", 
por uma análise deste tipo, são somente os setores de 
geração e transmissão de energia elétrica e o de 
transportes. Em uma análise de 2~lei, aparecem tam­
bém graves restriçÕes quanto aos setores industrial e 
doméstico/comercial. Segundo a primeira análise, para 
cada "x" de energia que alcança o uso final, há um 
"desperdÍcio" de valor equivalente também "x". No 
segundo caso, para cada "x" utilizado, são "desper­
diçados" mais que 3 "x". 

Uma análise de 2~ lei, que aponta atrasos 
tecnolÓgicos não visíveis no outro caso, abre espaço, 
segundo o autor para inúmeros aperfeiçoamentos nas 
tecnologias de conversão e utilização de energia. 
REISTAD conclui que uma análise de "energia dispo­
nível" é mais verídica e mais Útil na superação dos 
desajustes e ineficiências destas tecnologias. 

Outr~ autor que se utiliza do conceito de 
"exergia" para a contabilidade energética é WALL 
(1990). Em seu trabalho sobre a utilização de energia 
na sociedade japonesa, aponta o fato de que, através 
da avaliação do uso dos recursos em termos de 
exergia, podem-se obter importantes informaçÕes 
acerca das áreas onde aperfeiçoamentos significativos 
podem ser conseguidos, através do desenvolvimento e 
da aplicação de tecnologias mais eficientes, no 
sentido do uso mais eficientes dos recursos fÍsicos. 
Podem-se ainda indicar as prioridades que devem ser 
adotadas nas medidas de conservação. 

Segundo WALL, a exergia é o "combustível" por 
excelência dos sistemas dissipativos, isto é, 
sistemas que se sustentam pela conversão de energia e 
materiais, como, por exemplo, um ecossistema ou uma 
sociedade. Este conceito, entretanto, tem sido 
utilizado predominantemente na área da engenharia de 
energia, onde se trabalha com energias de diferentes 
qualidades. Seu campo de aplicaçÕes pode ser, 
portanto, ampliado para a totalidade das conversÕes 
de energia e materiais na sociedade, pois isto 
propiciaria uma descrição uniforme do uso dos 
recursos físicos e dos impactos ambientais relativos 
a seu uso. Além disso, ampliaria o conhecimento de 
quão eficiente e equilibrada é uma sociedade em 
relação à utilização dos recursos naturais. 

AURACHER (1984) propÕe um maior uso do conceito 
de exergia nas análises da economia da energia. 
Enfatiza que a exergia é uma ferramenta efetiva na 
análise e otimização de processos energéticos e que 
um processo é termodinamicamente ideal se a exergia 
permanecer constante; ele se afasta deste ideal 
quanto mais exergia for consumida. Portanto, o 
objetivo de uma otimização termodinâmica de um 
processo deve ser sempre a economia de exergia, e não 
de energia. Disto decorre que as perdas exergéticas 
(irreversibilidades) são uma medida para a 
"effectiveness" de quaisquer processos e que a 
otimização dos mesmos pode ser melhor guiada pela 
determinação das fontes e da magnitude daquelas; isto 
pode ser feito através de "Balanços Exergéticos". 

EXERGIA COMO FERRAMENTA NO PLANEJAMENTO ENERG~TICO 

A fim de se considerar as bases para um balanço 
exergético, substitutivo ao energético, como 
ferramenta para uma definição de polÍtica para o 
setor são necessárias algumas diferenciaçÕes 
importantes: 
a) a fonte de energia e a eficiência do seu uso 
(análise das conversÕes) são muito importantes na 
análise técnica-econÔmica do seu uso; 
b) apesar da energia, em um .dado processo, ser 
equivalente do ponto de vista quantitativo, o mesmo 
pode não acontecer do ponto de vista qualitativo. 
Assim lkJ de gasolina não corresponde termodinami-
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camente a exatos lkJ de bagaço. Isto acontece pois há 
diferenças, não só nos resultados da exergia (obtidos 
através do poder calorífico inferior e da composição 
química, utilizando-se as equaçÕes desenvolvidas por 
Szargut e Styrylska (GAGGIOLI, 1980), mas também da 
eficiência exergética associada à tecnologia de 
conversão (para a gasolina, os motores de combustão 
interna e para o bagaço, as caldeiras); 
c) existem diferenças qualitativas entre as-fontes de 
energia. Em decorrência disso, existe uma ordem de 
uso (acoplamento ou uso cascata) mais recomendada 
para cada situação. Entende-se por acoplamento e 
cascata, o uso sequencial das fontes energéticas da 
mais nobre à menos nobre. No caso específico da 
cascata, esse conceito é mais utilizado em aplicaçÕes 
técnicas, como em usinas de geração e uso de vapor. 

O papel do analista é estudar cada situação, 
levantar os dados de oferta e de demanda dos vários 
energéticos disponíveis, estabelec~r a ordem de uso, 
valendo-se de uma hierarquia termodinâmica, e as 
prioridades de investimento de capital e esforço 
coletivo. 

O Balanço Energético Nacional (BEN), editado 
anualmente pelo Ministério das Minas e Energia (MME), 
reflete a inconsistência no tratamento da questão 
energética, seja por agrupar dados obtidos c~m 
metodologias diferentes (e.g., hidroeletricidade e 
lenha que, por. serem grandezas termodinamicamente não 
equivalentes, não podem ser contabilizadas da mesma 
forma), seja por utilizar critérios estritamente 
quantitativos para totalizar a utilização dos 
energéticos no país. 

Hã que introduzir um método, baseado nas leis da 
Termodinâmica, que expresse a equivalência entre as 
fontes de energia e seus respectivos usos, estabe­
lecendo entre os produtos energéticos uma hierarquia 
que possibil1te ao planejador definir açÕes mais coe­
rentes com a realidade fÍsica. Entende-se por hie­
rarquia entre produtos energéticos a classificaç;o 
das fontes de energia, segundo seu valor termodiuâ­
mico. Por exemplo, nas fontes de energia primária. do 
BEN esta ordem seria mais provavelmente (do mais ao 
menos nobre): gás natural, petróleo, carvão mineral, 
energia hidráulica, produtos de cana de açúcar e 
lenha. Entre as fontes de energia secundária a ordem 
seria: eletricidade, GLP, nafta, querosene, gasolina, 
álcool etÍlico, Óleo diesel, Óleo combustível, carvão 
vegetal e bagaço. 

Analisando o Balanço Energético Nacional, 
verificamos ser este uma experiência válida para o 
conhecimento dos macro fluxos que envolvem os 
energéticos no país. Tem-se assim uma noção de qual 
setor usa energia, de que tipo, etc. O que já não 
podemos dizer é que, com base neste documento, se 
possa estabelecer a formulação de uma politica : 
energética nacional, que implique a definição da i 
estrutura de preços dos energéticos ou de polÍticas ! 
fiscais para incentivos, etc. i 

Tomando como exemplo a realidade da oferta de : 
energéticos para a indústria paulista (Tabela 1), . 
percebe-se que os energéticos não têm preços 
relativos que reflitam a hierarquia mencionada 
anteriormente. ~ verdade que há outros fatores, tais 
como a disponibilidade desses energéticos no pais, os 
preços no mercado internacional, uma oferta/demanda ~ 
mais que proporcional devido a uma vantagem/ ! 
desvantagem comparativa, que fazem com que existam ! 
"distorçÕes" nesse mercado. 

~ possível constatar que os processos que fazem
11 

uso de nossas reservas exergéticas não procuram 
minimizar as irreversibilidades associadas aos j 
mesmos, seja por fatores históricos e econômicos, í 
seja pelo desconhecimento de um método simples el1 

eficaz de contabilização energética, que considere os 
valores termodinâmicos (exergéticos) e respectivos 
impactos dos energéticos envolvidos e seus! 

- i respectivos processos de conversao. 1 

I 
l 
i 



TABELA 1: Valor energético e preços 
principais produtos energéticos 
indústria paulista 

relativos dos 
disponlveis à 

Produto 
Energético 

Oleo Combustlvel 
BPF 
Óleo Diesel 

Valor 
Energético 

42724 kJ/kg 
38418 kJ/1. 

Derivados de 
GLP 
Gasolina 

Petróleo 

Gás Natural 
COMGAS 

Álcool Etllico 
Hidratado 

Bagaço de Cana 
(50% unidade) 

Biomassas 
Lenha 

49094 kJ/kg 
34644 kJ/1 

39292 kJ/m3 

22488 kJ/1 

9614 kJ/kg 

(Grande S.Paulo) 5380 kJ/m3st 

Carvão Vegetal 28424 kJ/kg 

Preço Relativo 
(coaparados ea 

Cr$/Gcal) 

1.00 
2.35 

4. 18 
4.76 

1. 54 

5.55 

0.21 

0.71 

1. 29 

Fonte - Agencia de Aplícaçao de Energia, SP (1992) 

Estas distorçÕes vão desde o uso inadequado de 
insumos numa propriedade agrícola até a problemas 
tecnicamente mais definidos, como um exemplo de 
refrigeração: 
- ao considerar duas tecnologias para a produção de 
frio (compressão mecânica e absorção) pode-se des­
tacar as vantagens e desvantagens termo-econÔrnícas de 
cada urna delas. Apesar de não se aplicar específica­
mente ao caso brasileiro, pois grande parte da 
eletricídade aqui gerada é de origem hídrica, a 
refrigeraçã9, fundamental nos dias de hoje,_é prat~­
carnente sínÔnirno de tecnologia de cornpressao meca­
nica. Em um ciclo de refrigeração por compressão me­
cânica, necessitamos queimar combustíveis (fósseis ou 
provenientes da biomassa) em caldeiras (ciclo R~nkí­
ne), para produzirmos eletricídade que acíonara um 
motor elétrico-cornpressor. Em um sistema de refrige­
ração por absorção, é necessiría somente a queima dos 
combustíveis. Esta segunda opção não só representa um 
"caminho termodinâmico" mais curto, mas também menos 
exigente em materiais e manutenção, além de promover 
o cariter de autosuficiência, de fundamental impor­
tância em alguns casos. Enquanto que com o par termo­
elétrica/refrigeração por compressão mecânica tem-se 
a sequência "combustível - trabalho mecânico - traba­
lho elétrico - frio", com a presença de processos 
altamente irreversíveis, como combustão, expansão, 
transmissão e compressão, pode-se ter, com o uso da 
refrigeração por absorção, a sequência "combustível -
frio" (Figura 2). Esta segunda opção evitaría_o que 
bem se pode chamar de um "zigue-zague" termodinamico. 

Sintetizando, através de um balanço de reservas 
exergétícas e sua respectiva localização, além de um 
ínventirío das demandas hoje existentes no país, 
seria possível estabelecer metas e políticas que 
implementassem processos produtivos mais eficientes e 
mais vantajosos para o país. 

Um exemplo de distorsão é a estruturação macro­
econômica em torno dos combustíveis fósseis, nao 
disponíveis de forma abundante no país. Apesar de 
grande parte da matriz energética brasileira ter 
sempre sido fortemente dependente de bíomassa vege­
tal, foi implantado um modelo de desenvolvimento que 
viabilizou soluçÕes prontas (pacotes tecnolÓgicos), 
que têm se mostrado inapropriados para a nossa rea­
lidade, do ponto de vista ambiental e sÓcio-

econÔmico. 
Considerando igualmente o potencial para 

biomassa vegetal, recomendar-se-ia buscar formas de 
aproveitamento mais direcionadas à produção de traba­
lho em miquinas a vapor, secagem a lenha, etc. No 
entanto, fêz-se e esti se fazendo o contrário, com a 
devastação de ireas florestais prÓximas às regiÕes 
mais povoadas, com a substituição da lenha pelo Óleo, 
esgotamento do 'potencial hidroelétrico na região cen­
tro-sul, uso inadequado da energia elétrica (e.g. 
chuveiros, aquecedores elétricos) e com a con-vicção 
de que, com a cana e o ilcool, esti-se atingindo um 
compromisso entre a vocação nacional pela biomassa e 
a tecnologia importada da_combustão interna. 
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CONCLUSÕES 

Entre as conclusÕes mais importantes pode-se 
ressaltar: 
a) o Balance Energético Nacional não reflete os aspe~ 
tos qualitativos das fontes de energia utilizadas; 
b) a inexistência de uma ponderação quanto-qualitat~ 
va gera distorçÕes profundas na alocação desses recu~ 
sos energéticos provocando ineficiências econÔrnícas. 

A fim de se implantar urna metodologia que tenha 
coerência termodinâmica (método exergético) deve-se: 
a) tratar os produtos energéticos, exergetícamente, a 
fim de que se possa trabalhar em uma mesma base 
termodinâmica; 
b) avaliar as eficiências dos processos exergeticarne~ 
te para que se possa diferenciar qualitativamente 
formas de aproveitamento desiguais. 

Isso permitiria organizar o uso de fontes ener­
géticas de forma mais racional, promovendo sua utili­
zação em forma de "cascata" ou "downhíll", onde 
formas mais nobres de energia seriam aproveitadas 
mais eficientemente. 

Nesse sentido, com a construção de um "Balanço 
Exergético Nacional", poder-se-iam identificar melhor 
mais consistentemente, as fontes do mau-uso, do abuso 
e do desperdÍcio, e, principalmente, apontar as neces 
sídades de aperfeiçoamento tecnolÓgico no uso dos 
recursos energéticos. 
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MODELO MATEMÁTICO DA SOL! DI FI CAÇÃO DO ALUM:í NI O EM UM 
MOLDE METÁLICO REFRIGERADO A ÁGUA 
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SUMÁRIO 

Neste trabalho é apr9s9ntado o d9senvolvimento d9 um. 
modelo matemático para a soLidificação do aLumínio em um moLde 
metálico refrieerado a áeua. A reaLização de experiências de 
solidificação, onde se reeistrou a variação de temperatura do 
alumínio, permitiu a validação do modeLo e a determinação de valores 
para o coefici.:-nte de transferência de calor moLde-áeua e para a 
resistência de interfar.~ aluminio-molde. 

INTRODUÇÃO 

Nos últimos anos. a indústria 
metalúrgica de produtos planos tem procurado 
desenvolver processos que permitam a 
solidificação do metal em espessuras 
próximas daquelas desejadas após as etapas 
de conformação mecânica C 1 aminação, por 
exemplo). Esta tecnologia traz como 
beneficio uma redução significativa nos 
custos de investi manto na área de 
conformação e uma diminuição no custo final 
do produto. 

No Departamento de Engenharia 
Metalúrgica da U.F.M. G. foi projetada e 
construída, em escala de laboratório, uma 
máqui na de 1 i ngotamento continuo de ti r as 
finas de aluminio, com espessuras de até 3 
mm. Neste novo processo, o alumínio liquido 
é solidificado sobre um molde de cobre 
metál i cu, na for ma de um cinto móvel , que é 
refrigerado em sua parte inferior através de 
"sprays" de água. 

No di mensi onamento do equipamento a 
ser construi do bem como na delimitação de 
faixas de velocidade para o cinto móvel, era 
necessário que se conhecesse as 

; características de solidificação do aluminio 
sobre o molde de cobre re:frigorado, e que 
parâmetros, tais como coeficiente de 
transferência de calor entre água e molde de 
cobre e resistência de inter:face 
al umí ni o-cobre, fossem deter mi nados . Nestes 
casos, dados de 1 i ter atura não devem ser 
uti 1 i zados, pois os valo r as necessários são 
bastante especificas e dependem diretamente 
da concepção da máquina de lingotamento. 

Neste trabalho é, então, desenvolvido 
um modelo matemático unidimensional para a 
solidificação de alumínio em moldes 
refrigerados a água. Os resultados previstos 
pelo modelo são comparados com valores 
exper:i mentais de medi das de temperatura do 
aluminio durante a solidi:ficação. O ajuste 
de valores do modal o e experimenta is 
permitiu a estimativa do coeficiente de 
transferência de calor e resistência de 
interface. 
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OBJETIVO 

Os objetivos do trabalho são 
- desenvolver um modelo matemático para a 

solidificação uni dimensional do al umi ni o 
em moldes refrigerados a água ; 

- através de ajuste do modelo a valores 
obtidos experimentalmente, determinar o 
coeficiente de transferência de calor 
água-molde e a resistência de interface 
mol de-al umí ni o. 

DESENVOLVIMENTO 

O trabalho foi desenvolvi do em Lres 
etapas : 
- modelamento matemático da solidificação e 

solução numérica do modelo 
realização de experiências de solidifica­
ção de alumínio ; 
ajuste de resultados teóricos aos experi­
mentais e avaliação dos parâmetros de 
transferência de calor . 

Modal amento Matemático. Considerou-se 
a transferência de calor unidimensional em 
regime Lransiente, expressa através da 
seguinte equação : 

aT 

(1) 

sendo T a temperatura, t o tempo, a a 
difusividade térmica e y a direção ao longo 
da qual está ocorrendo a transferência de 
calor. Esta equação foi aplicada ao alumínio 
e ao cinto de cobre metálico. 



No caso do alumínio, ~oi considerada a 
possi bi 1 i da de de exist-ência de t-r es ~ases: 

li qui da, past-osa e sólida. As propriedades 
físicas da ~ase past-osa ~oram avaliadas como 
sendo a média arit-mét-ica ent-re as das ~ases 
sólida e 1 í qui da, a não ser o calor 
especí~ico que ~oi avaliado pela seguint-e 
relação : 

c 
p 

L 

TL - TS 

(2) 

sendo L o calor lat-ent-e de ~usão e TL - T5 
o int-ervalo de t-emperat-uras liquidus e so­
lidus. Como o alumínio apresent-ava elevado 
grau de pureza, considerou-se est-e in~ervalo 
como sendo de 1 K. 

A figura 1 apresen~a uma vis~a esque­
mát-ica do sist-ema considerado. 

~~y~b 
===~~~=~ 
\V\V\VWY~W4\V\VW 

Figura 1. Sist-ema de solidi~icação do alu­
mínio em um molde re~rigerado. 

As condições de cont-orno ut-ilizadas 
foram 

int-erface água-cint-o me~álico <y = 0) 

- k 
c 

aT 

ay 
hÁGUA . CTOA - TOC) (3) 

sendo K a condut-ividade t-érmica do cin~o , 
hÁGUA occoe~icient-e de t-rans~erência de ca­
lor agua-cint-o, TOA a t-emperat-ura da água 
e Toe a t-emperat-ura do cin~o em y = O. 

- int-er~ace cint-o-alumínio (y = a) 

k 
c 

aT 

ay 

- k aT 
M 

dy 

1 CTaC - Ta~ 
h 

(4) 
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sendo kM a condut-ividade t-érmica do 
alumínio, À a res~st-ência de in~er~ace , T C 
a ~emperat-ura do cint-o em y = a e T M a ~e~­
perat-ura do alumínio em y = a. Paraa À = O , 
considerou-se TaC = TaM· 

- int-er~ace alumínio-ar <y = b) 

- k aT 
M 

ay 

+ o c 

hAR.<TbM- TbA) + 

4 
<TbM 

4 
TbA) (6) 

onde hAR é o coe~icien~e de ~rans~erência 

de calor alumínio-ar, TbM a t-emperat-ura do 
alumínio em y = b, TA a t-emperat-ura do ar, 
o a const-ant-e de St-ePan-Bolt-zmann a c a e­
missividade do alumínio (considerado como um 
corpo cinza) . 

As condições iniciais ~oram : 
- T = T. O < y < a (cint-o met-álico) (6) 

- T = T~ ~ a < y < b ( al umí ni o) ( 7) 

Experiências. As experiências ~oram 

desenvolvidas ut-ilizando o aparat-o vist-o na 
~igura 2,mont-ado sobra a máquina da 
lingot-amen~o e empregando as condições a 
serem usadas durant-e a sua operação. 

Nes~as experiências, o alumínio, a uma 
~emper a~ur a pré-det-er mi nada, ~oi vazado 
sobra o molde da cobre e a sua curva de 
res~riament-o ~oi regist-rada a~ravés de um 
t-ermopar. Est-e ~ermopar ~icou posicionado 
junt-o à in~er~ace alumínio-cin~o de cobre. 
Em ~odas as experiências a vazão de água ~oi 
man~ida const-an~e e sua ~empera~ura ~oi 298 
K. 

Finalment-e, buscou-se at-ravés da 
solução das equações do modelo ma~emá~ico 

simular curvas de r es~r i ament-o semel han~es 
às obt-idas experiment-alment-e. Quando asse 
ajus~e ara conseguido, de~erminava-se os 
valores de hÁGUA a À relat-ivos ao equipamen­
t-o. 

TERMOPAR 

METAL 

CADINHO DE 
GRAFITE 

ENTRADA DE AGUA 

REGISTRADOR 
POTENCIOMÉTRICO 

Figura 2.Aparat-o experiment-al ut-ilizado. 
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RESULTADOS E DISCUSSÃO 

O modelo matemático f'oi resolvido· 
numericamente através da técnica de 
diferenças f'init..as, usando a rot..ina F'ASTP 
C Mucc i ar di e Brown, 1 988) . Um sumário dos 
dados utilizados na solução é apresentado na 
tabela 1. 

TABELA 1 . Sumário dos dados ut..i 1 i zados na 
solução do modelo. C Geiger e 
Poirier, 1980, Kreith, 1977, Perry 
e Chilton, 1973, Szekely e Miya­
zawa, 1981) 

KATEIUAL 
PROPRl EDADES 

FiSICAS COBRE ALUMíNIO 

CCINTO METÁLICO) SÓLIDO PASTOSO L! QUI DO 

.OENSio;oE 13960,0 2óQO,O Z521,0 2352,0 
o::g/m) 

.CALOR ESPEC!FICO 382,84 1130, o 393000,0 1087, o 
CJ/kg.IO 

• CONDUTI Yl DADE 352,15 254,16 168, 20 82,2 
TtRKI CA C W/m. 10 

.CALOR LATENTE DE - 393000,0 - -
FUSÃO C J /kg) 

• TEMPERATURA DE - 933 - -
FUSÃO CIO 

DADOS CINTO DE COBRE ALUMíNI O 

• ESPESSURA C m) o, 001 0,01 
• TEMPERATURA 298 1050-1150 

INICIAL CIO 
• EMI SSI VI DADE - 0,20 

O valor de h AR f'oi det..er mi nado a 
par ti r da seguinte correlação C Geiger e 
Poi r i er , 1 980) : 

C8) 

Na solução numérica, o cint..o de cobre 
foi dividido em 5 nós, o alumínio em 20 
pontos e o int..ervalo de t..empo considerado 
Cpara efeito de convergência) f'oi de 0,0001 
segundo.Test..es com maior número de nós foram 
feitos sem alter ar si gni f' i c a t..i vamente os 
resultados . 

Durant..e as primeiras experiências 
constatou-se que quando se vazava o alumínio 
sobre o molde de cobre e só ent..ão 
iniciava-se o fluxo de água de ref'rigeração, 
ocorria uma aderência ent..re o aluminio e o 
cobre, o que eliminava a resistência de 
interface À. Desse modo, as experiências 
onde isso ocorreu f'oram usadas para 
determinação de hÁGUA" Quando se iniciava o 
o fluxo de água e post..eriorment..e vazava-se o 

< aluminio, est..a aderência não ocorria. Estas 
experiências foram, então, usadas para 
estimativa da resist..ência de interface. É 
importante mencionar que na ut.ili zação da 
~quina de lingot..ament.o continuo, estar-se-á 
operando nas condições onde aparece a 
resi st.ênci a de i nt.er face, dai a impor t...ânci a 
desse valor . 
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As figuras 3 e 4 mostram resul t..ados 
previstos pelo modelo e os valores 
exper i ment..ai s obtidos. Nesses casos, já se 
~t..ilizou o valor de hÁGUA que melhor se a­
JUstou aos dados exper~mentais , consideran­
do resistência de interface nula ChÁ = 
12500 W/mc.K). GUA 

u 900~------------------------------~ 
.!.. A EXPERIMENTAL 

C MOOELO 
h ÁGUA = 12500 W/m2 K 

>..=O 

o 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14 15 16 17 18 
TEMPO (s) 

Figura 3. Result..ados experiment..ais e previs­
t..os pelo modelo para solidificação 
do alumínio. Temperatura inicial 
do al umí ni o = 11 34 K C 861 °C) . 

100 

Figura 4. 

A EXPERIMENTAL 
O MODELO 

h ÁGUA = 12500 Wtm2K 

>..=O 

8 9 10 11 12 13 14 15 
TEMPO (s) 

Resultados experimentais e previs­
tos p~lo mod~lo para solidi~icação 
do alumínio . Temperat..ura inicial 
do alumínio = 1066 K C793 °C). 



A f'igura 5 most-ra result-ados de uma 
experiência onde não ocorreu aderência.A 
prime i r a simulação, no ent-ant-o, ainda f'oi 
f'eit-a considerando o coef'icient-e de 
transf'erência de calor determinado acima e ~ 
igual a O. Verif'ica-se uma discrepância 
bast-ant-e signif'icativa entre os valores do 
modelo e os dados experimentais. Esta 
dif'erença é reduzida signif'icativamente 
através da introdução Ef ~ resistência de 
int-erf'ace ~ = 1,2 x 10 m .K/W , que f'oi a 
que melhor se ajust-ou aos result-ados. O 
ef'eito dessa resist-ência de int-erf'ace é 
vist-o t-ambém na f'igura 5. 

~ 900 
A EXPERIMENTAL 

cr 800 MOOELO h ÁGUA =12!SOOW/m2 K 
D ').. = O a: 

:::> 
1-
cr a: 
IIJ 
a. 
:!: 
~ 

A ').. = 0,00012 rn2K/W 

I o 
o 

D 

o 
D 

o 
o c 

[] 

Q11 I I I I I I I I I I I I I I I I I r :p: U 

o 1 2 3 4 5 6 7 8 9 1011 12 131415 1617 1819 20 
TEMPO ( s) 

Figura 5. Resultados experimentais e previs­
tos pelo modelo para solidificação 
do alumínio. Temperatura inicial 
do alumínio = 1079 K (905 °C). 

Deve-se mencionar ainda que, mesmo nos 
casos onde houve bom ajuste, constatou-se 
dif'erenças entre valores previstos pelo 
modelü e valores experimentais. Isto 
cert-ament-e se deve à imprecisão nos dados 
relativos ao alumínio liquido, em especial o 
fato de se considerar propriedades f'ísicas 
constantes com a temperatura. As 
propriedades para a f'ase pastosa f'oram 
estimadas, pois não existem dados na 
literatura e isto deve comprometer também a 
precisão dos resultados. O efeito dessas 
imprecisões são mais significativas no 
início da solidificação pois existe um 
grande volume dessas fases. Na final, o 
vol ume de sól i do é maior e a qual idade do 
ajuste modelo-experiência é bem melhor.Outro 
f'ator que pode colaborar com a dif'erença 
entre modelo e experiência é o tempo de 
resposta do termopar.No início , com a maior 
taxa de variação de temperatura , o termopar 
pode apresentar um atraso em relação à 
temperatura real.Este atraso é menor quando 
há resistência de interface , pois o 
resfriamento é mais lento. 

Os valores obtidos para o coeficiente 
de transferência de calor molde de 
cobre-água e para a resistência de interface 
al umí ni o-cobre estão sendo usados par a 
simulação da solidificação do alumínio na 
má qui na de 1 i ngotamento continuo, vi sande 
determinar as faixas de velocidades que 
podem ser usadas e, consequentemente, as 
produtividades que podem ser obtidas. 

CONCLUSÃO 

o modelamento matemático da 
solidificação do 
refrigerado a água 
experiências onde 
resfriamento do 
estimativa de dois 
o coeficiente de 
cobre-água ChÁGUA 

al umi ni o em um molde 
associado à realização de 
se registrou a curva de 

al umí ni o per mi ti u a 
parâmetros importantes : 
transferência 2 de calor 
= 12500 W/m .K) e a 
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resistên~~a ~ interface alumínio-cobre c~ = 
1,2 x 10 m .K/W). Estes dados estão sendo 
usados na simulação do lingotamento contínuo 
de tiras finas de alumínio. 
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ABSTRACT 

In this work, the development- of a 
mathematical model for solidification of 
aluminum on a metallic mould cooled by water 
sprays has been presented. Experimental 
runs, in which the aluminum cooling curves 
have been recorded, allowed the evaluation 
of lhe model and determinations of heat 
transfer coefficient between the model and 
water sprays and thermal resistance between 
aluminum and mould surface. These values are 
being used to simulate the aluminum 
solidification in a thin strip continuous 
casting machine. 
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RESUMO 

O comportamento do jato de oxigen1o em atmosfera i so térmica de CD, a 1500°C , 
foi analisado a partir do modelo desenvolvido para jatos supersônicos. O valor da 
constante de entranhamento foi ava liado a partir do balanço da reaç~o de descarbura­
ç~o. Verificou-se que, nas condições existentes no interior do convertedor LO, esse 
valor é substancialmente inferior ao do jato livre. Os resultados globais de taxa 
de pós-combust~o e ve locidade de descarburação foram comparados a resultados expe­
rimentais obti do s nos fornos LO de 80t da Aciaria nº 1 da USIMINAS. 

INTRODUÇ.l\0 

No proc esso LD de produção de aço, o ox~gênio 
puro necessário à s reações de refino é fornecido ao 
me tal através de um jato supersônico originado de u­
ma lança, como esquematizado na figura 1 . Os proces­
sos de interação do jato de oxigênio com o banho me­
tálico, como a profundidade da depressão formada,t êm 
sido analisados tradicionalment e considerando-se vá­
lido o comportament o de jato livre no interior do for 
no. Entretanto, mai s rec entement e , tem sido dad a a~ 
t enção aos mecanismos de pós-combustão que ocorrem 
no interior do convertedor, que afetam de maneira 
significativa o comportamento do jato de oxigêni o 
(Hirai et al., 1987 ; Kato et al. , 1988) . 

A principal reação de refino no processo LD é 
a de descarburação, que provoca a formação de grande 
volume de CO. Esse gás deixa o forno em contra-cor­
rente com o jato de oxigênio; o processo de e ntranha­
menta arrasta o CO da atmosfera para o interior do 
jato, com a cons equente reação de combustão . Assim, 
ao incidi r sobre o met al liquido o jato de gás é cons­
tituído por uma mistura co-co2-02, em equilíbrio ter 
modinâmico. Parte desse gás é disperso na atmosfera~ 
acarretando, na saída do forno, uma composição de fu­
maças caracterizada por uma taxa de pós-combustão 
relação volumét rica CO I (CO + C0 2). 

LANÇA OE OXIGENIO 

Figura 1 - Representação esquemática do jato de oxi­
gênio no interior do convertedor LD. 
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Como o refino LD é um processo autotérmico,com 
o calor necess ário sendo fornecido pela entalpia do 
gusa liquido e pelas r eações exotérmicas de oxidação 
de carbono, silício e fósforo, a taxa de pós-combus­
tão afeta o seu balanço térmico.A neces sidade de au­
mento da ca r ga fria de sucata, visando à produção de 
maior volume de aço com o mesmo volume de gusa líqui 
do, leva à necessidade de aumento da taxa de pós-com 
bustão. As sim, a perfeita compreensão dos me cani smo~ 
envolvidos e do comportame nto do jato de oxigênio no 
interior do convertedor é de fundamental importância. 

HODELO HATEKATICO DO JATO DE OXIGENIO 

O modelo matemático desenvolvido para análise 
da pós-combustão no jato de oxigênio se bas e ia no mo­
delo de comportamento de jato livre (Mundim et al. 
1992), ao qual se incorporaram novas hipóteses: 

- o gás ambiente no interior do forno tem com­
posição química, temperatura e densidades uniformes; 

- a reação de combustão é instantânea, e o e­
quilíbrio termodinâmico é atingido; 

- a di spe rsão de parte do jato na atmosfera se 
dá no nível do banho metálico, sendo definida por u­
ma velocidade de dispersão - toda a periferia do ja­
to com velocidade menor que e la se disper sa; 

- a velocidade de sa ída das fumaças é constan-
te . 

A taxa de entranhamento é considerada propor­
cional às duas componentes da velocidade média rela­
tiva do jato, como proposto por Hoult e por Fay (cf. 
Escudier, 1972, 1975), definindo-se dois coeficien ­
tes efetivos: 

l 

rn = 211R As (pp )2 !ai~ - v I + Blv ll e a t n 
( 1 ) 

A equação de entranhamento será, então: 

drn 1. 
[ai~ + Blv cosOil (pp ) 2 211R + v senO! 

ds a a a 
(2) 

Além da equação de conservação de massas, devemos 
também considerar as equações de conservação de es­
pécies, para co, co2 e 02: 

m 

-Rco11R
2 

+ d: xco 
a 

( 3) 

(4) 



i_ [ l, 75 xo 2 ds xco + xco l 
a 

o ( 5 ) 

As equações de co nse rv aç ão de momentum são es ­
c rita s em função da ve l oc idade mé dia: 

d -
ds [rilU cose] = o (6) 

d dm ds" [mu sen8] = - V + gnR 2 (p-p ) (7) 
ds a a 

A equação de e ne r g i a incorpora agora a vart a -
ção de e ntalpia da r e a ção de combu s tão: 

i_ [m(C T + H X - h 
d s p c 0 2 a 

)] = -211ROE(T4 T4 ) ( 8 ) 
00 

O sistema de e quações dife r enciais ( 2) a (8) é 
modi f i c ado (Campos, 1992) -defi nindo - se vari á vei s 
a uxil iares e conside r a nd o- s e a e quação de equilíb r i o 
t e rmodinâmico 

ln 33 .7 50 - 10.25 
T 

( 9) 

O sistema modifi cado de 7 e qua ç õe s dif e r e nc i a i s 
é r e so l v id o por um mé t odo de Runge -Kutta de o it a va 
o rd em. A c ada int e r val o ao l ongo da trajet óri a do j~ 

t o, o s i s tema au x iliar de e qu ações não line ar e s é r e ­
so lvi do iterati vame nt e , pe r miti ndo a det e r min ação dos 
dif e r e nt e s parâmetr os do e s coame nto. 

Cálculo da Taxa de Pós-Combustão e Velocidade 
de Descarburação - Par a cá l culo da taxa de pó s - com­
bu s t ão considera-s e qu e o gás qu e deixa o banh o me ­
tá l ico é constituíd o a pe nas por CO, de acordo com a 
t e rmod inâmica do pr oc e sso de desc arburação . A compo­
s i ção das fumaça s será de f inida , então pe la r eação 
c om o gá s di s per so do j ato, c uja mas s a é definid a pe ­
l a ve l oc idade de di s pe r s ão Vd. Se R é o valor do 
r a i o do jato para o qu a l a ve l oc ida~ e é i gual à ve l o ­
c id ade de di s pers ão, v irá : 

R 

md 211rPud r ( 10 ) 

Rd 

Co ns id e ra-se que a massa d i s pe r s a tenha a compos i ção 
méd i a do jato no pon to de i mpac t o c om o metal li qui­
do, e que todo o ox i gê ni o r ea ja com o CO prove ni e n t e 
da r e ação de des c arburação do me tal líquido. Po r ou­
t r o lad o , todo o C0 2 r e s t a nt e no jato reagirá com o 
ca r bono do banho me t á li co ge rand o CO . 

Com base ne s s a s cons id e r açõe s podem- se ca l c u­
l a r a taxa de pós-combu s t ão no f o rno e a ve l oc i dad e 
de de sc arburação. Amb as e ssas variáveis são pa ss íve i s 
de de terminação expe rime nt a l. 

RESULTADOS EXPERIMENTAIS 

Re sultados e xpe r i ment a i s de taxa de pó s - combu s ­
t ão fo ram obtidos nos conve rt e dor e s LD de 80 t da A­
c i ar ia n Q l da USIMI NAS , a par tir de ac ompanhame nt o 
es pec ial de corrida s indu s triai s . A composi ção das 
f uma ça s foi medida continuame nt e por um anali s ad o r 
infra ve rmelho de co e co 2, ins talado no s i s t e ma de 
tratame nto e captaç ão de gases e aferido ant es de cada 
co rrida . 

As condições e xpe r i me nt a i s foram limitada s po r 
ex i gências operacionai s, send o possível apena s uma 
pe que na variação na altura da lança; não foi poss í­
ve l de terminar a influê nc ia de outras variáveis so ­
br e a taxa de pós-combust ão . 

A figura 2 mo s tra a evo luç ão da taxa de pós ­
combu s tão em uma corrida t ípi c a. Deve-se notar que 
no iní c io do sopro oco rrem a s r e ações de forma ç ã o da 
escória, com a oxidaç ão de f e rro, manganês, silício 
e fósforo. No final do s opro ocorre a reação de oxi-
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(C 02 )/(CO +C Oz) (0 /o) 

15 

I _I '--' ~ . I 

3 6 9 12 

TEMPO OE SOPRO (min) 

Figura 2 - Evolução da taxa de pós-combus tão em uma 
corrida típica 

da ç ão de f e rro e man gan ê s , de vido ~ ba i xa co nce ntr a ­
ção de c arb ono . Ape na s o s r es u l tados da e tapa in t e r ­
mediária, ca r a c t e r i zada pe l a ex i s t ê nc i a de ape na s a 
r e a ção de desca rburaç ão, são r ep r esent a dos pe l o mode 
l o des envol vi do . 

ANALISE DO MODELO 

Uma análi s e pa r a mé t ri c a do mod e lo pe rm i tiu e v i 
de nciar a in f luê nc i a pre dominante do coef i c i e nt e e -­
f e tivo de entra nh ame n to a . A influência de coefi c i e n­
t e B, para o â ngul o de in c linação dos bocais da l an ­
ç a utilizada na USIMINAS , r evelou-se mfnima, s e ndo 
ado tado o val o r de 0 , 0 12, ( Ca mpos, 19 92) . O va Lo r do 
coef i c i e nt e a fo i aval i a do a partir dos da dos ex pe r i 
me ntai s : a t axa d e pó s - c ombus tão e a ve l oc id ad t· d:;­
de sc arbura ção fo r a m c Al c ul ad a s ad o tand o- se dif e r en ­
t e s valores de a , e os r es u ltad os an a li sad os ã l uz 
dos r esultad os e x pe rime n t a i s . 

A veloc i dad e da s fu maç a s no int e r i o r do f o r no 
fo i c alculad a em f un ção de se u volume e da ár e a dis ­
ponfvel no int er i or do c onv e rtedor, co nsid e r a ndo - se 
a existência da escó ri a . Avaliou-se qu e es s e va l o r é 
da ordem de 20 m/ s. A ve l ocidade de dispe r são f oi t o­
mada como me tad e da ve l oc idade das fuma ças, ou s e j a , 
10 m/ s . 

Três pon tos bási c os fo ram con s id erad os no a ­
ju s te do mode l o : 

- a compos i ç ão f in a l das fuma ç a s não pod e dit e ­
rtr da compos i ção i ni c i a l do ambi e nt e e m ma i s de 1%; 

- a ve l oc i da de de de s c arbura ção c a l c ul ada de ve 

(COzli(CO+COzl (%) 
20 

MODELO 

///// EXPERIMENTAL 

0.01 
O( 

Figura 3 - Influência do valor do coeficiente de en­
tranhamento sobre a taxa de pós-combustão 
- resultados calculados pelo modelo 

I. 
l 
! 



ser igua l ou ligeiramente inferior à velocidade rnaxt­
rna de descarburação, definida pela vazão de oxigênio 
da lança; 

- a taxa de pós-combustão deve situar-se no s 
limites dos valore s determinados experimentalmente. 

Como mostrado nas figuras 3 e 4, o valor ade­
quado para a se situa em torno de 0,001 . A relação 
entre esse valor e aquele determinado para o jato li­
vre e stá em ac ordo com a relação reportada por Escu­
dier ( 1972, 1975) e ntre os coeficientes efetivos de 
entranhamento em jatos com e sem reação de combustãa 

dC/dt (0/oÇI )lll04 

87 -MODELO 

////EXPERIMENTAL 

6 

o( 

Figura 4 - Influência do valor do coeficiente de en­
tranhamento sobre a velocidade de descar­
buração - resultados calculados pelo mo­
delo 

IC02li!CO +C02l 1%1 

101-

5f--

Or- I 
11000 

I 
12000 

I 
13000 

o 

o o 

o 

Figura 5 - Influência da vazão de oxigênio sobre a 
taxa de pós-combustão - resultados expe­
rimentais e calculados pelo modelo 

A utilização do modelo permite avaliar as con­
dições do jato de oxigênio ao atingir o banho metá­
lico , de grande interesse para os me talurgi stas. A 
mas sa de gá s ambi en te entranhada é pe quena; e a ve­
locidade supersónica é mantida até o impacto ,ao con­
trário da co nc lu são obtida a partir de análise do 
comportamento do jato livre. Por outro lado, a tem­
peratura do gás atinge valores superiores a 1200 °C. 

A influência de diferentes condiçõe s operacio­
nais pode também ser analisada com auxilio do mod e ­
lo. A variação da vazão de ox igênio não afeta si gni­
ficativamente a taxa de pós-combusão, que é mais 
sensível em relação à variação da altura da lança. 
Essas conclusões são comparada s a resultados experi­
mentais nas figura s 5 e 6. Conside rando-se a disper­
são inerente ao levantamento experimental (Campos , 
1992), pode-se concluir que o mod e lo reproduz fiel­
ment e a influê nc ia de sses parâmetros operacionais. 
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o o 

L(m) 

Figura 6 - Influência da altura de lança sobre a ta­
xa de pós-combustão - resultados experi­
mentais e calculados pelo modelo 

CONCLUSãO 

O modelo de senvolvid o permit e a análise do com­
portamento do jato de oxigênio no interior de conv e r­
tedores LD. O fator determinante do comportamento do 
jato é o coeficiente efetivo de entranhamento , cujo 
valor foi de terminado a partir de resultados ex peri ­
me nt ais obtidos em conver tedores de 80 t da Ac iaria 
nQ 1 da USIMINAS . 

O valor de 0,001 para o coeficiente e fetivo de 
en tranhament o permitiu o ajuste do mode lo aos dados 
de composição química das fumaças, vel ocidad e máx i ma 
de descarburação e taxa de pós-combustão. A influê n­
ci a de variáveis ope raci onais corno vazão de oxigênio 
e altura de lança é ad e quadamente repre sentada pe lo 
modelo. 

O jato de oxigênio atinge o banho metálico com 
velocidade ainda supers ón i ca ,ao contrário da suposi­
ção baseada no compor tamento do jato livre . A tempe­
ratura do jato, ao atingir o banho, é da ordem de 
1200°C, fato que deve ser l evado em consideração pe­
los rnetalurgistas, ao analisar as reações de refino 
do processo. 
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ANALYSIS OF CO COMBUSTION lN PURE OXYGEN JETS 

ln BOF steelmaking a pore oxyge n j e t is bl own 
into th e metal bath from a refining l a nce . As the 
atmo s phere i ns i de the vessel is mai nl y ca rb on mon ­
oxyde, the entrainmen t process results i n a po s t-com 
bustion o f thi s gas inside the jet. The a nal ysis of 
this phenomenon i s o f great int e r es t t o the s te e l­
maker. 

A mat hematical model was devel oped t o des cri­
be the beh av ior of th e ox yge n je t inside the basi c 
oxyge n furnace, and ca l culate the po s t-combustion 
ratio. The mod e l uses th e sarne assumptions o f the 
supersonic j et mode l , plus the CO-C0 2 -0 2 thermodyna ­
mic equilibrium. The post - combu s tion ratio is ev al­
uated with t he as s umption that ali t he j e t mass with 
ve l ocity l ower th a n a cr iti cai va lue is di spe r sed 
into th e ves s e l atmosphe re at bath l e vel, and le ave s 
the conve r te r as o ff-ga s. 

The sys t em o f d iffe r e nti a l equ at i ons deduced 
from the ma s s , momen tum and en e rg y bal an c e s an d t he 
equilibr i um constant, wa s so l ve d us in g an 8th o rd e r 
Runge-Kut t a me thod. The syst em of auxi li ary non-l i­
near equati ons wa s s olved i ter a ti ve l y. 

Th e beha v i o r of th e je t is s trongl y dependent 
upon th e value of the effect ive e ntrai nme n t coeffi ­
ci ent. Th i s coe ff ic i e nt wa s evaluated usi ng indus ­
trial heat s data col l ecte at US I MINAS No. l BOF Sh op 
80t f ur na ces . The va lue o f 0 . 001 was found in the 
s upe rsonic core. Thi s va lu e i s six time s l ower th an 
the one found for th e super s onic jet without combus ­
tion; t he sa rne r el ationship i s reported by Es cudi e r. 

The ca l cu l ated pos t-combu s tion ra ti os were in 
ag r eement wi th th e experimen tal data. The influence 
of diffe ren t oper a ti onal conditions s uch as th e 
blowi ng rat e and lance he i gh are adequ at el y descri ­
bed by t he mod e l. 

Th e oxyge n je t hit s th e me t a l ba th with s upe r­
soni c ve loci t y an d with a tempe rature ove r l2 00°C, 
cont rary t o th e conc l usion s drawn by the a ssump ti on 
of a non-reac tin g j e t. 
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RESUMO 
O comportamento de jatos supersónicos livres foi modelado, considerando-se o 

perfil adimensional de velo cida des na s ua secção tran sve rsal. Admitiu-se que o en­
tranhamento da atmos fe ra ambiente é determinado por um coeficiente efetivo de en­
tranhamento. O sistema de equações diferenciai s foi resolvido pelo método de Runge­
Kutta, e resultados experimentais da literatura foram utilizados para avaliação do 
coeficiente de ent ranha mento . Observou-se boa concordância entre os valores experl 
mentais da velocidade no eixo do jato ao longo de sua trajetória e aqueles calcula­
dos pelo modelo. 

INTRODUÇJ!W 

O estudo do comportame nto de jatos após a saí ­
da do bocal é importante para a compreensão de d ife­
rentes fenômenos, como a fluidodinãmica de chamas, 
dispersão de fumaças a par t ir de chaminés , agitação 
e mi sturame nto em reatores e processos de refino por 
jatos de gases. 

Na saída do bocal,um fluido em escoamen to tur­
bulento possui um perfil de vel ocidades aproximada­
mente plano. Ao interagir com o ambiente, as camadas 
ex ternas do jato são de sace lerada s e, ao mesmo tem­
po, o fluido circundante é arrastado para o seu in­
terior. Esse proces so de en tranhament o acarreta o 
aumento de massa e do diâmetro e a redução da veloci­
dade do jato. 

O comportamento d o jato pod e ser analisado a 
partir das equações de Navier-St okes para esc oament o 
compre ssível; entretanto a sua solução é extremamen­
te compl e xa . Modelos mais simples, baseados no con­
ce ito de coe fi cien te efetivo de entranhament o,têm si 
do frequ e ntemente adotados (Escudier, 1972, 1975;Ri::­
cou e Spalding, 1961 e St ewa rd, 1970). Normalmente 
considera-se que o escoamento seja pistonado, e que 
a taxa de e ntranhamento se ja proporcional à velocida 
de do jato, como proposto por Hoult e por Fay (cf~ 
Escudier, 1972, 1975). Por outro lado, o comportamen 
to dos jatos livres tem sido objeto de estudos de ban 
cada por diferentes pesquisadores, como Lee et al -
(1977), Koria e Lange (1984) e Chipheng et al.(1980). 

No campo da siderurgia, o estudo do comporta­
mento dos jatos supersônicos é de i nteres se para a 
compressão do processo de refino a oxigênio em con­
vertedores LD. Normalmente se analisa apenas o com­
portamento do jato livre, em ambiente isotérmico; a­
penas mais recent eme nte tem sido dedicada maior aten­
ção à ocorrência de reação química no interior do ja­
to, envolvendo o fluido entranhado (Hirai et al., 
1987 e Kato et al., 1988). Entretanto, a análise do 
escoamento do jato livre é a base de qualquer estudo 
mais completo. 

O MODELO MATEMATICO DO JATO LIVRE 

O modelo matemáti co desenvolvido para represen­
tar o comportamento do jato supersônico se baseia no 
conceito de uma taxa de entranhamento proporcional à 
velocidade do jato, como proposto por Hoult e por 
Fay (cf. Escudier, 1972, 1975). Entretanto, ao con­
trário desses autores, que consideram o escoamento 
como pistonado, o modelo adota o perfil gaussiano de 
velocidades na secção transversal do jato, como de-
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terminado por diferentes pesquisadores (Koria e Lan­
ge, 1984) : 

r2 
u = U0 exp( -ln 2 ~ (1) 

r, 
2 

com taxa de entranhamento proporcional à velocidade 
média u: 

m = 2nr !J.s au 
e 

( 2) 

As propriedades e velocidade 1n1c1als do gás 
são determinadas pelo escoamento isentrópico em bo­
cal convergente-divergente, assumindo-se que a pres­
são de estagnação cor responda ao projeto ideal do bo­
cal; não exis tindo ,ass im, diferença de pressão entre 
o jato e o ambiente. Admite-se que o perfil de velo­
cidade na seção transversal do jato evolua conforme 
o modelo representado na figura 1. Na região de jato 
potencial, a velocidade no eixo permanece constante, 
e igual à velocidade inicial. Opcionalmente pode-se 
considerar uma variação linear da velocidade no el­
xo, para representar a influência das ondas de cho­
que presentes quand o se opera o boca l fora das con­
dições de projeto . 

Três outras hipóteses são adotadas no modelo: 
- os fluidos do jato e do ambiente são gase s 

ideais com a mesma composição química; 
- a temperatura e a densidade do gás não va­

riam ao longo da seção transversal do jato; 
- o fluido ambiente possui temperatura e densi­

dade uniformes e constantes. 
O balanço de massas nos diz que a taxa de va­

riação da massa do jato ao longo de seu eixo é igual 
à taxa de entranhamento: 

dm 
dS 

m 
e 

!J.s 
(3) 

A equação de entranhamento pode ser modificada, co­
mo proposto por Ricou e Spalding (1961), para o caso 
de escoamentos 1 com relação pjp < 1, introduzindo-se 
o fator (p/p )2

. Assim, virá: a 
a 

dm 
dS 

1 

(pp ) 2 2nR au 
a 

As equações de conservação de momentum 
crever: 

d (m~ cos9) O 
ds 

(4) 

permitem es-

(5) 
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Figura I - Representação esquemática do perfil de 

velocidades do jato supersônico livre 

d -d8 (rilU sene) gnr 2 (p-p ) 
a 

(6) 

Da definição da entalpia do jato e do balanço 
de energia vem a equação: 

d . - 4 
-- (m(C T -h )) = -2nr OE(T 
ds p a 

T4) 
<O 

(7) 

Finalmente, duas outras equações diferenciais 
são obtidas da trajetória do eixo do jato: 

dx 
ds 

dz 
ds 

cose 

sene 

(8) 

(9) 

O sistema de equações diferenciais (4) a (9) é 
resolvido por um método de Runge-Kutta de oitava or­
dem, a partir das condições iniciais na saída do bo­
cal, definidas pelo escoamento no canal convergente­
divergente. A cada incremento na trajetória do jato 
(s) são calculados os novos valores de m, x, z, u, e 
e T, resolvendo-se um sistema auxiliar de equações 
não lineares . O valor de pé calculado a partir da 
equação de estado dos gases ideais. 

Determinação do Raio e do Perfil de Velocida­
des do Jato - O raio do jato e a velocidade no seu 
eixo são determinados, para cada ponto da trajetória, 
igualando-se o valor da velocidade de massa m à in­
tegral da vazão mássica ao longo do raio, como defi­
nida pelo perfil de velocidades. Considera-se ainda 
que a relação R/rl seja igual a 3, conforme determi­
nação experimental de Koria e Lange (1984). A inte­
gral, na região de escoamento potencial, deve ser di 
vidida em duas, pois no interior do cone (figura 1) 
a velocidade é constante. Na região de jato livre o 
valor de R é dado pela equação: 

R 
[9ln2 ~ 1 + exp(-9ln2)]~ 

2pn - 1 - exp(-9ln2) 
u 

A velocidade no eixo do jato será dada por: 
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Do 
2 u 

I + exp(-9ln2) 

Na região inicial do jato, a velocidade no seu 
eixo é igual à velocidade na saída do bocal (ou dada 
por uma equação linear que representa o efeito das 
ondas de choque). Sendo u* a velocidade no eixo do 
jato e R* o valor do raio até onde ela se mantém, o 
valor de R é determinado pela solução da equação: 

pnR 2 u~' R* m = pn(R~') 2 u''' + A'~ [1-exp(-9ln2(1-[R] 2
))] 

ANALISE DO MODELO 

A análise paramétrica do modelo permitiu evi­
denciar que o valor do coeficiente efetivo de entra­
nhamento (n) é o fator determinante do comportamento 
do jato. Na literatura disponível não foramencontra­
das referências de valores de n para jatos supersôni­
cos. Apenas Escudier (1972, 1975) cita valores de 
O, 13 e O, 11, obtidos ppara plumas de baixa velocida­
de. No caso de jatos de alta velocidade, entretanto, 
o coeficiente de entranhamento deve apresentar valo­
res inferiores (Geiger e Poirier, 1973 e Chatergee , 
1972). 

UI m/s) 127mm 

DISTANCIA 

(mm) 

Figura 2 - Perfis de velocidade de jato superson1co, 
medidos por Lee et al. (1972) 

Uma primeira avaliação do valor a ser adotado 
para o coeficiente de entranhamento foi realizada a 
partir da análise de resultados experimentais r~por­
tados p.or Lee et al. ( 1977), que estudou o comporta­
mento de jatos supersônicos em bancada. A figura 2 
mostra os perfis de velocidade medidos por Lee, para 
uma lança operando nas condições ideais de projeto. 
A partir desses resultados foi possível determinar a 
variação da massa do jato ao longo de sua trajetória, 
e compará-la aos valores calculados pelo modelo. Na 
avaliação da variação da massa do jato foram utiliza­
dos dois valores para a densidade do gás, correspon­
dentes às temperaturas ambiente e de saída do bocal. 

A figura 3 mostra os valores obtidos e as cur­
vas calculadas pelo modelo, com diferentes valores 
de n. Verifica-se que o valor de n deve ser da ordem 
de 0,01 para se obterem resultados compatíveis com 
os dados experimentais. 

Como a determinação da variação da massa ao lon­
go da trajetória está mais sujeita a erros que a da 
velocidade no eixo do jato, esses resultados experi­
mentais foram utilizados para se obter um valor mais 
correto para o coeficiente de entranhamento. Devido 
à grande variação de velocidade ao longo do jato,foi 
necessária a adoção de valores distintos para o coe­
ficiente de entranhamento nas regiões super e subsô­
nicas. Com os valores de n = 0,006 (região supersôni 
c a) e n = O, 030 (região subsônica) obteve-se ex c e len-=­
te concordância entre os valores medidos e calcula­
dos da velocidade ao longo do eixo do jato,como mos­
tra a figura 4. 

I
~ 

~-. 
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Figura 3 - Taxas de entranhamento calculadas pelo mo­
delo, com diferentes valores de a, compa­
radas a valores experimentais de Lee et 
al. ( 1977) 
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Figura 4 - Velocidade no eixo de jato superson1co 
resultados calculados pelo modelo e expe­
rimentais de Lee et al. (1977) 
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Figura 5 - Velocidade no eixo de jato supersônico 
resultados calculados pelo modelo e expe­
rimentais de Lee et al. (1977) 
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Os resultados expe rimen tai s obtidos por Lee et 
al. (1977) com operação fora das condições de proje­
t o do bocal foram comparados aos valores calculados 
considerando-se uma redução line ar da veloc idad e no 
eixo do jato, na região potencial. Adotando-se essa 
redução de velocidade foi possível obter-se concor­
dância total ent re os valores calculados e medidos, 
como mostrado na figura S. 

CONCLUSAO 

O modelo matemático desenvolvido permite a aná­
lise do comportament o de jatos supersônicos em ambi­
entes isotérmicas. A solução de um sistema de se is 
eq uações diferenciais, pelo método de Rung e -Kutta, e 
de equações não-lineares auxiliares pe rmite a deter­
minação dos valores da densidade e temperatura do 
gás, da trajetór i a e diâmetro do jato e do perfil d e 
velocidades na secção transversal do escoamento. 

O fat or determinante do comportamento do jato 
é o entranhamento da atmosfera ambiente para o inte­
rior do jato. Esse mecanismo é considerad o no modelo 
através de um coef ici e nte efe tivo de entranhamento. 

O valor do coef i c ient e efetivo d e entranhamen­
to foi avaliado com base em resultados exper imentais 
ob tidos da literatura .A adoção dos valores 0,006 pa­
ra a r eg ião supersôni c a e 0,030 para a reg ião subsô­
nica permitiu obter-se ótima concordância en tr e os 
valor es medidos e calculados da velocidade ao longo 
do eixo do jato. Dev e -se notar que os valore s de ter­
minados para o coe fic ient e de entranhamento são subs 
tancialment e in feriores ao repor tado s na literatura­
para plumas de baixa velocidade. 
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SIMBOLOGIA 

u, U0 , u- velocidades 

lÍl velocidade de massa 

lÍl - taxa de entranhamento 
e 

p, pa - densidade s 

R - raio de jato 

s coorde nada ao longo da trajetória do jat o 

e ângulo da trajetória com a ver tical (z) 

c 
p 

- calor espec íf ico 

T - temperatura 

r, x, z - coordenadas 
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ANALYSIS OF THE FLOW CHARACTERISTICS OF SUPERSONIC 
JETS lN ISOTHERHAL ATMOSPHERES 

A jet of a fluid di scharging at high velocity 
1n an atmosphere in which it is miscible is diluted 
as a result of the turbul ent entrainment process.The 
und e rstanding and mensuration of this proces s is im­
portant to the analysis of different phenomena such 
as : the fluidodynamics of flames , dispersion o f pol­
lutants, agitation and mixing in reactor vessels, 
etc . Of parti cu lar interest to the s tee lmaker is the 
behavior o f the oxyge n jet issuing from the refining 
lance . 

A mathematical model was developed to describe 
the super sonic jet . The model assumes a transver sal 
velocity profile def ined by the equat ion 

u 
r 2 

Uo exp [ -l n2 (-) ] r, 
2 

and an en trainme nt ra te proportional to the mean ve­
locity 

m 
e 

2-rrr l!s a u 

From th e mass, momen tum and ene r gy balances, 
systems of differential equations and auxiliary non­
linear equations were deduc ed. The differential equa 
tions were solved using an 8th o rder Runge-Kutta -
met hod . The iterative solution of the auxiliary sys­
tem of non- li nea r equations permits th e determina­
tion o f the f low parame ters along the j e t trajec t ory. 

Th e parametr ic analysi s i ndi ca ted the predomi­
nant influe nce o f the effec tive entra inment coe ffi­
cient a upon t he jet behavior . Experimental resu l ts 
from the l ite rat ur e were used to eva luat e it; and 
values of 0.006 for the s upersoni c core, and 0 . 030 
in the subsonic reg ion, were fo und . These re su lts 
a r e much l ower than the values reported by Escudier 
in relation to low veloc ity plumes. 

Th e calculated value s of the velocity in the 
j e t axis , along it s traj ec tory, were in good ag r ee ­
ment with the e xperimental r es ults reported in the 
lit erature. 
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SUMMARY 
A numerical solution has been obtained for the problem of reheating slabs or blooms in a 

continuous furnace, considering the case of slabs initially at room temperature or, a/ternativeJy, 
the case of hot charging. The furnace has three distinct zones, namely pre-heating, heating and 
homogenization zones, in which the slab is subjected to different incident radiation leveis. The 
furnace thermal performance is analysed under severa] operationaJ conditions. Some parameters, 
as the temperature non-homogeneity across the slab and the thermal efficiency of the furnace are 
checked when the production rate and the incident radiation leveis are allowed to vary. 

INTRODUCTION 

Most of the steelworks have a hot rolling section, where 
steel slabs undergo a drastic reduction in width and steel 
blooms are adjusted through appropriated laminations, in or­
der to produce rails, beams, bars, and so on. It is common 
practice before the subsequent operations to store the semifin­
ished products in storage yards for a period which depends 
upon specific requests from the rolling section. Thus, it is nec­
essary to reheat the slabs in the continuous reheating furnaces, 
where they are charged in a sequential manner. For example, a · 
typical reheating furnace of CSN, the Companhia Siderúrgica 
Nacional of Brazil, has three zones (preheating, heating and 
homogenization zones) through which the slabs move until a 
temperature of about 1200 °C is reached. The fuel consump­
tion of these furnaces is of order of 40 kg of fuel oil or 40 m3 

of natural gas for each metric ton of steel, thus consisting in 
a meaningful portion of the total energy expenditure of the 
steelworks. 

The above-described heat transfer processes constitute in 
fact an object of deep concern, not only when evaluating the 
total costs of final products, but also when looking for an ad­
equate quality control of these products . Considering the high 
costs and the difficulties which arise in experimental investi­
gations of these high-temperature processes, their numerical 
simulation seems to represent a practicable way to evaluate the 
heat transfer characteristics to such furnaces. 

This paper is concerned with a numerical analysis carried 
out to determine the influence of the furnace production rate 
and of the incoming radiation leveis on severa! heat transfer pa­
rameters. They are the degree of temperature non-homogeneity 
in the slab cross section when it emerges from the furnace, the 
temperature levei of the slab at the exit and the thermal ef­
ficiency of the furnace. The physical model used assumes a 
three-zone continuous reheating furnace and the radiation levei 
in each zone is closed related to the fuel comsumption. 

ANALYSIS 

Severa! hypotheses must be made to correctly describe the 
problem. They are set up in conjunction with figure 1, where 
the geometry and the coordinate frame are shown. The ref-

prevail with respect to the chosen coordinates; (ii) the tem­
perature distribution in the slab is two-dimensional, T(x, y); 
(iii) the steel physical properties are supposed not to vary with 
temperature , thus restriáing the problem non-linearities to the 
radiation boundary conditions; (iv) in each zone of the furnace 
there is a direct, normal and axially uniform incident radiation 
on the slab, as expressed by Hp, H a and H,. in figure 1; (v) 
the internal energy generation in the slab is not considered, 
in spite of the oxidation phenomenon which occurs at the sur­
face; (vi) there are both geometrical and thermal symmetry 
with respect to the plane y = e/2, being e the slab thickness; 
(vii) the axial heat conduction, i.e., along the x direction, is 
not negligible; (viii) the gases inside the furnace are considered 
as radiative non-participating media and have a constant and 
prescribed temperature T0 ; (ix) the boundary condition at the 
slab surface (y = O) is expressed as a heat balance, including 
the conduction heat flux, heat convection with the atmosphere 
(either the jl.ir at Too outside the furnace or the gases at T

0 

inside it), radiation emitted by the slab, wT4, and incident 
radiation inside the furnace; (x) the convective heat transfer 
coefficients h;., h, and hb, respectively that inside the furnace 
and those outside it, at the slab surface y = O and at the bor­
der x = Ld, need to be estimated "a priori", to be used in the 
boundary conditions. 
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erence frame is attached to the furnace walls and not to the Figure 1. Schematic view of a three-zone continuous furnace. 
slab. The main hypotheses are as follows: (i) the slab veloc-
ity V is constant, so that a steady state can be considered to 
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The above-mentioned hypotheses lead to a formulation for 
the problem in the form of the heat conduction equation 

ar [a
2
T a

2
T J pcV ax (x, y) = k ax2 (x, y) + ay2 (x, y) ' (1) 

subjected to the boundary conditions 

ar 
-k ax (-Le,Y) =O o r T(-Le,Y) = Tq; (2a, b) 

-k~~ (Ld,y) = faT4 (Ld,Y) + hb [T(Ld,y)- Too] (3) 

ar 
ay (x, e/2) =o ; (4) 

ar 
-k ay (x,O) = cxH- faT4 (x,O) + hi [Tg- T(x,O)] , (5) 

if -e :::; X :::; e, for a furnace length 2f.., or 

ar ) 4 -k ay (x,O = -faT (x,O) + he [Too- T(x,O)] , (6) 

when e< X :::; Ld or -Le :::; X < -e. ln equation (1) p, c and 
k are, respectively, the density, heat capacity and thermal con­
ductivity of the slab and V is its uniform velocity with respect 
to the furnace walls. ln equations (3), (5) and (6) E and ex 
are, respectively, the slab emissivity and absorptivity. The in­
cident radiation flux H in equation (5) must assume the values 
Hp, H a and H h in the pre-heating, heating and homogeniza­
tion zones, respectively. The boundary conditions (2a,b) take 
into account the two cases of interest. lf the slab is initially 
at room temperature, there must be a length x = -Le, 
so that heat conduction wili be negligible beyond it. For the 
case of hot charging, a temperature Tq must be prescribed at 
that section. 

It can be seen that the radiation emitted by the slab is 
considered as entirely lost. This is, of course, not true. ln fact, 
if this assumption has not been made, another heat balance 
would be necessary, this time for the furnace walis, whose ge­
ometry and properties would become relevant to the solution of 
the problem. On the other hand, this idealization, if made si­
multaneously with hypothesis (iv), implies in two antagonistic 
overestimations, which someway compensate each other. 

Also a somewhat simpler problem can be formulated, con­
sidering that beyond x = Ld, a value to be determined, axial 
conduction is also negligible. ln this case, the boundary condi­
tion (3) is replaced by another, similar to boundary condition 
(2a). This problem was solved by Machado (1989), who has 
pointed out the increasing difficulty which arises in the numer­
ical solution, when dealing with higher velocities V. ln fact, 
the lenght Ld grows fastly with V, thus widening the solution 
domain. So, boundary condition (3) must be preferably used. 
The determination of Le through boundary condition (2a) is 
easier, because Le decreases slowly with increasing velocities. 

ln the present work the convective heat transfer coefficients 
have been evaluated through empirical correlations supplied by 
Gebhart ( 1971). Particularly, the coefficient h, is resultant of 
combined free and forced convection of the furnace gases and 
must be determined through a specific correlation suggested 
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by Trinks (1961) in the form 

h, = 5.68 + 3.14 Pg Vg , (7) 

where Pg is the gas density in kgfm3 , Vg is the gas velocity in 
m/s and h, is given in Wj(m2 °C). 

Due to the great number of envolved parameters it is im­
perative to reduce it, employing non-dimensional groups. The­
refore, the formulation of the problem was rewritten in terms 
of the non-dimensional temperature 8 and coordinates X, Y, 
given by 

O(X, Y) = Tg - T(x, y) 
Tg- Too 

X=:!?_ e 
y = 2y 

e 

(8)' (9)' (10) 
ln doing so, the number of non-dimensional parameters to be 
specified has been seen to vary from eight to thirteen, de­
pending on the complexity of the problem. For exemple, if 
the incident radiation flux is considered as uniform through­
out the furnace (Hp = Ha = Hh = H), a case analysed 
by Machado et a!. (1989) and if boundary condition (2a) 
is adopted, there are eight parameters as foliows: the Peclet . 
number Pe = pcVejk, the absolute temperature ratio TgjT00 , ~ 
three Biot numbers hie/k,hee/k and hbe/k, the geometric ratio 1·'··· 

eje, the non-dimensional absorbed radiation ~ and the non-
dimensional emitted radiation W. These two last are defined ,' 
~ ~ 

ex H 
~ = k(Tg- Too) 

e 

EaT!, 
w = k(Tg- Too) 

e 

(11), (12) 

If the hot charging case in desired to simulate, the temperature 
Oq = (Tg- Tq)j(Tg- T00 ) is also relevant to the solution. If 
Hp # Ha # Hh, two more ~ parameters appear. Finally, it is 
possible to imagine three gas temperature leveis, one for each 
furnace zone, Tgp, Tga. and Tgh· Now if Tg is replaced by Tga. 
in the preceding groups, the ratios (T0P- T00 )/(Tga- Too) and 
(Tgh - Too)/(Tga - T00 ) complete thirteen non-dimensional 
groups. 

Though a complete analysis would require a wide varia­
tion of ali involved parameters, it was found that only a few of 
them are realiy important. ln ali studied problems the relevant 
parameters are the Peclet number, associated to the furnace 
production rate, the ratio e/ e and the ~ parameters, which can 
be translated into terms of fuel consumption. The Biot num­
bers have shown a very narrow range of industrial interest and 
are usualiy small. Due to these high convective resistances, ali 
temperature ratios have shown little influence on the solution, 
mainly for high values of ~. The W parameter represents the 
surface emissivity of the steel slab. If this surface is not very 
irregular, it is possible to assume 0.6 :::; E :::; 0.8, depending 
upon its oxidation degree. The temperature profiles obtained 
in the corresponding range of W did not vary significantly. On 
the other hand, variations in Oq have lead to interesting conclu­
sions. Henceforward in this paper the foliowing fixed values are 
implicitly referred: Tg/Too = 5.28,W = 1.17 X w-3 ,h,ejk = 
0.044, hbe/ k = 0.05 and hee/ k = 0.019 or 0.032 (before or after 
the furnace, respectively). 

ln spite of the considerable amount of work related to the 
numerical solution of the problem, no details of it will be given 
here, in the sake of conciseness. The well-known finite dif­
ference method, with the control volume approach (Patankar, 
1980) was used in the solution. Readers are requested to refer 
to the works of Machado (1989) and of Machado et a!. (1989) 
for further information. lnstead of this, attention will now be 
focused on the results and their industrial relevancy. 
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RESULTS AND DISCUSSION 

Although the Peclet number Pe is used in the results as an 
input datum, its values can be easily interpreted as the furnace 
production rate, if the dimensions and physical properties of the 
steel slab are established once for ali. For a slab cross section 
z X e and thermal properties p, k and c, the furnace production 
rate is given by pVez or by k Pe zfc. Taking realistic data 
from the Companhia Siderúrgica Nacional (1986), it is found 
that the production rate in t /h is given by 6. 73 x 104 V, for 
V in m / s, or 2.23 Pe. A similar association between the ~ 
parameters and the fuel consumption is not so simple and will 
not be given here. 

Some of the more significant results for the case where 
Hp = Ha = Hh =H have been recently published (see Macha­
do et ai., 1989). Only one of these is now reproduced, due to 
incorrectnesses of that reference. So, it is possible to observe 
in figure 2 the influence of the production rate on the penetra­
tion depth of thermal effects for e/ f.. = 0.0147 and ~ = 0.681. 
Through the examination of the isotherms corresponding to 
() = 0.216 or T- T00 = 1000 K , it is evident the conclusion 
that if this temperature is desired at the slab central plane and 
at the furnace exit, there is only one Pe which makes it pos­
sible (Pe = 157.1), that is, a production rate of 350 tjh. The 
temperature ratio ó = (Oc- 0,)/(1- e.), where ec = e( I, 1) 
ande;= 8(1,0), is sometimes called the degree of temperature 
non-homogeneity at the exit and measures the heat transfer 
penetration depth in the slab. 

X=x/J. 
-to -0.7 -Q3 QO +Q5 +1.0 

0.0+--'----L-,-JL...j 1-....,_....__._~-~+---'----'-~_.__*---L-L-+ 

2y v=-. 

O. 
Pe=22.5 

e =0.2157 
e/..(=0.0147 

l =0.6807 

Figure 2. Isotherms T - Too = 1000 K or 8 = 0.216 for 
severa! Peclet numbers in the case of uniform 
incident radiation. 

To simulate the three-zone continuous furnace, the incom­
ing radiation leveis H1, H a and H h have been first prescribed 
following the general tendency to use H .. > Hh > H" . This is, 
according to Carrow (1980), a common practice in Europe and 
in Japan. The numerical values of the radiation influxes are 
cited in figure 3. The zone lengths, also reproduced in figure 3, 
correspond to those of a real furnace (CSN, 1986). ln figure 3 
and also in table 1 are presented the results of this simulation. 
Figure 3 is a plot of the slab surface, mean and central absolute 
temperatures along the furnace length for Pe = 110, while in 
table 1 the influence of the production rate can be observed, 
held constant ali the other input parameters. ln table 1 T,, Te 
and T are the slab surface, central and cross section mean tem­
peratures, respectively. Also presented are the temperature 
non-homogeneity degree at the exit, ó, and the effi.ciency f of 
the heat transfer process to the slab. For the present purposes, 
this efficiency is defined as the ratio of the net energy received 
by the slab to the total available energy, including both incom­
ing radiation and convective heat flux from the furnace gases. 
ln the computation of the net energy received by the slab, only 
the lasses inside the furnace were considered. Radiation and 
convection lasses outside the furnace do not contribute to the 
efficiency calculations, which are representative of the furnace 
itself. 

Considering that it is usually desired to have ó :::; 2% and 
a mean exit temperature in the range 1473 K ::::; T ::::; 1523 K, 
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st .. l slab data: 
1300 k = 45.0 W/m/"c 
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operotionol dota: 
production rate = 245 t /h 
IJOS temperatura =1573K 
processing time =2.482 h 
furnace length · = 32.5m 

length(m) 
35 

Figure 3. Distribution of surface, mean and central tempera­
tures of a steel slab in a three-zone continuous 
furnace with Pe = 110. 

Table 1. Furnace performance under severa! Peclet numbers. 

Pe 

70 
90 

110 
130 

Ali other input data as in figure 3. Tempcratures 
given in K. 

production end of end of end of 
rate pre-heating heating homogenization ó € 

Jt[h}_ T, Te T, Te T, Te T (%) (%) 
155.8 1318 1234 1542 1531 1530 1531 1531 -0.126 35 .5 
200.3 1222 1101 1513 1478 1519 1512 1515 0.575 44 .9 
244.8 1132 984 1471 1406 1498 1475 1484 1.875 53 .3 
289.3 1053 887 1421 1325 1469 1426 1441 3.678 60.7 

table 1 shows that Pe = 110 is very dose to its optimum value 
for those given radiation leveis. ln fact, the presently simulated 
real furnace h as an usual production capacity of 250 t /h ( CSN, 
1986). Higher Pe would imply in lower T and in excessive 
values of ó, while lower Peclet numbers mean a bad use of the 
furnace, in view of its effi.ciency. For a detailed analysis of the 
influence of Pe and ~ on the furnace effi.ciency f, see the work 
of Machado (1989). 

The common practice of using Ha > Hh > Hp has been 
also checked. Two alternative heating plans have been simu­
lated, keeping Pe = 110, the total radiant energy expenditure 
(Ht = 9300 kW per meter of slab width, as in figure 3 and table 
I) and the other data as before. ln the first plan, the incident 
radiation in each zone was changed to have Hp > Ha > Hh 
and in the second the case Hp < Ha < Hh was simulated. 
The results are shown in the second and third !ines of table 2, 
with the results of figure 3 put in the first line, for compari­
son. The first plan has caused the diminution of the exit mean 
temperature and of the furnace efficiency with a somewhat bet­
ter non-homogeneity degree ó. The results of the second plan, if 

Table 2. lnfluence of different zone radiation leveis on the fur­
nace performance, for constant total radiation levei 
and production rate (Ht = 9300 kW jm, Pe = 110). 
Temperatures given in K. 

Plan H_p(kW/m") Ha(kWjm") Hh(kWjm") 
basic 233.3 344.2 309.7 
first 344.2 238.1 233.3 

second 233.3 323.8 344.2 

end of end of end of 
Plan pre-heating heating homogenization ó € 

T, Te T, Te T, Te T (%) (%) 
basic 1132 984 1471 1406 1498 1475 1484 1.875 53.3 
first 1343 1215 1397 1375 1411 1402 1405 0.840 50.1 

second 1129 984 1455 1385 1522 1486 1499 2.981 54.0 
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compared with those of figure 3, show a worse 8, a slightly 
better { and the growth of the exit temperature. The conclusion 
is that both plans do not constitute an improvement in the 
operational conditions. 

The hot charging practice, treated by the boundary con­
dition (2b), is widely used in the Japanese siderurgy and at 
progressively higher temperature leveis. ln Brazil it is a still in­
cipient technic. lt aims at productivity profits and/or reduction 
of the furnace fuel consumption. The hot charging temperature 
Tq depends upon the period and conditions in the storage yard. 
This kind of problem has also been investigated and, in order to 
make comparisons with the newly commented results, furnace 
exit conditions have been established, which must be dose to 
those of figure 3, that is T = 1484 ± 3 K and 8 :S 2%. Two pro­
cedures have then been adopted: (i) holding the sarne produc­
tion rate of 244.8 tf h, the radiation fluxes H a = 344.2 kW fm2 

and H h = 309.7 kW fm2 and the sarne other input data, only 
the pre-heating zone incident radiation HP has been reduced, 
to compensate the higher entrance temperature, thus obtain­
ing the prescribed exit conditions; (ii)holding the sarne Hp, H a 
and Hh fluxes and the other input data as cited in figure 3, 
only the production rate has been augmented to get those exit 
conditions. 

The main results ofprocedure (i) are transcribed in table 3, 
for severa! hot charging temperatures Tq and their correspond­
ing Hv fluxes. It is shown that the furnace efficiency decreases 
with increasing Tq. This effect was expected because, in spite of 
a lower available radiation, the internallosses increase with Tq. 
The sarne tendency was pointed out by Etienne et ai. (1988), 
though these authors have used a different simulation model. 

Table 3. Effects of hot charging on the furnace performance 
with Pe = 110, H a = 344.2 kW jm2 and Hh = 

309.7 kW/m2 . Temperatures given in K. 

H v end of end of end of 
Tq pre-heating heating homogenization 8 f 

(-:) T, Te T. Te T, Te T (%) (%) 

Eq. {2a) 233.3 1132 984 1471 1406 1498 1475 1484 1.875 53.3 
473 183.4 1119 1004 1473 1409 1499 1477 1485 1.823 47.8 
673 137.3 1101 1014 1473 1410 1499 1477 1485 1.823 41.7 
773 114.3 1089 1016 1472 1409 1499 1477 1485 1.840 38.2 

With respect to procedure (ii), table 4 resumes its main re­
sults. According to this table, the efficiency { falis again when 
using higher Tq. But now this disadvantage is compensated 
by the growth of the production rate. These results are again 
qualitatively in accordance with those of Etienne et ai. (1988). 

Table 4. Effects of hot charging on the furnace performance 
with Hp = 233.3 kW /m2 , Ha = 344.2 kW fm2 and 
Hh = 309.7 kW/m2 • Temperatures given in K. 

end of end of end of 
Tq Pe pre-heating heating homogenization 8 f 

T, Te T. Te T. Te T (%) (%) 
Eq.(2a) 110 1132 984 1471 1406 1498 1475 1484 1.875 53.3 

473 121 1194 1067 1476 1415 1498 1476 1484 1.871 48.5 
673 132 1248 1140 1483 1425 1500 1478 1486 1.792 42.6 
873 152 1287 1197 1483 1425 1497 1474 1482 1.967 36.9 

--

Considering that the total radiant energy expenditure was ma­
intained in 335 GJ /h during these last simulations, figure 4 
shows, for the case of hot charging, a furnace operation curve 
which was built with simulation data. Etienne et ai. (1988) 
have also proposed a hot charging operation curve for a total 
energy expenditure of 400 GJ /h. ln spite of the unequal data 
and models, there is a quite reasonable accordance between 
both çurves. 
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Figure 4. A hot charging operation curve for the reheating 
furnace. 

FINAL CONCLUSIONS 

1. For fixed radiation leveis and slab thickness there is a 
narrow optimum production rate range to get the desired exit 
conditions. 

2. The best distribution of the three zone radiation leveis 
seems to be that with Ha > Hh > Hp, for a given total radiant 
energy expenditure. 

3. In the case of a possible adaptation of a traditional 
reheating furnace to the hot charging of slabs, this must be 
preferably followed by a higher furnace production rate. 
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RESUMO 

Um modelo matemático foi desenvolvido para representar a troca de calor num leito poroso reativo 
gás-sólido (pelotas) em contra-corrente. O modelo é baseado nos p1'incípios de fenômenos de t1'ansporte 
e cinética de reações heterogéneas e é capaz de desc,.ever quantitativamente as trocas térmicM e as 
conversões químicas ocorrentes no sistema. Os resultados do modelo estão na forma de perfis aziais 
das temperaturas do gás, da superfície ezte1'na e de vá,.ios pontos localizados no interio,. das pelotas, 
além do perfil axial de conversão áos sólidos em função das variáveis do sistema. O modelo 6f1'á usado 
tanto para investigar a influência de variáveis do proceuo no desempenho de reatares de cuba industriais 
como para determinar as principais características de operação de1tes reatares. 

INTRODU CÃO 

A transferência de calor entre um gá.s e um leito granular rea­
tívo de partículas é um f~nômeno complexo onde as trocas térmicas 
se dão tanto entre o gá.s e o leito e, portanto, externamente à.s 
partículas como no interior das pa.rtículas. As trocas térmicas in­
ternas à.s partículas são governadas pela composição, granulometria., 
porosidade e condutividade destas, parâmetros que, geralmente, va­
riam amplamente durante o processo. Além disso, ocorre uma má. 
distribuição no escoamento do gá.s cansada por turbulência e mis­
tura. devido a presença. dos sólidos. Assim, perfis não uniformes 
de temperatura. e concentração sã.o obtidos tanto na direção axial 
como na. direção radial do leito levando a. variações nas conversões 
químicas nas duas direções (Elliott , 1963 e Quites, 1986). 

Da. mesma. forma., a quantidade de dados disponíveis a 
respeito de velocidades de reações químicas é pequena, fazendo 
com que experimentos de laboratório sejam frequentemente um 
complemento essencial à elaboração do modelo (Szekely et al., 1988). 

No desenvolvimento de processos complexos existem vanta­
gens óbvias de se relacionar o comportamento do rea.tor com a.s 
variáveis operacionais em termos quantitativos através da modela­
gem matemática (Venkateswaran e Brima.combe, 1977). Neste sen­
tido, modelos matemáticos de reatares industriais contínuos de leito 
móvel nos quais sólidos reagem com um gá.s que escoa. em contra­
corrente tem sido u tiliza.dos para predizer o comportamento dos rea­
tores, resultando num aumento do conhecimento básico e permitindo 
a aná.li'!e e controle dos processos. 

Neste trabalho, a. modelagem matemática. da troca de calor 
num leito poroso rea.tivo gá.s-sólido no qual os sólidos (pelotas) 
se movem em contra-corrente em relação ao gá.s é apresentada. 
Esta fenomenologia é de grande importância pa.ra os processos 
metalúrgicos que empregam fornos de cuba. O objetivo do modelo 
matemático é predizer a velocidade global de conversão das pelota.s 
num forno em escala se mi-piloto de modo a auxiliar na interpretação 
dos resultados de testes que vem sendo executados neste forno e 
na. seleção de novas condições operacionais. Isto, por sua. vez, 
poderá levar a. se atingir mais rapida.rnente a operação ótima. do 
forno e ao estabelecimento de critérios confiá. veis pa.ra o aumento de 
escala. Estas foram as principais motivações do trabalho, que foi 
conduzido em cooperação com uma indústria metalúrgica nacional. 
Neste contexto, resultados do modelo mostrando o efeito de algumas 
variáveis operacionais são apresentados e discutidos. 

MODELO MATEMÁTICO 

Pa.ra. o modela.mento, foi definida uma. estratégia. discreti­
za.nte devido, principalmente, a complexidade dos fenômenos en­
volvidos. Assim, as equações diferenciais que descrevem estes 
fenômenos devem necessa.ria.mente ser resolvidas numerica.rnente. 
Além disso, o método discreto possui indiscutível flexibilidade uma. 
vez que permite a introdução posterior de fenômenos ainda. não 
considerados no modelo como, por exemplo, os mecanismos com­
pletos das rea.ções químicas nas pelotas auto-redutoras ou, alterna­
tivamente, a eliminação de processos pouco influentes no comportar 
mento cinético destas pelotas como, por exemplo, a decomposição 

do calcário, sem que isto traga. modificações dos algoritmos funda­
mentais. 

Basicamente, o processo discretizante envolve a. análise e 
quantificação do comportamento de uma pelota num leito de 
geometria cilíndrica como descrição da fenomenologia de trocas 
de calor e reações químicas. Pa.ra tal, o leito foi dividido em 
elementos (fatias) horizontais com altura aproximadamente igual 
ao diâmetro de uma pelota. Cada elemento do leito é suposto em 
estado estacionário. O tempo de residência de uma pelota isolada no 
elemento é determinado pela. velocidade de alimentação dos sólidos 
no leito. A pelota. é relacionada ao tempo de residência por meio 
da difnsividade térmica local do sólido. Foi concebido um esquema 
de trocas térmicas no qual 11. medida em que a. casca. mais externa 
recebe calor por convecção do gá.s, as cascas internas troca.rn calor 
entre si por condução. Adicionalmente, ocorrem reações químicas 
na pelota levando a conversões progressivas do sólido. Os fluxos 
de calor envolvidos nestas reações foram calculados e incorporados 
ao balanço de energia. do sólido. O balanço de energia. da fase 
gasosa compreendeu a convecção do gás na direção axial do leito e 
levou em conta. a expansão do fluido devido aos gradientes a.xiais 
de pressão e temperatura.. A equação de Ergnn (Ergun, 1952) 
foi usada. para descrever o escoamento do gás através do leito 
sob um gradiente axial de pressão. Os requisitos térmicos do gás 
foram determinados incluindo-se as perdas de calor pa.ra. o ambiente 
externo ao leito. Desse modo, a. temperatura do gás era sempre 
corrigida. O fluxo total de gás escoando através do elemento foi 
dividido geometrica.rnente entre todas as pelotas nele residentes. 
A quantidade de gá.s que banha uma única pelota e as variações 
a.xia.is das propriedades físico-químicas do gá.s e dos sólidos foram 
calculadas. 
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As seguintes suposições foram feitas: 
i. Não foram consideradas as trocas térmicas r a.dia.is entre 

gá.s e sólidos, somente as axiais por convecção (problema. 
unidimensional). A radiação foi despreza.da. na. zona. superior 
do leito devido &s baixas tempera.tnras reinantes. Na zona. 
inferior do leito, no CB.SO du pelotas, a. trajetória. livre para. 
ra.dia.ção é muito curta. em relação à.s dimensões do leito 
(diâmetro a.proximada.rnente igual a. 0,5 m) (Elliott, 1963 ); 

ü. Gá.s e sólidos escoam em fluxo tubnla.r axial; 
iii. Teores baixos de matéria. volátil são típicos dos carvões 

utilizados na. confecção de pelotas auto-redutoras, o que 
permite negligenciar o calor envolvido na. desvola.tiza.ção do 
carvão e na. combustão dos voláteis; 

iv. O teor de umidade das pelotas auto-redutoras é normalmente 
mnito pequeno. Desta forma, o calor envolvido na. secagem 
das pelota.s foi ignorado; 

v. O modelo admite pelotas secas, carvão com baixo teor de 
voláteis, ar seco e alta. eficiência. na. queima do CO para CO:~ 
nas 1onas inferiores do leito, logo, não fora.rn consideradas a 
pré-redução das pelotas pelo H:~ e pelo CO do gás; 

vi. Conta.to pontual entre u pelotas e entre a.s pelotu e a. parede 
do leito; 

vii. A tempera.iura. da. parede é igual a temperatura da. superfície 
dos sólidos em cada altura. do leito; 



viii. O comporta.mento do gá.s é ideal. Esta hipótese se justifica 
pelas altas temperaturas e pressão atmosférica ocorrentes no 
gás; 

ix. Foi considerado um estado pseudo-est&cioná.rio no leito, 
admitindo-se em cada elemento do leito estado estacionário; 

x. Não existem reações químicas no gás; 
xi. Não foi considerado o transporte de enta.lpia do gás para as 

pelotas; 
xii. As pelo tas são esferas perfeitas ( t/J = 1 ); 
xiii. As pelotas fora.m divididas em cascas isotérmicas e isocompo­

sicion&is de mesma dimensão radial. A espessura destas cascas 
é proporcional a raiz quadrada da difusividade térmica loca.l; 

xiv. Durante o tempo de residência da pelota em cada elemento do 
leito, os fenômenos de convecção, condução e reação química 
fora.m considerados sequencialmente e nesta ordem; 

xv. O gás foi dividido geometricamente entre as pelotas de um 
elemento do leito; 

xvi. A viscosidade do gás variou linearmente com sua. temperatura.; 
xvii. A pressão interna. da. pelota foi considerada. constante; 

xviii. A pelota é composta inicia.lmente de minério de ferro, carvão 
e calcário. 

O equacionamento do modelo foi dividido em duas partes: 
fora e dentro da. pelota. 

Externamente à pelota, o equacionamento envolve os cálculos 
das propriedades e distribuição do gás e das trocas térmicas por 
convecção entre o gás e os sólidos. 

O equaciona.mento intemo à pelota envolve a. determinação 
da. distribuição das camadas (baseada na. düusividade térmica), das 
propriedades dos sólidos, das trocas térmicas tanto internamente por 
conduçã.o como externamente com o gás por convecção e 11.'1 reações 
químicas (ca.lores das reações químicas). 

Os cálculos realizados iterativamente consistiram, a.ssim, das 
seguintes etapas: 

i. Estabelecimento dll.'l condições de contorno (temperatura. e 
composição do gás e sólidos no topo do leito, velocidade do 
gás, velocidade de alimentação e diâmetro dos sólidos); 

ü . Cálculo de todas a.s propriedades do gás na. temperatura. do 
elemento z - 1 e entrada. da pelota. no elemento z do leito; 

iii. Dishibuiçã.o de todo fluxo do gás entre todas as pelotas do 
elemento z do leito; 

iv. Cálculo dos parâ.metros térmicos do sistema. (coeficientes de 
transferência de ca.lor, condutividades térmicas e enta.lpias de 
reaçã.o ); 

v. Troca. de ca.lor por convecção da. casca exterior da. pelota. com 
o gás; 

vi. Cálculo d&8 propriedades dos sólidos; 
vü. Transferência de ca.lor por condução entre as cascas nas quais 

a. pelota. foi dividida; 
viii. Cálculo dll.'l velocidades dM reações, conversões químicas e 

ca.lores das reações ocorrentes na pelota.; 
ix. Cálculo dos requisitos térmicos do gás e correção da. sua 

temperatura levando em conta. perdas para o exterior; 
x. Retorno a etapa ii. para os cálculos no próximo elemento. 

De modo a assegurar a convergência da. solução numérica., a 
temperatura. do gás foi considerada. dentro d·e uma faixa. (mínima. no 
topo do leito e máxima. no outro extremo) e os sólidos alimentados 
à temperatura. ambiente. O eixo a.xi.a.l (z) foi orientado no sentido 
descendente. 

As principais equações envolvidas nestas etapas são apresen­
tadas a seguir. 

Propriedades do Gás. Foram utilizadas as seguintes 
equações para correçã.o das propriedades do gás ao longo da. direçã.o 
axial do leito: 

- Velocidade ( u9 ): 

. r• P'! 
u. = u o ::L:.1,. 

g g r; P; (1) 

onde: r9 = temperatura. do gás. 
P9 = pressão do gás. 

- Densidade molar do gás (p9): 

. P.. 
p'=~ 

g Rg T; (2) 

onde: R9 = constante dos gases. 
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- Viscosidade (p.9 ): 

"' = 7 013 x w-s + 3 551 x w-7 r ,.g , ' g (3) 

Esta expressão foi obtida à partir dos valores de viscosidade para a 
mistura CO-CO:~- N:~ ca.lculados através da equa.çã.o de Cha.pma.n­
Enskog (Bird et a.l., 1960). 

Capacidade ca.lorífica (C p
1 
): 

Cj,, = a 9 + b9 r~ (41 

a9 e b9 foram obtidos à partir da composição do gá.s. 

- Massa molecular (M9 ) : 

M' = 28 + 16X' g co2 (5) 

onde: X COa = fra.ção molar de co2 no gá.s. 

- Pressão ( ~): 
A pressão foi ca.lculada à partir da equação de Ergun para. 

fluidos compressíveis (Szekely e Themelis, 1971). 

b _ .jb2- 4ac (6) P; = 2a 

onde: 

2G
2 

Mi-l i-1 a---- P9 - 2pi-1 g 
!: g 

(7) 

- 2G
2

- Ã.G [150(1- E)2 ll-1 + 1, 75(1 -E) Rp) b- 2 2 3R2 9 
ê E p 

(8) 

_ (P'-1)2 Mi-l /-1 c- g 9 9 (9) 

sendo 
G i-1 Mi-l i-1 = Pg g u9 (10) 

Â, = espessura. do elemento do leito. 

Rp = raio da. pelota.. 

f' = porosidade do leito de pelotas. 

Nas equações acima., o superescrito "i" se refere ao i-ésimo 
elemento do leito contado à. partir do seu topo e o superescrito "o" 
representa. o topo do leito. 

Distribuicã.o do Gá.s. Em cada. elemento do leito a massa do 
fluxo de gás foi dividida. equitativamente entre as pelotas residentes 
no elemento de acordo com a equação: 

onde: 

Pi u' 
m9lP = ÀVp .......!:.i.... 

u •• (1 -e· 
( 11) 

À = fa.tor de correção devido a efeitos viscosos, eficiência 
de troca. de ca.lor, turbulências e efeitos de parede. 

m!IIP = massa. de gás para urna pelota. 
Vp = volume da pelota= 4/hltj,. 

Trocas Térmicas. Foram consideradas no modelo dua.s 
perdas de ca.lor pelo gá.s, nomina.lmente a. troca. convectiva com as 
pelotas e as perdas para o exterior através da. parede do leito: 

Q - P'-1 c•-1 v (ri r'-1) conv - p Pp P p - p (12) 

onde: pp e CpP são a. densidade molar e calor específic.o das pelota.s 
ca.lcula.dos à pa.rtir de suas composições. 

~ = r>-1 _ (1 + PT) ( Qconv ) 
g 9 •-1 c•-1 

mg,p P, 
(13) 

r~ =r;-1 -(r;-1 -r~-1)exp(-MÃt) (14) 

onde: 

JrÂ,Ãt(rg- ramb) (perdas térmicas) 
PT= n,JR (15) 



sendo: 

3 d4>2 (n<? de pelotas contido 
np-- -(1- e) a. 

- 16 R} no elemento do leito) 

JR=-1-+..:t_+ 1 
h;dt/> krefr ho( dt/J + 2et/>) 

Sph 
M = --:::--::-:­

ppCppVP 

h=-=---1~­
lR.:ond + JR.:onv 

ar 
1Rcond = 2kp 

ar= (ap at)112 (espessura. das cascas nas quais 

a. pelota. foi dividida.) 

(16) 

(17) 

(18) 

(19) 

(20) 

(21) 

kp 

ap = ppCp(Tp) 

at =a. 

( difusividade térmica. da. pelota.) ( 22) 

u •• 
1 

JR.:onv = h 

drfl = dià.metro interno do leito. 

(23) 

(24) 

e<b = espessura. da camada de refratá.rio externa. ao leito. 
krelr = condutividade térmica da camada. de refra.tá.rio. 

h; = coeficiente de transferência. de calor por convecção 
forçada na parede interna do leito. 

h0 = coeficiente de transferência. de calor por convecção 
natural na parede externa. do leito. 

Sp = á.rea superficial da pelota= 41rR~ . 
Tp = temperatura média entre r; e r9o4' fornecidas pelas 

condições de contorno, onde r9• 4 é a. temperatura de 
admissão do gá.s no leito em contra-corrente. 

kp = condutividade térmica. da. pelota.. 
h = coeficiente de transferência. de calor entre o gá.s e as 

pelo tas. 

Bala.nc;o de calor no interior da pelota.. Consiste de duas 
parcelas: a transferência. de calor por condução entre as cascas da 
pelota e as entalpias devido as reações. 

- Condução: 

onde: 

sendo 

I ar+NrJ+rJ+1 
rj,P = N + 1 

rf+l,P = rf.P -ar 

v 
N=-1-

V;+I 

ar= (r],P- rj+1,p)exp(-Zat) 

z = kj+I,P(N + 1) S;+I,P 
ar v 

v= Pj,P CP;.P V;,P 

(25) 

(26) 

(27) 

(28) 

(29) 

(30) 

O subescrito "j" indica a j-ésima casca da pelota e os superescritos 
"o" e "r se referem aos estados inicial e final desta casca. 

- Entalpias reacionais. 
Foram consideradas as seguintes reações: 

i. Reação de redução do FeO à Fe. As reações de redução do 
F~03 par& Fe304 e do Fe304 par& FeO foram consideradas 
rá.pidas em relação a reação de redução do FeO para Fe. 

(31) 

onde: 

C P.nt 
T= 

R9 ri+l,P 
(32) 
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k0 = fator pré-exponencial. 
E = energia de a.tivação. 

( consta.nte de 
equih'brio 
da. reação 

de redução) 

(33) 

P.at = pressão interna de CO na pelota (suposta consta.nte). 
aGred = variação da. energia. livre de Gibbs da. reaçã.o de 

redução. 

onde: 

sendo: 

rred = velocidade de redução do FeO à. Fe. 
Assim, 

rred At a x c = ---''7.:---­
PP Xj+l,C 

axF~ = RQ Axc 

Axc = variação da conversão do carbono da pelota. 
axF~ = variação da. conversão do ferro. 

X;+I,C = fração molar de carbono. 
O calor da. reação de redução ( Q,ed) é: 

onde: 
XF~ = fraçã.o molar do Fe. 

aHred = variação da entalpia da reaçã.o de redução. 

(34) 

(35) 

(36) 

ii. Reaçã.o de decomposição do carbonato contido na pelota. Esta 
rea.çã.o é considerada instantânea. em temperaturas acima de 925°C. 

rcaco, = o para 

rcaco3 -+ oo para. 

O calor da rea.ção de decomposição do carbonato (Qdec) é: 

Qdec = \f;+I ,P PP X caco, aHdec(rj+!,P) (38) 

onde: 
Xcaco3 = fraçã.o molar de CaC03 na pelota. 

aHdec = variação da. entalpia da reação de decomposição do 
carbonato. 

Finalmente, 

r' -(r' )'- ( L Qrea.ção ) 
j+l,P - i+1,P VJ+l,P PP Cpp (39) 

onde: 

(40) 

(rj+l,P)' = temperatura da casca após a condução de calor. 

RESULTADOS E DISCUSSÃO 

A título ilustrativo, são apresentadas nas Figuras 1 e 2 
os resultados de duas simulações realizadas com o modelo num 
microcomputador. As condições simuladas representa.m situações 
típicas de operação de um reatar de cuba metalúrgico em escala 
semi-piloto. 

Em ambas as situações o gás foi admitido no leito em contra­
corrente a aproximadamente 1480°C e a sua velocidade de saída no 
topo do leito foi de 2 mfs. O comprimento do leito foi de 2,3 m. 
As pelotas possuia.m 18 mm de diã.metro, 22% de porosidade, uma 
fração molar de carbono igual a 0,8 e fora.m alimentadas no leito a 
temperatur01. a.mbiente. Observa--se nas Figuras 1 e 2 o perfil axial 
da temperatura do gá.s junto aos cinco perfis axiais de temperatura 
superficial e internos às pelotas, sendo o mais próximo da curva do 
gá.s o da superfície e os outros subsequentemente a 3/4, 1/2 e 1/4 
do raio e, finalmente, no centro da pelota. Destacado e em negrito 
é representado o perfil de conversão média das pelotas. 
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Figura. I . Resultados da. simula.çã.o 1 com o modelo. 

Na. primeira. simula.çã.o (Figura. 1 ), a. temperatura. do gás no 
topo do leito foi de 280°C e a. velocidade de a.limenta.çã.o da.s pelota.s 
foi de 1 mm/s. Pode-se nota.r nesta. figura que as pelotas passam 
por um aquecimento inicial nos primeiros 8 minutos de residência. 
no leito forl!l&ndo a. seguir uma. zona de reserva. térmica. À pa.rtir de 
cerca de 20 minutos as rea.ções de rednçã.o e gaseifi.ca.çã.o começam a 
ocorrer, culminando numa. rednçã.o média de 80% após 40 minutos 
de residência no leito. As curvas de temperatura da pelota predizem 
no final um grande gradiente térmico no interior dos sólidos o 
que poderia. ca.usa.r o seu esfa.cela.mento. Este gradiente térmico 
é basicamente devido aos valores adotados para. a condutividade 
térmica. dos óxidos que constituem a.s pelota.s. 
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Figura. 2. Resultados da. simula.ç&o 2 com o modelo. 

Na. segunda simulaçã.o (Figura 2), a temperatura. do gás no 
topo do leito foi elevada. para. 350°C e a. velocidade de a.limenta.çã.o 
dos sólidos foi reduzida pa.ra 0,8 mm/s o que produziu um aumento 
de 10 minutos no tempo de residência. total, ou seja., um aumento 
de 25%. Com estas alterações, o tempo de aquecimento inicial foi 
reduzido pa.ra cerca. de 6,5 minutos pra.tica.rnente eliminando a. zona. 
de reserva. térmica e diminuindo o tempo de início das rea.ções pa.ra. 
12 minutos. Como consequência., a. rednçã.o final elevou-se a. 95% e 
a meta.liza.ção quase total das pelota.s oca.sionon gradientes internos 
de tempera.tnra. nos sólidos significa.tiva.mente menores. 

CONCLUSÕES 

i. 

ii. 

iii. 

As seguintes conclusões podem ser destacadas: 
O modelo descreve o comportamento térmico do gás e dos 
sólidos e a.s conversões ocorrentes ao longo da. altura do leito , 
permitindo a. a.ná.lise detalhada. do desempenho de rea.tores gás­
sólido de cuba em contra.-corrente; 
As simulações apresentadas mostram que o sistema. é sensível 
principalmente as condições de contorno opera.ciona.is do pro­
cesso exemplificadas pela temperatura do gás no topo e pela. 
velocidade de a.limentação dos sólidos; 
O modelo ca.rece ainda da determinação experimental de 
parâmetros do sistema como as condutividades térmicas dos 
sólidos e as velocidades das reações. Além disso, uma. deter­
minação mais adequada da.s condições de contorno poderá ser 
obtida por meio de um balanço termodinâmico do processo. 
A va.lidaçã.o do modelo necessita. ser efetuada pela compara.çã.o 
de suas predições com medições experimentais conduzidas num 
reatar industrial ou numa planta. piloto; 

IV. Finalmente, sendo o algorítmo numérico utilizado fiexível , 
qua.isquer modificações ou inserções futuras sã.o facilmente irn­
plantâveis conferindo ao modelo um a.mplo escopo de aplicaçã.o 
e a.perfeiçoa.mento. 
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ABSTRACT 

A mathematical model wa& developed to repre&ent the heat 
ezchange in a reactive bed of &olid& (pellet&) &ubmitted to a counter­
current gru flow. The model ü ba&ed on principie& of tran&port 
phenomena and heterogeneou& kinetic& and i& able to quantitatively 
de&cribe the thermal ezchange& and chemical conver&ions occurring 
in the &y&tem. The re&ult& of the model as function of the operating 
variables are the gru azia/ temperature profiles, the corre1ponding 
profile& for the ezternal &urface and various sites located within the 
pellets and al&o the axial profiles of &olid.! conversion . The model 
will be u&ed to investigate the influence of the process variable& on 
the performance of indu&trial shaft reactor& and to determine the 
main operating characteriltics o/ thue reactor&. 
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SUMÁRIO 

Nr:s te trab a lho é apr·r:se nt ado um pr·ocesso de si mu 1 a~l:t.o num(n·i c a 
para solucionar· a equac'ao que govf!r·na o transpor·te de ener·gta em Ull'l 

meio s b lido e poros o . A equa~~o ~ alimentada com dados obtidos expe­
rimentalmente da taxa de gás envolvida no pr·ocesso. Nos ~~·esultados é 
mostrado efeit o da variap'ao da poro sidade do mater·ial, que tem in­
flu~ncia signifi c a-tiva sobr·f> o tf>mpo df> absor'.-~o e df>9S·or·9~ da taxa 
de ges. 

INTRODUCÃO 

Uma molécula de cloreto de cálcio pode 
absorver cora remoção de calor 1 , 2, 4 e 8 
moléculas de amônia . Esta absorção causa um 
aumento de volume d o sólido formado de apro­
ximadamente 10 vezes. Como t ;rata se de uma 
reação reversivel a o entregar - se c:alor ocor­
re a dessorção da arüônia e consequentemente 
uma redução de voluwe. Assim ut.iliza-se esse 
complexo para o armazenamento termoquimico 
de c alor, c omo de forma similar é ut.ilizado 
o hidrogénio em bid r eto s metálicos. 

A principal difi c uldade d o uso d e ste 
complexo é devida à compac taoão que surge 
após alguns ciclos de absorç:"ão-dessorção do 
gás . Esta compactação provoca uma roudanç a na 
porosidade do sólido afetanclo assim de forma 
significativa o transporte de c alor e massa 
no meio poroso. Buffingt.on ( 1933) constatou 
que a porosidade do CaCL - 8NH,... sit.ua- se ao 
redor de 50% e do CaCL, - 4NH,. em t .orno de 
65%. Mello (1990) observo u que o proc esso de 
transporte de massa 6 mais afetado ero fun­
ção do número de cic1os na absorção do que 
na dessorpão. 

Gnielisky (1980), Gui11eninot (1987) e 
H~ffer ( 1989) apres e ntam t .rabalbos de simu­
lação numérica para: determinar os fenómenos 
de transpo rte para diferentes tipos do só­
lidos porosos. Dada a similaridade das equa-
9ões de transporte a e sses modelos, poderiam 
aplicar - se ao CaCL., -~ NH, . . ent.retanto a forma 
irregular e a porosidade do complexo são pa ­
râmetros de imprecisão nos modelos . 

Neste trabalho é apresentado um mode­
lo para resolver numericamente a equação do 
transporte de calor no cloreto de cálcio ao 
absorver amOnia . O modelo é apresentado para 
uma geometria bidimensional (r, z e t) e o 
termo de sumidouro está associado à taxa ele 
reação que foi obtida experimentalmente. 

A equação do transporte de calor em um 
sólido poroso com reação quimica, desprezan­
do as trocas de calor por convecção e com 
propriedades fisico-quimicas do material 
constantes, pode ser escrita como: 
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ôT 
( 1 - E) f' c;. ( 1) 

ôt 

onde [_ é a porosidade do material, .P a den­
sidade, .p a taxa d e absorção , A H o calor 
de reação, c;., o calor especifico e k a con­
dutividade térmica. 

A equação (1) deve ser escrita em co­
ordenadas cilindricas, ou seja, a partir de 
um balM1Ço de energia efetuado em um elemen­
to de volume Llr ..ó Z (figura 1) , retirado do 
leito de um reatar, onde ocorre a absorção 
da arrttJnia (gás) pelo eloreto de cálcio (só-
1 ido) formando o complexo CaCL., -8NH.,. O c:a­
lor de reação é retirado pela base e parte 
central do elemento e o gás é absorvido pela 
parede externa do cilindro. 

J 

DZ • 

l 
Figura 1. Esquema de um elemento de volume 

óV com malha i,j. 



Com a aplicação do teorema da diver­
gência de Gauss obtém-se uma equação de or­
dem inferior, que é solucionada numericamen­
te a part.ir de uma discretização em termos 
de diferenças finitas para uma malha bimen­
sional i,j, como mostra Mello (1991). 

A equação discretizada pode ser solu­
cionada utilizando-se os métodos explicito, 
implicito e Crank-Nicolson, bem como pelo 
método ADI (Alternating Direction Method). O 
ADI transforma uma matriz 1. que contém os 
elementos T, . .• em um vetor T. O sistema de 
equações da temper&tura T pode ser escrito 
na seguinte forma matricial (Marsal 1976). 

(D + R + Z)J:. - b ( 2) 

sendo o termo entre parenteses os coeficien­
tes da mat.riz pentadiagonal para os proces­
sos implícito e Crank--Nicolson, que pode ser 
t.ransformüda em urna matriz tridia.gonal a 
part.ir de D, R e Z (Peaceman 1955). Assim R 
é o coeficiente de T.- • . ~. Z o coeficiente 
de T,_,., e Do coeficiente de T •.• , 

O vetor .11 contém o termo constante da 
equação do balanço de energia. O sistema de 
equaç;ões (2) é dividido fOTO dois sistemas de 
equações com 0oefie:í Ante matricial tridiago·­
nal e resolvido iterativamente. As duas equ-
ações são: 

M-1( zT:~+ t.. ( 3) (R + D/T,. -.,~., ::- h 
e 

D)T,~:.L ZT.~-'t };, Z( ·f = h (4/ 

sendo k é uut indice de iteração, onde no 
começo da interação (k = 0) é introduzido 
T.:'~iT ."" 

APRESENTACAO DOS RESULTADOS 

Para resolver a equação torna-se ne­
cessário que as condições de contorno sejam 
discretizadas em termos de diferenças fini­
tas e do conhecimento de propriedades fisi­
cas do complexo. Existem na literatura dados 
de boa precisão de nalor de reaç:ão e densi­
dade. Os dados existentes de calor especifi­
'-"-' '- ._..,_.,;;l._tl_.i.v.i.dwle: térmica são pouco consis­
tentes . A porosidade do material foi atri-

buid& em 35, 50 e 65% . A figura 2 mostra 
dados experimentais de massa de amOnia ab­
sorvida em função da t,emperatura da parede 
de troca de calor para pressão de 16.0 bar. 
Os dados são para uma massa de 1 , 7 kg de 
sal, que nestas condições de pressão e tem­
peratura pode absorver a quantidade máxiwa 
de 1. 08 kg de amõnia. As ç:urvas continuas da 
figura foram ajustadas a partir dos dados 
experimentais pelo método dos minimos qua-­
drados e servem para alimentar a equapão a 
ser calcu lada. 

Para o c.:é.lculo da dist-ribuição de tem­
peratura atr-avés deste sólido foi utilizada 
uma matriz de 8 X 6 (i,j) elementos nas di­
reç:ões radial e axial respectivamente com 
itervalos de tempo de um segundo para cada 
iteração. O elemento cilindrico tem as di­
mensões de 10 e 50 mm de raios interno e ex­
terno respectivamente e 20 mm de altura. A 
condição de contorno é de primeira espécie_, 
ou seja temperatura da parede constante. 

A figura 3 apresenta a distribuição de 
temperatura radial à pressão de 13.9 bar, 
que corresponde à t-emperatura de equilíbrio 
de 90 °C, para j1, 120 iterações, sem 

50%. A 
é de 
pode 
para 

absorção de gás e com porosidade de 
solução utilizandb o método explicito 
processamento mais rápido, entretanto 
apresentar problemas de divergência 
grandes intervalos de tempo. 
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Dados experimentais e curva ajus­
tada para massa de atuônia absorvi­
da pelo sal, à pressão de 16 bar. 

Distribuição de te1npera.tura radial 
( j,) através do complexo sem 
absorção com porosidade de 50%, 
T = 79.6 ~C e pressão de 13.9 bar . 

;\:.; f i~•.ll·i.\;,; 4, '.:> u 6 mu:;;LL'i.\Ut IS c.li::;tri­
buiç.ão de t.ernpera.tura radial para j" , à 
pressão de 13.9 bar, porosidade de 35, 50 e 
65% respectivamente e 450 iterações com in­
tervalo de tempo de um segundo. A temperatu-
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ra ela parede de troca de calor é mantida 
constante em 79.6 °C. Pode-se observar com 
clareza a influência da porosidade sobre o 
tempo de absorção . Para a variação de 35 a 
65% é necessario praticamente o dobro do 
tempo para a absorção completa do nodo mais 
externo. Comparando os dados experimentais e 
simulados pode- se concluir que existe uma 
~.:.•qui valência entre os tempos de absorcão pa­
ra porosidade de 50%. 
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Figura 4. Distribuição de t .emperatura radial 
para a pressão de 13 . 9 bar ( ~· \. 
porosidade de 35% e T = 79.6 C. 
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Figura 5. Distribuição de temperatura radial 
para j ,, a T = 79.6 "C, pressão 
13.9 bar e porosidade de 50%. 
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As figuras 7, 8 e 9 mostram a distri-­
buição de temperatura axial para r., à 
pressão de 16 . O bar e temperatura da par~de 
interna do elemento cilindrico de 81.8 _ C, 
para poros idade de 35, 50 e 65% respectlva­
mente e para 400 iterações e intervalos ~e 
tempo de um segundo . A temperatura de equl­
librio para essa pressão é de 94 °C e tanto 
neste caso como no anterior a temperatura 
inicial d o sólido está 3 °C ae:ima da tempe­
ratura d e equilibrio. 
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Figura 6. Distribuição de temperatura radial 
para j., T - ~ 79 . 6 °C, pressão 
13.9 bar e porosidade de 65% 

-o 
o ....., 

e 
:li 

~ 
!. 
E 

{!!. 
80 

75 2001111130011111400 IIIIISóo 

Tempo (rnin.) 

Figura 7. Distribuição de temperatura axial 
para r4 a pressão de 16.0 bar, 
T = 81 . 8 °C e porosidade de 35%. 
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para r~ h ~r~uuão de 16.0 bar. 
T = 81. 8 °C E• por- os idade de 50%. 
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Figura 9. Distribuição de temperatura axial 
para r4 à pressão de 16.0 bar, 
T = 81.8 °C e porosidade de 65%. 

IDNCLUSOES 

O modelo matemático proposto para so­
lucionar a equação do transporte de energia 
através de uma camada de cloreto de cálcio 
com absorção de amônia foi suficientemente 
comprovado. Os resultados apresentados mos­
tram que a distribuição de temperatura nos 
diferentes nodos da malha estão de acordo 
com os valores teoricamente previsiveis, 
adotando-se uma porosidade de 50% no modelo. 
Por outro lado observa- se que os tempos de 
reação são muito influenciados com a varia­
ção da porosidade do sólido. Como o termo 
convectivo da equação de transporte foi des­
prezado pode-se concluir que a ordem de 
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grandeza deste para esses n:í.veis de terr.pera~ 
tura é pequena e logo apresenta pouca in~­
fluência frente a o transporte total de enE;r­
gia. 
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S..QliMARY 

ln tbis work a wathe matiual rnodel to 
solve the heat conduct,ion oquation for the 
porous sol id CaCL." UH_. .. wi tb gas reaction is 
presented . Tbe mass f low wece experimentally 
obtained. The results show that the po­
roseness play significant. t·ole on tbe ab­
sorpticm time. 
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SIMULAÇÃO DE UM SISTEMA DE RELIQUEFAÇÃO DE ETILENO: PARTE I 
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RESUMO 

Uma in6 talaç_ão de. Jte.Üque.nação de. e_U_leno, pa.Jtte. integJtan.te., de. um c.omple.xo 
petJtoqu.2m-i.c.o da COPENE, ~o i .6imulada. O mé.todo-modulM-.6 e.qu.e.rtC'ial 6oi utiüzado. 
ReMJtvou.-M à pa!t.te. I, a. duc.Jtiç_ão, a modelagem e. .6imulaç_ão do .6i.6.tema do etileno 
p!top!tiame.rt.te. dito. 0.6 Jr.e.J..u.Uado-6 .te.Õ!tic0-6 obtido-6 .6e. mo.6.t!tMam em boa c.onc.oJr.dân­
C'ia c.om o-6 va.i'.OJr.e.-6 expe!Úme.n.taj;., e.xtJz.cUdo-6 da p!r.Õp!tia unidade.. 

INTRODUÇÃO 

Na indústria petroquÍmica, farmacêutica e de 
fertilizantes a simulação numérica de processos tem 
despertado grande fnteresse nos Últimos anos devido 
ao aumento na complexidade de instalaçÕes quÍmicas. 
Frequentemente, a possibilidade de se interromper 
uma unidade produtiva para a realização de testes 
abrangendo diversos regimes de funcionamento é no mí 
nimo remota quando não inviável economicamente. 

Diversas publicaçÕes têm sido consagradas ao 
assunto. Hussain[1] e Himmenblau e Bischoff[2] elabo 
raram métodos gerais de simulação e os utilizaram em 
aplicaçÕe5 específicas. Shanon et alli(3], por exem­
plo, simularam uma unidade de ácido sulfÚrico. O pro 
cesso PETROSIX de extração de Óleo de xisto pirobet~ 
minoso[4] e o processo de separação do ar [5] para; 
obtenção de oxigênio e nitrogênio constituem outros 
exemplos onde a simulação numérica tem sido emprega­
da com sucesso. 

O objetivo deste trabalho é a simulação (numé­
rica) de uma unidade de reliquefação de etileno da 
Companhia PetroquÍmica do Nordeste (COPENE), locali­
zada no terminal químico de Aratu (TEQUIMAR) na Ba­
hia. A unidade foi projetada para manter armazenado 
etileno líquido em um tanque i pressão atmosférica, 
à temperatura de aproximadamente 170 K (-140°C). A 
fig. "1.1 ilustra de forma esquemática a unidade de 
reliquefação do etileno. 

Por uma questão de facilidade de estudo, a uni 
dade foi dividida em dois sistemas: o sistema de eti 
lena propriamente dito e o sistema de refrigeração 
por amÕnia. A distinção foi mantida na apresentação 
deste trabalho. Reservou-se i parte I e à parte II, 
a descrição, a modelagem e a simulação do sistema de 
etileno e do sistema de refrigeração por amônia, res 
pectivamente. 

Sistema do Etileno 

O sistema do etileno mostrado esquematicamente 
na figura 1.1 opera num ciclo composto por dois está 
gios a três diferentes níveis de pressão. No primei= 
ro nível de pressão o vapor de etileno, proveniente 
do tanque de estocagem, é pré-aquecido, aspirado e 
comprimido por dois compressores dispostos em parale 
lo. No segunde nível de pressão, o etileno comprimi= 
do se mistura ao etileno ao advindo do Condensador 
de etileno/Evaporador de amÕnia (CDe/EVa), que, ao 
passar pela válvula VE 2 e• sofre expansão isentálpi­
ca. A mistura bifásica ;s~0a, então, para o vaso de 
pressão intermediár i"o, cuja pressão é mantida cons­
tante. O vaso de pressão intermediário fornece etile 
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no líquido ao sub-resfriador. Este trocador de ca­
lor, por sua vez, sub-resfria o etileno que se encon 
tra no terceiro nível de pressão. O etileno, por sua 
vez, já sub-resfriado, retorna ao tanque de estoca­
gero após expansão isentálpica a través da válvula 
VE1,~· O ~apor :emanescente no vaso de pressão inte.!:_ 
mediaria e, entao, aspirado e comprimido, antes de 
alimentar o CDe/EVa, no terceiro nível. O circuito 
se comple t a quando parte do etileno proveniente do 
CDe/EVa se dirige ao pré-aquecedor e, a outra parte 
à válvula de expansão VE 2 e· 

Tanto a compressão quanto a aspiração do etile 
no são realizadas por compressores a lternativos de 
duplo efeito e duplo estágio. Os trocadores de calor 
da unidade são do tipo tubo-carcaça. 
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Figura 1.1 -Unidade de Reliquefação do Etileno. 



MODELAGEM 

A modelagem dos trocadores de calor baseou-se, 
essencialmente, na s olução das equaçÕes de balanço de 
energia dos fluidos envolvidos, e de transferência de 
calor, utilizando o conceito de números de unidades 
de transferência-efetividade ( E-NTU)[6]. 

No desenvolvimento do modelo para os trocadores 
de calor, as seguintes hipóteses gerais de trabalho 
foram levadas em consideração: 
(i) o escoamento como sendo homogêneo e unidirecional 
(ii) regime permanente de operação para os trocadores 
de calor 
(iii) nas equaçÕes de balanço de energia apenas a tr~ 
ca de calor entre os fluidos envolvidos foi considera 
da, desprezando-se as perdas de calor para o meio ex­
terno 
(iv) a queda de pressão ao longo do escoamento de am­
bos os fluidos foi, também, desprezada. 

Estas hipóteses, sem dúvida, contribuíram e mui 
to para a simplificação do modelo, tornando-o atraen= 
te sob o ponto de v ista da solução numéric a . No enta~ 
to, nos casos em que ocorriam mudanças de fase duran­
te o escoamento tiveram que ser acrescidas de outras 
que melhor representassem a realidade termodinâmica. 

Pré-aquecedor 

O balanço de energia para o etileno ao passar 
pelo pré-aquecedor é dado por 

o = ffi1 <h2 - h1) pa ,e 
(1) 

onde ml e representa a vazão mássica de etileno que 
circula'no 1Q estágio do ciclo, h1 e h2 as entalpias 
específicas do vapor de etileno na entrada e na saí­
da do trocador. A t axa de calor transferido pode ser 
expressa de forma equivalente por: 

o = ffi1 (h
8 

- h
9

) pa ,e 
onde h3 e hg representam as entalpias específicas 
etileno líquido na entrada e saída do trocador. 

A equação de troca de calor, utilizando o 
ceito de efetividade, é dado por 

Q = E C (T - T ) 
pa pa min 8 1 

( 2 ) 

do 

con-

(3) 

O pré-aquecedor é um trocador tubo-carcaça BEM 
com um passe nos tubos e um na carcaça. No entanto, a 
expressão a ser utilizada para a efetividade é a de 
um trocador de tubo duplo de escoamento contra-corren 
te. Esta aproximação se deve ao fato do trocador não 
apresentar chicanas, sendo o escoamento essencialmen­
te a contra-corrente dada por Kays e London [6]. 

O coeficiente de transferência de ca lor para es 
coamento do fluido do lado da carcaça e dos tubos e 
dada pela relação de Dittus-Boelter [7]. 

Sub-resfriador 

O modelo emprega as mesmas hipóteses feitas 
por Tassou e Green [8]. Baseia-se essencialmente: na 
divisão do trocador em duas regiÕes distintas de 
transferência de calor. 

a) Região Bifásica ou de Evaporação 
O balanço de energia aplicado ao etileno (pres­

sao intermediária), ao longo da região bifásica, pode 
ser expresso por 

o = m h bf e,ev 1v 
(4) 

onde me ev representa a vazão mássica de etileno eva­
porado ~ h1v• a entalpia de vaporização. 

O balanço de energia para o etileno líquido (al 
ta pressão) pode ser expresso por: -

Qbf. = m1 c 1 (T9 - T ) (5) ,e p, ,e sa,e 
onde c 1 e representa o calor específico de líquido 
do etil~n~ avaliado à temperatura média na região, e 
T~ e Tsa e as temperaturas do etileno lÍquido na en­
trada do'trocador e no início da região de superaque­
cimento. 

A equação de troca de calor, utilizando o con-

ceita de efetividade, para região bifásica pode ser 
expressa por: 

Qbf = ~f Cmin(T9 - Tev,e) ( 6) 

onde Cmin representa a menor taxa de capacidade tér­
mica (no caso a do etileno líquido) e Tev e a tempe-
ratura de evaporação do etileno. ' 

Por outro lado, a expressão da efetividade pa­
ra um fluido na região bifásica, independentemente 
da configuração do trocador de calor, é dada por 
Kays e London [6] 

~f = 1 - exp(-NTUbf) (7) 

O número de unidades de 
pondente à região bifásica é: 

transferência corres-

0bf (Fbf A ) 
NTU = sr 

bf (8) c . m1n 
onde Ubf representa o coeficiente globa l de 
rência de calor e Fbf a fração de área de 
região bifásica expressa pela razão 

transfe­
troca da 

Fbf ~f/Asr (9 ) 

b) Região de Vapor Superaquecido 
O balanço de energia para o flu xo de eti le no , 

à pressão intermediária, é expresso por 

Q = m c (T - T ) 
sa 1,e p,l,e sa,e 10 

(10) 

onde T10 representa a temperatura de etileno lÍquido 
na saída do sub-resfriador. 

Por outro lado, o balanço tamb ém pode ser ex­
presso por 

Q = m c (T - T ) (11) sa 1,e p,v,e 13 ev,e 
onde T13 representa a temperatura do etileno na s a í­
da do trocador de calor. 

A equação de troca de calor, utilizando o con­
ceito de efetividade, pode ser reescrita na forma 

Q = E C . (T - T ) (12) 
sa sa m1n sa,e ev,e 

onde a expressão da efetividade é dada pela eq.(7). 
O número de unidades de transferência é dada 

pela eq.(8) aplicada a região de vapor superaqueci­
do. 

Sendo a fração de área da região de vapor su­
peraquecido dada por: 

F 
sa 1 - Fbf 

já que o trocador de calor foi dividido somente 
duas regiÕes (bifásica e superaquecido). 

(13) 

em 

O calor total trocado no sub-resfriador sera 

Qsr = Qsa + Qbf (14) 

c) Coeficiente de Transferência de Calor 
O coeficiente de transferência de calor para o 

escoamento no interior dos tubos é determinado utili 
zando-se a relação de Dittus-Boelter [7]. -

A expressão do coeficiente de transferência de 
calor para a evaporação no lado da carcaça pode ser 
encontrada na referência [9]. 
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O coeficiente de transferência de calor para a 
região de vapor superaquecido é obtido através do mé 
todo de Bell-Delaware de acordo com Mueller, autor 
do capítulo 4 da referência [10]. 

Condensador/Evaporador 

O modelo utilizado é também semelhante ao 
senvolvido por Tassou e Green [8]. O trocador é 
dido em três regiÕes distintas de transferência 
calor, a saber: 

a) Região de Condensação ou Bifásica 
A equação de transferência de calor pode 

escrita na forma 

Q = V F A (T - T ) 
bf bf bf cd/ev cd,e ev,a 

onde Tcd,e e Tev,a representam as temperaturas 

de­
di vi 

de 

ser 

(15) 

de 

l 
f 

;· 

! 
I r 

I 
!i 

f 

I 



condensação do etileno e evaporaçao da amônia, Ubf o 
coeficiente global de transferência de calor, Fbf a 
fração de área da região bifásica e Acd/ev a área do 
trocador de calor. 

O balanço de energia no etileno, em condensa­
çao, pode ser expresso por 

m h" 
2 ,e lv (16) 

onde 
h" = h + c (T - T ) lv lv p,v,e m,v,sa cd,e (17) 

m2 e representa a vazão mássica de etileno que circu 
la'no 2Q estágio do ciclo, cp v o valor específico 

' ,e -
d~ vapor, hlv a entalpia de vaporizaç~o na condensa-
çao, Tcd e a temperatura de condensaçao, e Tm,v,sa a 
temperatÚra de mistura no final da região de vapor 
superaquecido, expressa por: 

a ev 
Tcd,e + (T - T ) a sa cd, e e v, a 

T 
m,v,sa 

(18) 

b) Região de Vapor Superaquecido 
O balanço de energia no etileno "se desupera­

quecido" é expresso por 

Q = m c (T - T ) (19) sa 2,e p,v,e 6 m,v,sa 
onde T6 representa a temperatura do etileno na entra 
da do trocador de calor. 

A equação de troca de calor, utilizando o con­
ceito de efetividade, pode ser escrita 

Q =E C (T - T ) 
sa sa min 6 ev,e (20) 

O número de unidades de transferência é dada 
pela eq.(8) aplicada a região de vapor superaqueci­
do. 

c) Região de Líquido Sub-resfriado 
O calor trocado na região de líquido sub-res­

friado é 

m (h
1 

- h
7

) 
2,e ,sat 

(21) 

onde h1 sat e h 7 representam as entalpias de líquido 
saturado e de saída do etileno do trocador de calor. 

A fração da área de troca correspondente à re­
gião de lÍquido sub-resfriado pode ser expressa 

Fsr = 1 - Fsa - Fbf (22) 

A equação de troca de calor para a região de 
lÍquido sub-resfriado pode ser escrita na forma: 

Qsr =E sr Cmin (Tcd,e - 1ev,) ( 23 ) 

onde Cmin representa a menor taxa de capacidade ·tér­
mica entre os fluidos. Para o etileno líquido, e o 
número de unidades de transferência é dado pela eq. 
(8). 

Por outro lado, a expressão para a efetividade 
para um fluido em mudança de fase é dada pela eq. 
(7). 

O calor total trocado no condensador/evapora-
dor é . . . .. 

Qcd/ev = Qsa + Qbf + Qs (24) 

O modelo supÕe que toda a vazão mássica de 
amônia que entra no trocador de calor seja evapora­
da. Esta pode ser obtida através do seguinte balanço 
de energia, 

(25) 

onde, mev a representa a vazão mássica de amÕnia eva 
parada e hlv,a a entalpia de vaporização da amônia. 

d) Coeficiente de Transferência de Calor 
O coeficiente de transferência de calor do eti 

lena varia de região para região no Condensador/eva= 
porador. Para as regiÕes onde há presença de uma Úni 
ca fase, a é obtido através da relação de Dittus= 
Boelter [7] para o resfriamento. O coeficiente de 
transferência de calor para a condensação no inte­
rior dos tubos horizontais é dado pela correlação de 
Chato [ 11]. 
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COMPRESSORES 

Os compressores utilizados são de duplo efeito 
(compressão no lado superior e inferior do pistão). 

O modelo do compressor consiste, basicamente, 
na determinação da vazão de vapor aspirada e da tem­
peratura de descarga, a partir do estado termodinãmi 
co do vapor na sucção e da pressão de descarga. -

Na modelagem do compressor, a fim de contabili 
zar, os: 
(i) vazamentos através das válvulas dos anéis e do 
engaxetamento; 
(ii) efeitos de estrangulamento (ao longo do trajeto 
do gás entre a tubulação e acamara de compressão); 
(iii) retorno do gás, 
o coeficiente volumétrico, Cv, é utili.zado. Com is­
so, a eficiência volumétrica para a parte superior 

do':":::,:,:·,:::,:{:'~':,::~:~;~:;,- ri) (26) 

onde Ps e Pd representam as pressoes de sucção e des 
carga, e Cv sup o coeficiente volumétrico da parte 
superior do'pistão. 

A vazão mássica de gás aspirado pela parte su­
perior do compressor pode ser calculada através de 
seguinte expressão, 

m 
sup 

nc 60 N V n 
c,sup v,sup 

v 
s 

(27) 

onde nc representa o número de cilindros, N a rota­
ção do motor (rpm), e Vs o volume específico do gas 
na sucçao. 

A vazão total de gás aspirada pelo compressor 
é dada por, 

pelo com­
aspirada p~ 

onde m pode representar a vazão aspirada 
pressor do 1Q estágio Cm1 e), ou a vazão 
lo compressor do 2Q estágio (m2 e). 

A partir do processo politrópico de compressão 
de vapor, a expressão para o volume específico na 
descarga pode ser escrita na forma: 

1/n 
vd = (ps/pd) vs (28) 

onde Ps e pd representam as pressÕes de sucção e des 
carga e vs o volume específico na sucção. 

Vaso de Pressão Intermediário/Junção dos pontos 3,4 
e 15, Divisor de Vazão, Válvula de Expansão e Tanque 
de Estocagem 

Os modelos consistem na solução da equaç~o de 
balanço de massa e de energia, assumindo que nao ha­
ja perda de calor para o meio externo, exceto para o 
tanque de estocagem. 

As propriedades termodinãmicas para etileno fo 
ram encontradas na referência [12]. 

METODOLOGIA, ALGORITMO E SIMULAÇÃO DO SISTEMA 

A simulação do conjunto de equipamentos que 
compoem a unidade de reliquefação (sistemas do etile 
no e de refrigeração por amônia) foi obtida através 
do procedimento modular-sequencial [2] e [3] e o pr~ 
grama simulador foi desenvolvido por um dos autores. 

Os pontos de partida de simulação, neste traba 
lho foram encontrados através da metodologia propos= 
ta por Barkley e Motard [13]. Esta metodologia tem 
como objetivo obter um número mÍnimo de pontos de 
partida para a simulação. O método se divide em duas 
etapas: a primeira, transforma o fluxograma no fluxo 
grama negativo ("signal flowgraph"), e a segunda de= 
compõe o fluxograma negativo, obtendo os P.P.S.. A 
ordem de execução dos módulos, que caracteriza o al­
goritmo, é baseada na ordem em que os P.P.S. foram 
encontrados (5,10,13). 



RESULTADOS 

A validade do modelo consiste em verificar se o 
modelo de simulação desenvolvido reproduz as condi­
çÕes de operação da unidade de reliquefação. Para is­
so, foi feita a comparação entre os valores previstos 
pelo modelo e os resultados obtidos da unidade. 

Os dados experimentais foram coletados das pla­
nilhas fornecidas pelos funcionários do setor de ope­
ração da unidade [14). 
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Figura 1.2 - Comparação entre os valores previstos e 
os experimentais para a temperatura do vapor de etile 
no na descarga do compressor do 2Q estágio. Os resul­
tados previstos se situam numa faixa de 2 K. 
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Figura 1.3 - Comparação entre os valores previstos e 
os experiemntais para a temperatura do etileno liqui­
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lores teóricos e os experimentais se situam numa fai­
xa de 15 K. 
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Figura 1.4 - Comparação entre os valores previstos e 
os experimentais para a temperatura do vapor de etile 
no na saida do pré-aquecedor. 

CONCLUSÃO 

De um modo geral, pode-se afirmar que a simula­
çao da unidade de reliquefação de etileno representou 
satisfatoriamente os resultados experimentais. No en­
tanto, a boa concordância entre os valores previstos 
e os dados coletados das planilhas já era esperada. 
Em primeiro lugar porque alguns pontos do fluxograma 
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foram, sob o ponto de vista termodinâmico, totalmen­
te ou parcialmente prescritos. Em segundo, porque o 
coeficiente volumétrico exerceu, por assim dizer, o 
papel de um "coeficiente de ajuste", ou seja, os co~ 
ficientes volumétricos foram modificados a partir de 
estimativa teórica, de modo que o algoritmo gerasse 
valores prÓximos aos resultados experimentais. 
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RESUMO 

Re.J.>eJlvou-M. ã paJtte. II, a dv.,vúção, a modelagem e. a -~>.imutação do J..-Ú>tema 
de. ~e.~~qeJlacão po~ amô~a qu e. ~nte.g~ a u~dade. de. ~e.tiqu e.6ação do ~e.no. 
f.M.Ún coruo rta .6-Únu.f.aç_ão do .6-Ú> t e.ma de e.We.no o.6 ~e.;., uUado-6 :te.Õ~co-6 6Mam 
compaJz.ado-6 com o-6 dado-6 e.x"Ce.ú .menta.{.-6 e xt~a<.do-6 da p~or~a u~dade.. 

INTRODUÇÃO 

A unidade de reliquefação de etileno funciona 
de forma integrada cujo o outro "constituinte" · é o 
sistema de refrigeração por amÕnia que, por sua vez, 
opera segundo um ciclo de compressão de vapor. 

A simulação de ciclos de compressão de vapor, 
também, foi inve s tigada por vários autores. 
Stoecker (1] analisa ciclos de compressão partindo 
do método de determinação dos pont os de equilÍbrio, 
que é tradicionalmente utilizado na análise de sist~ 
mas. Através desse método, os compartimentos caracte 
rísticos de dois equipamentos interligados são ex= 
pressas em função das mesmas variáveis e depois re­
presentado s na forma de gráficos e posteriormente 
analisados. 

Já Demanski e Didion (2] desenvolveram um mode 
lo aplicado a unidades de condicionamento de ar que 
resultou no programa de simulação HPSIM. Este tipo 
de simula ção representa um avanço sobre o método 
apresentado por Stoecker [1], na medida em que as 
equaçÕes representam o ponto de operação do sistema. 
Em comparação ao método anterior, este se mostra mui 
to mais versátil, pois abrange grande faixa de opera 
ção e de opçÕes para os equipamentos a serem estuda= 
dos. 

Marques [3), por sua vez, adequou o programa 
HPSIM à simulação de unidades de ar condicionado do 
tipo parede-predominante no mercado nacional. O mode 
lo desenvolvido por Fisher e Nice [4] fornece outr;; 
exemplo de s{mulação de sistemas de refrigeração de 
pequeno porte. Além dos modelos acima mencionados 
existem outros programas na mesma linha de raciocí­
nio onde, por exemplo, a transferência de calor en­
tre o condensador e o meio exterior [5) é levada em 
consideração. 

A compressão do vapor é realizada em dois está 
gios devido a grande diferença de temperatura exis­
tente entre as fontes quente e fria. A fonte quente 
(água de resfriamento) se encontra à temperatura am­
biente, enquanto que a fonte fria (etileno em conden 
sação) à temperatura de 248 K (- 25°C). 

O SISTEMA DE REFRIGERAÇÃO POR AMÕNIA 

O sistema de refrigeração por amÔnia, também 
representado esquematicamente na figura 1.1 (da par­
te I), opera segundo um ciclo de compressão em dois 
estágios, de forma semelhante ao sistema de etileno. 
Porém, ao contrário deste, o sistema de refrigeração 
por _amÕnia não possui tanque de estocagem e utiliza 
um unico compressor. 
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No primeiro nível de pressão, a amÔnia evapora 
da, proveniente do CDe/EVa, penetra no separador de 
líquido. O separador de líquido também é alimentado 
por uma mistura de líquido e vapor ("flash") de amõ­
nia, proveniente da válvula de expansão VE1 a· A mis 
tura de vapores no separador de líquido é ~omprimi= 
da, e, em seguida, se mistura ao "flash" produzido 
pela válvula de expansão VEz a• antes de escoar para 
o vaso de pressão intermediá~io, no segundo nível de 
pressão. A amÕnia líquida retorna ao separador, ao 
passo que o valor de amÕnia deixa o vaso de pressão 
intermediário aspirado pelo compressor. O segundo es 
tágio de compressão do ciclo é realizado pelo outro 
estágio do compressor. Após a compressão, já no ter­
ceiro nível de pressão, o vapor de amÕnia se conden­
sa e sofre expansão isentálpica através da válvula 
VE2,a• para o segundo nível de pressão, completando 
assim o ciclo. 

MODELAGEM 

Como no sistema do etileno, a modelagem do tro 
cador de calor baseou-se na solução das equaçÕes de 
balanço dos fluidos envolvidos, e de transferência 
de calor, utilizando o conceito de números de unida­
des de transferência-efetividade (E-NTU) [6]. As mes­
mas hipÓteses gerais foram adotadas na modelagem do 
trocador de calor do sistema de amÕnia, ou seja, 
(i) o escoamento como sendo homogêneo e unidirecio­
nal 
(ii) regime permanente de operação para os trocado­
res de calor 
(iii) nas equaçÕes de balanço de energia, apenas a 
troca de calor entre os fluidos envolvidos foi consi 
derada, desprezando-se as perdas de calor para o 
meio exterior 
(iv) a queda de pressão ao longo do escoamento de am 
bos os fluidos . foi, também, desprezada. 

Devido a especificidade da função de cada tro­
cador de calor, hipóteses adicionais foram incorpor~ 
das à modelagem. 

Condensador 

O condensador utilizado no sistema de refrige­
raçao e um trocador de calor do tipo tubo-carcaça. 
Segundo a classificação TEMA [7], o condensador é 
BXM. 

Modelo Térmico 

O modelo empregado é o mesmo desenvolvido para 
o sub-resfriador e o condensador/evaporador por Tas­
sou e Green [8]. O modelo se baseia na subdivisão do 



trocador em três regiÕes distintas de transferência 
de calor e na solução das equaçÕes de balanço de 
energia entre os fluidos e de troca de calor. O méto 
do da efetividade-número de unidades de transferên= 
cia (E - NTU ) é aplicado a cada região, como foi apr~ 
sentado anteriormente. 

As hipóteses adicionais consideradas pa ra a mo 
delagem do equipamento foram as seguintes: 

(i) O condensador foi dividido em três regiÕes 
de transferência de calor, ou seja, 

1) Região de vapo r superaquecido 
2) Região de condensação ou bifásica 
3) Região de líquido sub-resfriado. 

a) Região Bifásica ou de Condensação 
A equação de balanço de energia aplicada à 

água de resfriamento, na região de bifásica , é ex­
pressa na forma: 

Q = ~ c (T - T ) 
bf hzo p,l,hzo h 2o,sa h 2o,bf 

onde: Th bf e Th repre sen tam as temper a turas 
2o, 20,sa 

da água ae resfriamen to•na netrada das regiÕes bifá­
sica e de vapor superaquecido, mhzo a vazão mássica 
e cp,hzo o vapor específico da água de resfriamento. 

Por outro lado, de acor do com Tassou e 
Green [8],o balanço de energia na amônia na condensa 
ção pode ser escrito como 

Q = ~ h" 
bf z,a lv 

onde: 

h" = h + c (T - T ) • m 
lv lv p,v,a m,v,s a cd,a z,a 

representa a vazão mássica d e amônia no segundo ci­
clo de co~pressão, cp,v,a o calor específi~o de va­
por da amonia, hlv a entalpia de vaporizaçao na con­
densação, Tcd a a temperatura de condensação, e 
Tm,v,sa a tem~era tura de mistura no final d a região 
de vapor superaquecido. 

A equação de troca de calor, utilizando o con­
ceito de efetividade, pode ser expressa por 

Q = E. ~ c (T - T ) 
bf bf hzo p,l,hzo m, v ,sa hzo,bf 
A temperatura de mistura no final da região de 

vapor superaquecido, pode ser obtida de forma a nálo­
ga à apresentada no caso do etileno. 

CJ. • 

T + hzo (T - T ) 
cd,a CJ. cd,a hzo,bf 

sa 
T 
m,v,sa 

onde Ci.hzo e Ci.s a representam os coeficientes de fil 
me da água de refrigeração no in terior dos tubos e 
do vapor superaquecido na carcaça. 

Por outro l ado , a expr essão de efetividade pa­
ra um fluido em mudança de fase é dada, como foi vis 
to na parte I [9],pela rela ção 

Ebf = 1 - exp(-NTUbf) 

O número de unidades d~ transferência corres­
pondente à região bifásica pode ser expresso da se­
guinte maneira 

NTUbf = 
Ubf(Fbf Acd) 

c . 
m1n 

onde Ub f representa o coeficiente global de transfe­
rência de calor na região bifásica, Acd a área de 
troca de calor no condensador, e Fbf a fração de 
área de troca de calor na região bifásica, expressa 
pela razão entre as áreas de troca da região bifási­
ca e do condensador, dado por 

Fbf = ~f/Acd 
2 Cmin a menor taxa de capacidade térmica 
fluidos, no caso, a água de resfriamento. 
b) Rcgiao de vapor superaquecido 

entre os 

A equação de balanço de energia aplicada à 
água de resfriamento, na região do vapor superaquec~ 
do, pode ser escrita na forma 

Q ~ m c (T - T ) 
sa -hzo p,l,hzo 62 hzo,sa 
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onde T62 representa a temperatura da água de resfria 
mento na saída do cbndensador. 

Por outro lado, quando a equação de balanço de 
energia é a plicada à amônia obtém-se 

Q = m c (T - T ) 
sa 2,a p,v,a 56 m,v,sa 

onde T56 representa a temperatura de entrada da amô­
nia no condensador. A equação de troca de calor, uti 
lizando o conceito de efetividade, pode ser escrita 
na forma 

Q = E C (T - T ) 
sa sa min 56 hzo,sa 

A expressão para a efetividade utilizada no mo 
dela de Tassou e Green [8] difere da emp regada no 
presente modelo, pois estes trocadores possuem clas­
sificação TEMA distinta. O trocador apresentado por 
Tassou e Green [8] é BEM, enquanto que o do presente 
modelo é BXM. A expressão para a efetividade a ser 
utilizada, é a de um trocador de escoamento cruz ado 
e globalmente contra-corrente, onde um dos fluidos é 
misturado. De acordo com Roshsenow et a l[lO] a rela 
ção para a efetividade é 

E= 1
1 - (l+B')~(1+B')/v! -i-

onde C representa a razã o entre as taxas de capac ida 
de térmica -

B' 
v 

-exp ( -NTU /2) 
exp(-C(l-B')) 

O número de unidades de 
vapor superaquecido é giao de 

NTU 
sa 

0 sa(Fsa Acd) 

c . 
m1n 

transferência 
dado por 

c) Região de LÍquido Sub-resfriado 

na r e-

A equação de balanço de energia aplicada à 
agua de resfriamento fornece: 

Q = ~ c (T - T ) 
sr hzo p,l,hz o hzo,bf 61 

onde T61 é a temperatura da águà de resfriamento na 
e ntrada do condensador. 

Por outro lado, o balanço de energia quando 
aplicado à amônia pode ser expresso na seguinte fo r­
ma 

Q = m c (T - T ) 
sr z,a p,l,a cd,a 57 

onde T57 representa a temperatura de saída da amÔnia 
e_cp,l,~ o calor especÍfico líquido d a amÔnia._A fr~ 
çao de area de troca de calor correspondente a re­
gião de líquido sub-resfriado é escrita por 

F = 1 - F - F 
sr sa bf 

A equação de troca de calor, utilizando o con­
ceito de efetividade, pode ser expressa da seguinte 
forma 

Q = E C . (T - T ) 
sr sr m1n cd,a 61 

onde T
61 

é a temperatur a de entrada da água de res­
friamento. 

NTU 
r 

0 srFsrAcd 

c . 
m1n 

O calor total trocado no condensador e 

Qcd = Qsa + Qdf + Qsr 

d) Coeficiente de Transferência de Calor 
O coeficiente de transferência de calor para a 

amÔnia varia de acordo com a região no condensador. 
Para as regiÕes onde há presença de uma Única fase, 
CJ. é obtido pelo método de Bell-Delaware [9]. 

O coeficiente de transferência para o caso da 
condensação de um fluido sobre um feixe de tubos com 
N número s de tubos alinhados verticalmente é dado 
por Taborek [11]. 
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Compressor 

O compressor utilizado no sistema de refrigera 
çao por amõnia é semelhante aqueles que compÕem o 
sistema do etileno, isto é, do tipo alternativo de 
duplo efeito (tipo K). 

O compressor K-140-2A emprega as mesmas equa ­
çÕes dos modelos dos compressores do sistema de eti­
leno. No entanto, o que se deseja agora, é encontrar 
a pressão e a temperatura de descarga a partir da v~ 
zão e da condição termodinâmica do vapor na sucção. 
Portanto, neste caso, as pressÕes de desc~rga p~ssam 
a ser as incógnitas, enquanto que as vazoes massi­
cas, os dados de entrada. 

Vaso de Pressão Intermediário e Junção dos Pontos 
53, 54 e 58 

Descrição 

O vaso de press~o intermediário e a junçao dos 
pontos 53, 54 e 58, sao os equipamentos do sistema 
de refrigeração que operam segundo uma determinada 
pressão intermediária. O conjunto vaso/junção receb e 
vapor s uperaquecido proveniente do compressor e uma 
mistura de lÍquido e vapor advinda do condensador 
após a expansão na válvula VE2 a· O lÍquido do vaso 
escoa e se expande para o s epa~ador através de uma 
válvula, enquan to que o vapor é aspirado pelo segun­
do estágio do compressor , para o condensador. 

Modelo Térmico 

O modelo consiste na solução das equaçÕes de 
balanço de massa e energia, admitindo-se que não ha­
ja troca de calor en tre o vaso e o meio exterior. 

m + m = m + ml l,a 2,a 2,a ,a 

m h + m h - m h + m h 
l,a 53 2, a 58 - 2,a 55 l,a 59 

onde, ml a e m2 a representam as vazoes mássicas da 
amônia n~ primeiro e segundo estágios de compressão 
do ~iclo e h53• h55• h58 e h59 as entalpias espec í f! 
cas, nos pontos co rrespondentes do dia g rama da figu­
ra 1.1 (da parte I ) . 

Separado r de Líquido 

Descrição 

O separador de líquido é o equipamento do sis­
tema que opera à pressão de evaporação. O sepa rador 
receb e uma mistura de líquido e vapor proveniente da 
válvula de expansão, forne cendo lÍquido ao condensa­
dor /evaporador , descrito a nteriormente. O vapor é as 
pirado pelo primeiro est ágio do compressor, para o 
vaso de pre ssão intermediário. 

Modelo Térmico 

O modelo consiste na solução da equação de ba­
lanço de mas sa e de energia, 1evando-se em consider~ 
ção que não há trocas de calor entre o vaso e o me io 
exterior. 

. h + m h = m h + m h 
ml,a 60 ev, a 50 ev,a 51 l,a 52 

onde, rnev,a representa a vazão mássica de amÕnia evá 
parada no condensador/evaporador e h50• h51• h52 e 
h60 são as entalpias específicas nos pontos corres­
pondentes do diagrama, apresentado na figura 1.1 (da 
parte I). 

Válvula de Expansão 

Como no sistema de etileno, as válvulas de ex­
pansão usada s no sistema de refrigeração por amÕnia 
são do tipo que mantém constante o nível de líquido 
em um recipiente. O modelo é análogo ao apresentado 
para as válvulas do sistema de etileno. 

METODOLOGIA, ALGORITMO E SIMULAÇÃO DO SISTEMA 

O algoritmo da simulação dos sistemas de etile 
no e de refrigeração por amõnia é desenvolvido em 
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duas etapas: a primeira 
execução dos mÓdulos, e 
ciclos de iteraçÕes das 
P.P.S .. 

etapa determina a ordem 
a segunda etapa, define 
variáveis associadas 

CODIFICAÇÃO DOS ALGORITMOS 

de 
os 

aos 

A linguagem Pascal, por questÕes de or-
dem prática, foi usada para codificar o algoritmo de 
simulação dos sistemas de etileno e de refrigeração 
por amonia. 

A simulação da unidade de reliquefação, dividi 
da nos sistemas do etileno e de refrigeração por amÕ 
nia, foi realizada da seguinte forma: o algoritmo do 
sistema do etileno é inicialmente executado, definiu 
do a carga térmica de refrigeração e, em seguida, ; 
executado o do sistema de refrigeração por amÕnia. 

Os dados de entrada do programa referentes ao 
processo do sistema de etileno são: 

(i) as pressÕes do tanque de estocagem, inter­
mediária e de condensação; 

(ii) e, as temperaturas 
tanque de estocagem e do vaso 

de saída do vapor do 
de pressão int ermediá-

rio. 
Os dados de entrada do programa referentes ao 

processo do sistema de refrigeração po r amônia sao: 
(i) a pressão de evaporação ; 
(ii) a carga térmica de r efr igeração; 
(iii) as tempera turas de saída do vapor do se­

parador de líquido e do vaso de pressão intermediá-
rio; 

(iv) e, a vazão mássica e a temperatura da 
agua de resfriamento na entrada do condensador. 

O programa fornece a vazão mássica, a pressão, 
a temperatura, a entalpia e o título da mistura (am~ 
nia ou etileno) para diversos pontos do fluxograma 
da unidade. Destas, apenas as pressÕes e as tempera ­
turas se rão comparadas posteriormente com os dados 
exper imentais extraídos da própria instalação . Tod os 
os dados re ferentes as constantes fÍsico-quÍmicas do 
e tileno e da amônia foram encontradas nas referên­
cias [1 2], [13] e [1 4 ]. 

RESULTADOS 

Nas figuras 1.1 e 1.2 são apresentados os valo 
res das pres sÕes intermediária e de condensação do 
s istema de refrigeração. 

Os valores previstos da pre ssão intermediária 
apresentam um desvio máximo de 21%. Já os valores da 
pressão de condensação estão em uma faixa de 14 %, 
sendo que 60% dos pontos estão situados razoave lmen­
te prÓximos dos valores experimentais. A concordân­
cia entre as pressÕes estimadas e os valores experi­
mentais está relacionada ao ajuste efetuado no coefi 
ciente volumétrico (Cv). 

E, finalmente, a figura 1.3 ilustra a compara­
ção da temperatura da amônia na saída do condensador 
do sistema de refrigera ção . 

Pode-se observar, que os valores experimentais 
estão próximos do s valores previstos, com um desvio 
de aproximadamente 10 K. 
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Pressao Intermediaria (x10' Po) - EXPERih.!ENTAL 

Figura 1.1- Comparação entre os valores previstos e 
os experimentais para a pressao no vaso de pressao 
intermediário. 
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Figura 1.3 - Comparação entre os valores previstos e 
os experimentais da temperatura da amÔnia após o con 
de~ador. 

CONCLUSÃO 

Os resultados obtidos para o sistema de refri­
geração por amÔnia foram como no caso do etileno con 
siderados satisfatórios, no entanto, algumas suges= 
tÕes para o aprimoramento do modelo de simulação in­
cluem: 

O cálculo da perda de carga nos modelos dos 
trocadores de calor. O método de Martinelli - que se 
aplica a escoamentos bifásicos - poderia, por exem­
plo, ser utilizado nos trocadores onde há mudança de 
fase. A queda de.pressão associada a este tipo de e~ 
coamento certamente contribuiu para que os ciclos 
reais dos sistemas do etileno e de refrigeração por 
amônia se afastassem dos respectivos ciclos ideais. 

- A introdução de modelos visando contabilizar a 
transferência de calor entre as tubulaçÕes e o meio 
ambiente. A tubulação poderia ser vista como um tro­
cador de calor, no qual o coeficiente global (de 
transferência de calor) seria composto pelas resis­
tências térmicas por convecção (lado interno e exter 
no do tubo) e por condução através do isolamento. -

- A substituição da modelagem do tanque de esto­
cagem por outra mais sofisticada (considerando-o co­
mo um trocador de calor), onde parâmetros geométri­
cos e de operação seriam levados em conta. Isto per­
mitiria, o estudo do comportamento da unidade em fun 
ção da variação de insolação recebida pelo tanque de 
estocagem ao longo do dia. 

- O desenvolvimento de um estudo exergético com 
o intuito de identificar dentre as possíveis altern~ 
tivas de funcionamento da unidade, a que melhor apro 
veite os recursos energéticos disponíveis. -
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SUMARIQ 

Este trabalho uti li ::: a a Técnica do Ponto de Est ra ngulamento e o 
:'-letodc d a Ta b t:la Problema pa ra a avaliação do desempenho de uma 
p lanta 7ndustr ; a l , obse rvada s as restrições d o seu flu x ograma de 
proce s so, visan ao def i nir metas de mjxima recuperação de energia n o 
c rcu1tc ae ut1:1cJdes e estabe le c er procedimentos para aumentar a 
c~pci c; J~ie •n scaiada, com a eliminação de gargalos atra vés de 
!ll,)l.c i f' 7 vé.i.;·(: çc ,,: ,'.O S pa t--âtne tr·os de proje t o de SeUS equ Jp amentoS. 

As e ' ·1 ge,1 c 1 as de nu vo s pa tamar·es de 
produciv~ d ade e c ump~ ti t1vidada em um 
cerd; r-- :c de glo'bali .. :aç .. ~·-> de mercados têm 
e;<e rc 'do pre ssõ2::: ::L- 8 11 t.c • .=.d.::-s nos pro gramas 
de ccn tr·c1e .Je :;u ; ;su r lo· de enet·gia (PCE) das 
pL:, ;:t é.s c;u 1rni c a, , e petroquim1cas , 
imp 1 : c a. r, cc na 11 ecess ·j dade a oso luta de 
;1:i;·;imi za ção c os cu ste s opér a c ionais 
assoc i ad os à s centra s de utilidades (vapo r 
e àgua de res " r1amentoj . 

Neste con t ex to , a análise de 
integ raç ã o e nergéti c a de e quipamentos 
térm icos, tena·::l em mente os 1 imites 
resultantes das c ar·acter ~ st i cas de cada 
processo , const i tui e leme nto bâs ico para 
o func onétmen to de un idades i •1dus t r i a i s em 
condições óti mas, espelhadas por indi ces 
técnicos que r e laci o nam os ni ve is de 
deman da de energ 1a com a capaci dade de 
produção da planta. 

A p reoc upação c em excessivas perdas 
de ene r g1a no proc esso, compr ometendo a 
oper a~ão efi ci en te de comple ~os quimicos e 
petroqu im 1ccs , ve m absor·ven do pr-o l ongados 
esfo rços de algun s pesquisa.dores, 
pnn c tpaimente c o ncentr ad e s na a va liação de 
redes de t r oc aJure s de calor e sistemas 
comb i nados de cal or e po tência (Linnhoff et 
a1., 132.2 ) ( Linnhoff , 1983) . 

Dentr o dessa abu rdagem, a 1 gun s 
1mportantes trabalhos publi c ados (Linnhoff 
e Hindt:ta rsh, 1983) ( Linnhoff e Vredeveld, 
1984 ) (Lin'lhoff e Smi th , 1988 ) discutiram a 
aplicação da Técnica do Ponto de 
Estrangu l .:.mento da recuperação de c al or 
("Pinch Technology") no projeto integrado 
de equipamentos térmicos. Outros auto res 
(Boland e Hindmarsh, 1984) (Duran e 
Grossmann, 1 986), ampliando o es copo deste 
método, demonstraram a sua funcionalidade 
na previsão dos custos minimos associados 
ao consumo de utilidades e na otimização 
energéti ca de pl an tas industriais. 

Na sequência, os resultados da 
pesquisa convergiram para a disseminação 
deste conceito em auditorias técnicas de 
engenharia em industrias quimicas, 
petroquimicas, papel e celulose, 
aliment1cias e farmacêuticas (Tjoe e 
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L i nnh of f, 198 6). Os progr·es s os obtidos 
e vi den c iaram que a tecno logia emergente, 
muito mais que um procedimento 
e xc lusivamente ded icado â solução do 
p ro blema energéti c o, pode contribuir para 
c o rrigir distorções relacio nadas â 
qua lidade de efluentes industriais, à 
me lhoria do rendime nto global do processo , 
à ampl iação da capacidade instalada e a 
outr a s questões operacionais ( Li nnhoff et 
a 1., 1988). 

A metodologia adotada neste trabalho 
focaliza o problema da integração 
energética de uma planta quimica, com a 
incl usão de um conjunto de restrições 
geradas pelo estudo conceitual do processo 
e de se us fl uxogramas, visando inc rementar 
o grau de aproveitamento das 
matérias-primas utiliz a da s (rendimento do 
processo) e atingir metas de má x ima 
recuperação de energia. 

A ferramenta e mpregada par a a 
avaliação do conjunto de equipamentos 
térmicos e xistentes no universo de 
o perações unitárias rep r e sentati vas do 
p rocesso é a Técnica do Ponto de 
Estrangulamento, que poss ibilita a 
identificação 'de ga rgalos na unidade 
in dustria l e fav o rece a proposição de 
modifi cações no s parâmetros de projeto dos 
equipamentos menci o nados. 

Os aspe c tos pr i ncipais do trabalho 
desenvolvido são destac ados em um exemplo 
real de uma planta de produção de açucar 
com um flu xograma de processo conso lidado, 
englobando trocadores de calor de placas, 
ejetores e condensadores. 

FUNDAMENTOS 

A Técnica do Ponto de Estrangulamento 
tem como base uma análise dos fluxos 
térmicos do processo, quando então as 
correntes quentes são combinadas em termos 
de seus conteudos entálpicos para construir 
um perfil composto de resfriamento e as 
correntes frias geram, analogamente, um 
perfil composto de aquecimento (Linnhoff et 
al., 1988). 



Tais curvas compostas são dispostas 
em diagramas de entalpia x temperatura e 
possibilitam identificar a diferença de 
temperatura minima permitida (ponto de 
estrangulamento), bem como os requisitos 
minimos de utilidades nos extremos frio e 
quente do processo, e o nivel máximo de 
recuperação de calor na região de 
superposição das referidas curvas. 

O ponto de estrangulamento divide o 
sistema global em dois subsistemas 
termodinâmicos distintos, cada um dos quais 
em equillbrio com a sua fonte de 
utilidades, indicando que, se não houver 
transferência de calor através deste ponto, 
estará garantido um consumo minimo de 
energia no processo. 

Partindo destes conceitos teóricos, 
os textos de referência (Linnhoff et al., 
1982) mostram o Método da Tabela Problema 
como o procedimento mais simples, imediato 
e lógico de utilização da Técnica do Ponto 
de Estrangulamento no projeto e/ou na 
avaliação de processos industriais. Isto 
posto, diversos casos pràticos foram 
estudados na Oltima década, a maior parte 
deles com atenção especial para os sistemas 
de troca térmica, tendo como suporte este 
método e obedecendo as segu1ntes etapas: 

análise do fluxograma de processo; 
estruturação da tabela problema com a 
especificação das temperaturas de entrada 
e de saida (metas), vazôes màssicas e 
entalpias das correntes de processo; 
elaboração do diagrama de integração 
térmica, contendo os trocadores de 
calor presentes no processo; 
identificação das necessidades de 
utilidades quente e fria; 
contrução dos gràficos das curvas 
compostas para as correntes quentes e 
frias (diagrama temperatura-entalpia); 
determinação da diferença de temperatura 
minima (ponto de estrangulamento) e 
confirmação das cargas térmicas relativas 
ás utilidades; 
diagnóstico do problema e seleção de 
alternativas de solução, observadas as 
restrições tipicas do processo; 
proposta de modificações, quando da 
avaliação de uma unidade em 
funcionamento, ou projeto integrado do 
processo. 

APLICACOES NA ENGENHARIA DE PROCESSO 

Modernamente, a sintese de processo, 
entendida como a cr1ação de suas 
estruturas, alcançou um avançado estàgio de 
desenvolvimento como consequência direta de 
um melhor entendimento das transferências 
de energia no sistema global de 
processamento. 

As novas estratégias de integração 
energética de processo baseadas em 
principias e conceitos de termodinâmica 
aplicada- tal como a Técnica do Ponto de 
Estrangulamento - possibilitam melhores 
concepção e dimensionamento de esquemas de 
recuperação de calor, de sistemas de 
geração combinada de calor e potência, e de 
processos energeticamente eficientes. Esses 
avanços teóricos-têm feito com que se olhe 
para processos tanto do ponto de vista de 
escoamento de material quanto do de energia 
(Liu et al., 1987). 
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Embora a referida técnica anal1tica 
seja fundamentada no escoamento de calor, e 
tenha sido utilizada frequentemente na 
integracao de processos visando o uso 
eficiente de energia, não se const1tui 
apenas em um método de obtenção de economia 
de energia. Seu embasamento termodinâm1co, 
seus conceitos peculiares e seu 
procedimento de aplicação permitem-lhe 
ampliar o escopo original da otimizaçãc 
energética de plantas industriais para a 
racionalização/otimi:ação da engenharia de 
processos. 

Os seguintes tópicos mostram exemplos 
de utilização da Técnica do Ponto de 
Estrangulamento no contexto da engenhar1a 
de processamento de materiais (Linnhoff et 
al., 1988): 

modificações de processo e ampliações de 
plantas industriais; 
desengargalamento de processo, e detecção 
e elim1nação de fontes de problemas de 
opera~ão da planta; 
aumento da capacidade de processamento da 
planta; 
incremento da eficiência da conversão 
reagente;produto, e obtenção de ganhos 
na qualidade do produto f1nal; 
redução do impacto ambiental, através da 
melhor qualidade dos efluentes; 
redução de custos de operação e de custos 
de capital. 

!;~lUDO Ql; ÇASO 

o presente trabalho d1scute a 
aplicação conjugada da Técnica do Ponta de 
Estrangulamento e do Método da Tabela 
Problema na avaliação de uma planta de 
produção de açOcar, representada pelo 
fluxograma visto na figura 1, contendo 
equipamer1tos térmicos de contato direto e 
indireto. A unidade é composta por três 
sistemas de evaporação com trocadores de 
calor de placas (TC), vasos separadores por 
vaporização (VF), ejetores de 
termocompressão (EJ), condensadores 
barométricos (CB) e um cristalizador 
evaporativo (CR). As utilidades quente 
(vapor saturado) e fria (àgua) estão sempre 
dispon1veis nas temperaturas de 175 ·c 
e 30 C . 
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Figura 1 . FluxograMa de Processo da Planta de Acucar 
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Os dados das correntes de processo 

quentes ( Q) e frias (F) estão sintetizados 
na tabela problema (tabela 1). E importante 
ressaltar que as correntes Q10 e Q11 estão 
especificadas com as mesmas vazões màssicas 
de F8 e F9, sendo resultantes do 
aquecimento nos sistemas de termocompressão 
(EJ1 e EJ2). Na realidade, as v azões 
màss icas de Q10 e Q11 são maiore s em função 
da adição de vapor vivo nos 
termocomp ressore s , fato que é computado 
adiante como c o nsumo de utilidade quente em 
um trocador de contato direto hipotéti co 
(H " ). 

Tabela 1. Ta bel a Problema 

---------·------·-------

Corre r: te 

F1 
F2 
r··.:.-

F8 
r ·~' 
C:5 

,Q6 
Q7 
010 
01 1 

Te nt 
( ' C) 

65 
6 -J 
64 
62 
s:; ·-· 
-0 

62 
58 
48 

107 
107 

78 
72 
74 

1 o 7 
10 7 

45 
4 8 
40 
92 
92 

Wm 
(kg/ h) 

96603 
73081 

108000 
564 
740 

1358 
1777 

251 
564 
740 

t.H 
( kW) 

11 38 
646 
788 

7 
1 o 

946 
12 3 1 

176 
369 
484 

- --- ----- --··---··-- ----·-·--- ·--·--- - -

O diagrama de integração térmica 
(figura 2) , obtido a pa r tir das informações 
do flu xo grama, das metas da tabela problema 
e do s ba 1 anços de e nergia, mostra o s 
trocadores de ca lor envolvendo a s correntes 
de processo (TC1 e TC2), os aquecedores de 
contato indireto (H) e d i reto (H'), e os 
resfriado res de can tata direto (C'), bem 
como a s unidades hipotéticas (H"), 
forne cendo u m quadro geral da rede de troca 
térm ·i ca . 

,----, 65 •c .. - .. 69 ,a' c ~ 7il =·c 
~._1_.: l!!J '11 

6ü =c T .---. 69 • c 72 , c 
~-.2 '~ ~ I ' .TJ ~ ,. 

64'C ' .--.. 74 ' C 
t----+--t---;· H; '11 ·-- · 

H' . 
'---' 

107 ' C 
[li 

46'C 62"C 
-~-+---+-----@] 

48 ' C sa·c 
~f------i c '1---1---t------1 

92'C J 107'C 
11-----· 1 )-, -+------; ·--· 
92"C 107°C lr-------j·::ª_:'ri ----@TI 

Figur>a 2 , DiagraMa de Integração TérMica 

501 

A figura 3, resultante da totalização 
dos conteàdos entàlpicos das correntes nas 
fai xas de temperatura ditadas pelo 
orocesso, traz os perfis compostos de 
aquecimento e de resfriamento para o caso 
estudado, evidenciando a diferença de 
temperatura minima ( 4Tmin = 32 OC) , 
a carga térmica da utilidade quente 
(Qq = 1735 kW) e a carga térmica da 
utilidade fria (Qf = 2350 kW). 

.------

.- , ,-:,~ ;.:::: ;-i t ::::. 
- · i.J':...!.''-•1 ! ,_._, 

-----
---·· 

Figura 3 

----
.-----

~- -

Curvas Compostas 

A posição relativa e as demai s 
c aracteristicas de s tas curvas permitem 
realizar um diagnóstico da situação: 

o pequeno grau de superposição entre as 
curvas denota um bai xo nivel de 
integração energética entre as correntes 
de processo; 
as c orrentes de vapor na saida dos vasos 
de s eparação e do cristalizador não podem 
ser utilizadas para aquecer as correntes 
frias de processo, uma vez que apresentam 
temperaturas praticamente iguais ou 
inferiores àquelas registradas pelas 
co rrentes F1, F2 e F3. Este fato explica 
o acentuado deslocamento da curva fria 
para a direita, jà que a fonte de 
utilidade quente (vapor vivo) é a 

principal responsàvel pelo aquecimento 
das correntes de processo e a fonte de 
utilidade fria (àgua) responde quase que 
exclusivamente pelo resfriamento das 
correntes de processo. 

Modificações na Unidade Industrial 

Considerando os limites do processo, 
cabe, neste ponto, propor um conjunto de 
modificações para a melhoria do desempenho 
da unidade industrial, decorrentes da 
anàlise feita pela Técnica do Ponto de 
Estrangulamento: 

o redimensionamento do sistema de vàcuo 
no circuito de evaporação possibilita a 
translação da curva fria para a esquerda, 
promovendo o incremento do nivel de 
integração energética (uso do vapor 
gerado no processo) e, em consequência, 
reduzindo o consumo de utilidades (menor 
custo operacional); 



o reaproveitamento integral do vapor 
gerado no processo viabiliza estudos 
posteriores para a eliminação dos 
condensadores barométricos (C81 e C82) e 
dos termocompressores (EJ1 e EJ2); 
alternati vamente, a redução da carga 
térmica da utilidade fria pode ser 
conseguida com o uso do vapor gerado no 
processo em outros pontos da planta (por 
exemplo, no aquecimento dos tanques de 
dissolução da matéria-prima), sem 
implicar em qualquer sacrificio para as 
torres de resfriamento existentes na 
central de utilidades; 
as jà comentadas alterações no sistema de 
vácuo podem ser direcionadas para elevar 
as taxas de evaporação nos vasos de 
separação e diminuir os ciclos 
operac ionais do cristalizador, aumentando 
a capacidade da planta e eliminando 
gargalos na obtenção do produto final. 

CONCLUSOES 

Os principias gerais da Técnica do 
. Ponto de Estrangulamento não estão 
limitados á análise de redes de trocadores 
de, calor: neste trabalho, por exemplo, 
foram aplicados a equipamentos térmicos de 
contato direto. 

Além disto, o procedimento e xposto no 
estudo de caso é uma poderosa ferramenta 
para a a valiação de processos quimicos e 
petroquimicos. 

Em sintese, a força da metodologia 
reside na simpli c idade c om que são 
detectados os gargalos e a s disfunções na 
operação de plantas industriais, 
garantindo, entre outros beneficias 
tangiveis, soluções pràt{cas para a 
e xecução de modificações nos equipamentos 
e também fa vorec endo a ampliação da 
capacidade de produção com reduzidos 
niveis de investimento fixo. 
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A8STRACT 

Pinch Technolog y is a totally general 
process engineering too l to solve problems 
as diverse as increasing produ c t yield 
and improv ing the process flexibilit y. The 
objective of this paper is to presen t a 
systematic evaluation of a sugar 
processing plant using the Pinch Technology 
and the straightfo rward Problem Table 
algorithm, with a procedure for 
simultaneousl y handling some aspects of 
optimal heat integration while pe r forming 
the analysis of the process flow-sheet. 
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SUMÁRI O 

E6te thabalh o ke6um e- 6e em apke6entak a 6 imulaç~o de uma col una 
de ab6o~ç~o de ga 6e6 5cido6 , atka v~ 6 do u6o de um 6imuladok de phoce6-
60. O metodo uti lizado paka o c~lculo da ab6 o hç~o ~ an5log o ab utiliza 
do em co~ una 6 de e6t5g io6. Ao lnv~6 de u6ak o coe 6iclent e glo ba l d~ 
tkan6~ek e nc l a de ma66a paka de6 ck evek o than6pokte que ocohhe na co lu ­
na , ~ utilizad o a e6ici~ n cia de Muhph kee modi 6; cada. 

I NTRODUÇÃO 

O MonÓxido de Carbono e utilizado como matéria­

- prima na s in tese do DMF (dimetilformamida) sendo 

produ zido a part ir do Coqu e de PetrÓleo e Oxig~ni o. A 

r eaçao se desenvolve a alta tempera tura (ac ima de 

1000° C) , ge rando como sub- pr odutos o C02, H2, H20, 

H2S , COS , CS2 , etc .. A puri fi cação do CO é baseada na 

absorção fi s ica das impurezas com metan o l resfr i ado a 

al ta pressão , processo mai s conheci do como Rectisol. 

A simulação da co l una de absorção de gases ácidos 

(C02, H2S, COS , CS 2l , é necessári a par a a rea li zação 

do es t udo paramétrico do processo de purificação do 

MonÓxido de Carbon o (CO). 

A Pl an ta de CO pertenc e a BASF Qui mi ca da Bah i a , 

e encontra-se localizada no pÓl o petroquimico de Ca­

maçari. 

O simulador de processo u ti li zado na s imul ação 

da coluna é o HYSIM, pertencente a Hypro tech Ltd. Pa­

ra o cálculo da co luna de a bsor ção o método utiliza do 

é o desenvo lvido por Russel (1983), o qua l não é to­

talmente n ovo , mas é uma n ova combinação das técni cas 

existentes, p er tencendo a c·lasse "inside-outs ide " de 

métodos originados por Boston (Russe l, 1983). O bala~ 
ço de massa e e nerg i a é resolvido u t ili zando um mode­

lo simples para o cálculo da enta lp ia e equilibrio li 

quido-vapor . A efici~ncia de Murphee modificada é ut~ 
lizada pelo simulador , para c ada estág io. Outro de ta­

lhe importante é que o cá lculo da coluna é feito atr~ 
vés de estág ios, sendo desta forma necess ário para a 

coluna de rec.heio o valor da HETP (altura de empacot~ 

mento equivalente a um prato teÓrico) . 

O cálculo da e fi c i~ncia, HETP, c orreção do ba­

lanço energético, e os resultados obtidos através do 

uso deste tipo de técnica para o cál culo da coluna de 

absorção de gases ác idos, sao descritos nos proximos 

itens. 

COLUNA DE ABSORÇÃO 

Es ta operação e a mais importa nte do processo 

de purificação de CO, devendo a simulação ser a mais 

reali s ta possivel. Quando começamos a obter os prime~ 
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r os resultados da simulação desta co luna, observamos 

que a temperatura de salda do metano l da coluna esta­

va totalmente diferente dos dados encontrados na pl a~ 

t a. Es tudamo s o caso e conc luimos que o mode lo de cá~ 

cu l o do simul ador para este tipo de co luna de absor­

ç ao, não consider a rigoros am ente os efeitos t érmicos 

assoc iados aos calores. de absorção, transfer~ncia de 

calor ent re as correntes de l iquido e gás, evaporação 

e condensação do solve nte. Para o balanço de massa da 

coluna, o cálc ulo da efici~ncia co r rige as dis torçÕes 

decorrentes da hipÓtese de equilibrio para os es tági­

os. Desta forma, uma correção no ba l anço energéti co 

da co luna f oi efetuado. 

Cálculo da Efici~ncia: 

A solubilidade e velocidade do gas e do liquido , 

viscosidade, mec a ni s mo de absorção , b em como o ti po 

de recheio ou pra t o são alguns dos fatores que afeta m 

a efici~ncia das colunas. O cálculo da e fi c i~nc i a a ­

través dos métodos de trans fer~nc i a de massa, ou o u­

s o de alg uma correlação empirica pode ser usado na 

predição da eficiênci a . 

Uma outra a lternativa para predizer a eficiên­

c ia, é us a r o prÓprio simulador, isto é, c om os dados 

de ba lanço de massa e energia da coluna , a eficiência 

no simul ador é modifi cada a té que o bala nç o de massa 

para a coluna s imulada se igua le aos dados reais. Es-

te é o mé todo que utilizamos para predizer ~ efici~n-

c ia da co luna de absorção . O valor encontrado para ca 

da es tágio da coluna é 56,18% (Vegini, 1992 ). 

Cálculo da HETP: 

Esta informação e necessaria para as colunas 

que possuem recheio , ja que no simulador o cálculo é 

feito através de estágios. Para o cálculo da HETP (a~ 
tura de empacotamento equivalente a um prato t eÓrico) , 

usamos os valores . que se encontram no Perry's Chemi­

cal Engineer' s Handbook (Perry, et al ., 1984), os 

quais são mostrados n a Tabela 1. 

Estes valores são aplicados à si s temas de absor 

ç ao e desabsorção, onde ocorre somente a bso r ç ão ou de 

s absorção fisica dos gases. 



Tabela 1 . Cá l cu l o da HETP 

Tamanho do Recheio H E T P 
mm ( in) m 

25 (1) 0,4 - 0,5 
38 (1,5) 0 ,5- 0 , 7 
50 (2) 0,7 - 0,9 
75 (3) 0,9 - 1, 0 

Correção do bal anço energét ico da co luna: 

O cálculo de uma co luna de absorção de gases e 

complicado , dev i do aos efeitos térmicos associados 

a os calores de absorção , transferênci a de calor entre 

as c orrentes de liquido e gas, evaporação e condensa­

ção do solvente . 

Várias alternativas para corrigir o balanç o e­

nergéti co da coluna de absorção de gase s ácidos f oram 

·estudadas , mas dev ido as comp li caçÕes de cada caso , 

optamos pe l a correção do ba l anço energét i co através 

da adi ção de energia à co luna. Como possuÍmos dados a 

respeito da coluna de a b sorção em vá rias cond içÕes de 

operação, s imul amos estes casos e ad i cionamos uma co~ 
rente de energia à co luna para corri gi r a temperatura 

do me tanol. Desta forma , possuimos várias simulaçÕes 

corrigidas de f o rma manual, a qual nos fornece a ta­

xa de e nergi a necessária pa ra cada caso . A Tabe l a 2 

apresen t a a taxa de energia para as várias condiçÕes 

de operação , bem como os valores das variaveis que 

cons ideramos como sendo as q ue possuem maior influên­

c ia na temperatur a do meta nol. 

Tabe l a 2 . Taxa 0e energ i a neces s a ria para correçao 

da temperatura do metano l na salda da colu­

na 

Nome d~ I Energia ~ VL I VG I TL I TG 
S imul açao KJ / h Kg/h Kg/h o c o c ' I 

A030781 243so 1 1804,1o 159 , 982 1 - 9,o I 19,33 : 

A160781 2ss2s 1 1767, o1 124,72o l - 7,s 1 2o , oo 

A1820781 2623o 1 1881 , o4 139,9311 -9 , o I 21,so 

A080781 267so 1 1814 , 80 124 , 596 1 - 9 , 0 I 17 , 00 I 

A090781 268oo I 18os ,s6 109 , 501 I - 9 , 5 I 19 , 00 I 

A020 781 2733o 1 1763,78 139,9691 -9,8 1 19,1 o 

A060781 2926s I 18os , 6s 139,7oo l -9 , 6 I 18 , oo 

A050781 29o5o 1 1837 , o3 149 , 68o l -9,5 I 17 , 25 1 

A19 20781 3355o I 1930 ,73 135;168 1 - 8 , o I 24, oo 

A060191 54ooo 1 3436,60 364,1311 - 8 , 3 I 22, 7o 

A070191 582oo 1 3438 ,47 362 ,599 1 -8, 7 I 23,3o 

A080191 6o9oo 1 3437,45 350 , 8o2 1 -8,5 I 22,oo 

A100 191 623oo I 3469,81 190,9731 - 9 , 3 I 23, 30 

A050191 I 63ooo I 3369 ,991 361, 042 1 - 9 , 3 I 23 , 70 

A150191 I 6725o I 3452,49 1 180 ,43o l - 8,7 I 23 , 7o 

A120191 I 70230 I 3458 ,791 190,9201 - 10,0 I 23,30 

Al60191 I 7053o I 3438,391 181,55ol - 8 , 7 I 23,30 

Cada simulação (ex . : A030781), corresponden te à 
condiçÕes de operação de determinado perÍodo, d i a, 

mes e ano. 

O prÓximo passo foi achar uma correlação que 

nos forn eça a correçã o da taxa de energi a automatic~ 

mente. Esta correlação deve conter as variáveis c i ta­

das na Tabela 2 , as quai s são consi deradas como sendo 

as variáveis que possuem ma ior infl uência n a tempera­

t ura do metanol n a salda da coluna. 

Com ajuda de um softwar e estatístico (o SAS), o 
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qual produz a estimativa dos parâmetros de um modelo 

não linear, c onsegu imos ob ter uma corre laç ão. O soft­

ware exige que a expressão d a correlação , ou melhor, 

o modelo não linear e os valores iniciais para os pa ­

râmetros sejam fornec idos. 

Como o modelo não linear tem que ser fornec ido, 

tentamos vários mode l os , mas o que apresentou melho­

res resultados é o descrito a segu ir: 

FE = K1xVG + K2xVL + K3xVGxVLx(TL-TG), ( 1) 

onde: Kl, K2 e K3- parâmetros a serem es tima ­

dos ; 

VG 

VL 

TL 

TG 

FE 

- vazão de gás (Kg/h ) ; 

-vazão de liquido (Kg/h ); 

temperatura do liquido(°C); 

- temperatura do gás (OC); 

- fluxo energét ico (KJ/h ) . 

Através deste modelo e com ajuda do software, 

os parâmetros K1, K2 e K3 foram e stimados. A segu ir 

ap r esenta mos os valores estimado~ e os seus respecti ­

vos desvios: 

Parâmetro 

Kl 

K2 

K3 

Valor 

125,6220695 

21,4860410 

-0, 0007912 

Desv i o Padrão 

20 ,498256852 

1 , 011696445 . 

0 ,000149860 

% Desvio 

16,52 

4 , 71 

18 ,94 

Na Ta b e la 3 sao apresentado s os resul tados . Po­

demos observar que os desvios s ão na maiori a dos ca­

s os inferiores a 10% , o q u e nos mostr a que a corre l a ­

ção e adequada para as condi ç Ões de operação da Plan­

ta de CO. 

Tabela 3 . Taxa de Energi a C alcula~a pe la Correlação 

Nome da Simul aç ão I FE I FE , i ' "' r" ri" I% Desvio 
A030781 24350 I 25135 , 3 I 3 , 2 2 

A160781 25525 I 27093,7 I 6, 1 5 

A1 820781 26230 I 29189 ,7 I 11 , 28 

A080781 26750 I 27992 ,5 I 4,64 

A090781 26800 I 29497,1 I 10 , 06 

A020781 27330 I 25958 , 7 I 5, 02 

A060781 29265 I 26755 ,6 I 8,57 

A050781 29050 I 26487 ,3 I 8,82 

A1920781 33550 J 31111, 3 I 7 , 27 

A060191 54000 I 58790 , 2 I 8 , 87 

A070191 58200 I 59896 ;9 I 2,92 

A080191 60900 I 58889 ,5 I 3 , 30 

A100191 62300 I 67654,3 I 8 , 59 

A050191 63000 I 58822 ,1 I 6,63 

A150191 67250 I 67484,0 I 0,35 

A120191 I 70230 I 67730,9 I 3,56 

A160191 I 70530 I 66876 ,1 I 5 ,18 

A corr e l a ção foi programada com a juda da ca l c u­

ladora ( l inguagem de programação prÓpria do simul a ­

dor), sendo a utoma ticamente corrigi da quando alguma 

de suas variáveis muda de valor. 

~ 
l'í 

I 
~ 

~ 
t~ 
t~ 



TESTE DE VALIDADE DO SIMULADOR 

Devi do a falta de informaçÕes sobre o balanço 

de mas s a da co luna de absorção da Planta de CO, util~ 
zamos dados exper i mentai s de uma Planta Piloto para 

verificar se o s imulador produz resultados satisfató­

rios. 

Os dados utili zados são de uma Pl anta Piloto de 

Gaseificação e Purificação de Carvão l ocali zada na U­

niversidade Estadual da Carolina do Norte - NCSU (Kel 

ly, 198 1). PossuÍmos os dados de balanço de massa e~ 
nergia para a coluna de absorção, a qual usa o mesmo 

pr ocesso da Planta de CO para purificação do gás (Pr~ 

cesso Rect isol) . Os componentes do gás a ser purific~ 

do, bem como as condiçÕes de operação da coluna ( pre~ 

são alta e temperatura baixa) , são semelhantes ao da 

Planta de CO. 

O cá l culo da HETP e o val or da eficiência são 

iguais aos descritos anteriormente. O procedimento p~ 

ra o cálculo da correção do balanço energético desta 

coluna de absorção, é o mesmo descrito anterior mente. 

O model o não linear encon trado anter iormente será uti 

lizado, mas os va l ores dos parâmetros K1, K2 e K3 de­

verao ser estimados novamente através dos dados expe­

ri~entais da Planta Piloto. 

Nas Tabelas 4 a 7, encontran-se os resultados 

da composição da corrente gasosa e temperatura do me­

tano l que saem da coluna. Os resultados das Ta bel as 

r epresentam os dados e xperimentais da Planta Piloto, 

do programa MC OMP e das simulaçÕes com e s em correção 

do bal anço energético da coluna . O programa MCOMP ut~ 

liza o coeficiente global da transferência de massa 

para descrever o transpor te que ocorre na coluna, e 

foi desenvolvido especialmente para predizer o compo~ 

tamento de um~ co l una de absorção para este tipo de 

sistema (Ke lly, 1981). 

Tabe l a 4. Comparação dos Resultados para a Coluna de 

Absorção AM I -30 

SIMULADOR 
PLANTA PROGRAMA 

SEM I COM PILOTO MCOMP 
CORRE ÇÃO CORR~ÇÃO 

COMPOSIÇÃO DA CORRENTE DO GÁS PURIFICADO (% MOLÀR) 

co2 I 1,4600 I 1,3780 0,7500 I 0,9200 

H;::>S I 0,0480 I 0,0020 I 0,0100 I 0,0100 

c os I 0 , 0030 I traços I 0,0000 I 0,0000 

MEOH I traços I 0,0130 I o,o1oo I 0,0100 

H_2 I 43' 1900 I 44,4590 I 45,o9oo I 45,0000 

c o I 28 ,4800 I 27 , 6980 I 28 , 35oo I 28 , 2000 

N2 I 24,8900 I 24,3450 I 23,92oo 1 23 ,8900 

CH4 I 1,9500 I 2 ,0850 I 1, 87oo I 1,8800 

TEMP. DA CORRENTE DE METANOL DO FUNDO DA COLUNA 
o c I -15,09 I -14,74 I - 26,56 I - 15,01 
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Tabela 5. Comparaçã9 dos Resultados para a Coluna de 

Absorçao AMI-35 

PLANTA PROGRAMA 
SIMULADOR 

PILOTO SEM I COM MCOMP 
CORREÇÃO CORREÇÃO 

COMPOSIÇÃO DA CORRENTE DO GÁS PURIFICADO (% MOLAR) 
co2 0,9500 0,3600 o,6ooo I 0,7100 

H2S I 0,0370 traços o,o1oo I 0,0100 
c os I 0,0030 I traços o,oooo 1 0 , 0000 
MEOH traços 0,0090 I 0 , 0100 I 0,0100 
H_2 45,5000 I 47 ,2240 47,4600 I 47,3900 
c o 27,8500 I 27,9980 I 28,5400 I 28,5000 

N2 I 23,2300 I 21,7540 I 21 , 0900 I 21,0800 

CH4 I 2,4400 2,6580 I 2,2900 I 2 ,3100 
TEMP. DA CORRENTE DE METANOL DO FUNDO DA COLUNA 

o c I -17 ,38 I -16,05 I -28,68 I -17,28 

Tabe l a 6. Comparação dos Resultados para a Coluna de 

Absorção AMI-36 

SIMULADOR 
PLANTA PROGRAMA 

PILOTO SEM I COM MCOMP 
CORREÇÃO CORREÇÃO 

COMPOSIÇÃO DA CORRENTE DO GÁS PURIFICADO (%MOLAR) 

CO;::> I 0,4200 I 0,4330 0,7300 I 0 ,8600 

H;:>S I 0,0680 I traços I 0 , 0 100 I 0,0100 

c os I 0,0040 I traços I 0 , 0000 I 0,0000 

MEOH I traços I 0,0160 0, 0100 I 0,0100 

H2 I 44,3100 I 4 3 ,3450 I 43,3800 I 43,3100 

c o I 20 ,5800 I 21,4140 I 21,9100 I 21,8700 

N2 I 33,0400 I 33, 2610 I 32 , 5400 I 32 ,5100 

CH4 I 1,6800 I 1,5400 1,4100 I 1,4200 

TEMP. DA CORRENTE DE METANOL DO FUNDO DA COLUNA 
o c I -18,73 I -18,24 I -27,82 I - 18 ,85 

Tabela 7. Comparação dos Resultados para a Coluna de 

Absorção AMI - 37 

PLANTA PROGRAMA 
SIMULAÇÃO 

PILOTO MCOMP SEM I COM 
CORREÇÃO CORREÇÃO 

COMPOSIÇÃO DA CORRENTE DO GÁS PURIFICADO (% MOLAR) 

CO;:> I 0,6400 I 0,7940 I 0,5100 I 0,6300 

H;::>S I 0 , 0410 I 0,0020 I 0,0100 I 0 , 0100 

c os I 0,0030 I traços I 0,0000 I 0,0000 

MEOH I traços I 0,0140 I 0 , 0100 I 0,0100 

H2 I 54 , 9600 I 52,5680 53 , 5500 I 53,4700 

c o I 23,9200 I 25,1310 25,5600 I 25,5100 

N? I 19,3000 I 20,0310 19,1100 I 19 '1100 
CH4 I 1,6000 I 1,4600 I 1, 2500 I 1,2600 

TEMP. DA CORRENTE DE METANOL DO FUNDO DA COLUNA 
o c I - 13,78 I -1 3 , 21 I - 28,59 I - 13,81 

Podemos observar que nos resultados das simula­

çÕes onde o balanço energético foi corrigido (com co~ 

reção) , o simulador mostra um bom desempenho na pred~ 
ção da composição da corrente gasosa e temperatura do 

metanol. Podemos concluir portanto, que a simul a~ão 

da coluna de absorção através do simulador, para es­

te tipo de sistema, é satisfatÓria. 



Quando verificamos os resultados das simulaçÕes 
das colunas que não tiveram correção do balanço energ~ 
tico (sem correção), notamos que a temperatura do met~ 
nol obtida pelo simulador é totalmente diferente da 
temperatura real, o que nos demonstra a necessidade de 
correção do balanço energético para a coluna. 

CONCLUSÃO 

O uso da eficiência de Murphree modificada para 
descrever o transporte de massa que ocorre na coluna 
de absorção, mostra ser adequado para o cálculo deste 
tipo de coluna. 
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SUMMARY 

This work presents the s imulation of a acid ga­
ses absortion column, through the use of a process si­
mulator. The technique used in the absortion column 
is similar to the performance of a tray tower. Ins­
tead of using overall mass transrer coefficients to 
describe the transport occuring in the packed column, 
we have used a modified Murphree efficiency. 
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O ob j e.t< oo de6te .úlabalho ~ a de.tVLMillq.ção da fu.O.ibu.i.ção .OU:d.itneM.Wn<Ll e em •eg"'!'•· pvunane~e <Ú!.'" temp! 
.W<~ pa•a um tubo 4ubme.t.i.do na6 paJtede4 ii cond<çÕe6 não l..ineaoe6 de contaMo I conoeccao e ~d.i.acao .te•17L<.Cal . 
~ analüada a útuação Jr.eal dé un<1 lança <~upoJr..te de .tocha mul-U.port.to u.1ada em p.talaóMma<~ maJI..U<ma6. A l<wca 
con6-i.bte baúcamente de um tubo .i.ncl..inado e de paJtede g•oMa poJr. onde -OLteonamert.te _ucoam 04 gMe6 a 4eJr.em que~ 
mado6 . A ex.O.emúiade <nóeJt.i.oJt da lança é p.i.ootada na p.lalaóo!UM enquanto a ou.úla e poúc.ionada _ao t or;ge e 6u­
po•ta uma .toe lia de baixa Jr.ad.i.açcio . _O c~mpo de Jr.ad.i.acão emtJ.nada da iocha e .i.ttc.i.dert.te r<a lança e tambem ob.Udo 
teoo.icamert.te. A6 tJwca6 poll Jr.ad.i.açao .teoi7L<.Ca ~" paJr.ede6 do tubo bao de.t~da" pelo6 óatoJte6 de . co~ó<gww ~ 
cão e dümvolv-ida• .in.tegJtaú de cort.toJr.no. A .tecn<ca do6 ootume-6 óm.i.to• e u.:tilizada paoa a de.t~acao tHd~ 
m<'Jtúona.t da úmpeJr.atuJr.a da lança . 

INTRODUÇi\0 

Nas plataformas marítimas de produção de petróleo o 
descarte de gás é reali zado através de queima. em ambiente 
aberto , por meio de uma tocha. A localização e as dimensões 
estruturais do sistema de suporte dos queimadores (lança) 
são determinadas a partir dos níveis de radiação emanados e 
da dispersão dos gases e produtos da combustão. 

O tubo suporte da tocha é inclinado e conduz o gás a 
ser queimado. Es te tubo está submetido externamente à a ltos 
ruvets de radiação que variam longitudinal e 
transversalmente havendo também transferência de calor por 
convecção .natura l ou forçada com o ar ambiente . No interior 
do ·tubo, o gás troca enei' gia com a parede por meio de 
convecção força da. Considera-se que para as trocas de 
radiação térmi ca, o gás não é participante, existindo porém 
transferência de energia entre as porções internas da 
parede do tubo. 

O conhecimento das temperaturas de parede da lança 
irá possibilitar um melhor projeto estrutural e poderá 
evitar o uso de a ntepa ros (heat shie lds), reduzindo 
consideravelmente os custos do sistema. 

DESCRICAO DO PROBLEMA 

Este trabalho é o primeiro realizado no sentido de se 
poder acoplar dois problemas reais: (i) determinação do 
campo de radiação emanado pela tocha (de complexa 
geometria) e dos níveis de radiação incidentes na lança; 
(ii) obtenção da distribuição de temperatura na\ lança 
resolvendo o problema combinado de condução-convecção e 
radiação, P;;.got ( l99l ). 

Para análise dos níve is de radiação t é i-mica emanados 
da tocha e incidentes no tubo são considerados: 
(a) definição das características da tocha e avaliação dos 
níveis de emissão a partir do método: usuaL (API) [1982) e 
de outro. proposto neste trabalho, que considera a forma 
geométrica das chamas; (b) determinação dos fatores 
geométricos de configuração entre os el ementos de chama dos 
queimadores e as porções da parede externa do tubo. 

Com relação ao problema combinado de transmissão de 
calor no tubo são adotados os procedimentos: (a) são 
calculados os níveis de radiação impostos à parede externa 
do tubo, que entrarão, a seguir, como uma condição de 
contorno na definição do PI'oblema de condução térmica; 
(b) os fatores geométricos de configuração internos ao tubo 
serão também calcu lados previamente ; (c ) o campo de 
temperatura poderá, então, ser avaliado, considerando-se 
todas as condições de contorno. Quanto à convecção externa 
e interna, são considerados coeficientes de troca dados 
através de correlações empíricas existentes. 
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DESCRICAO DO SISTEMA 

Lança - é uma estrutura metálica tubular, de grandes 
dimensões (50 a 100 m) , construída em aço, composta de um 
ou mais tubos principais e vários tubos secundários, 
formando uma treliça espacial, como mostra a figura 1, que 
mantém o queimador de gás afastado das áreas de trabalho. 

TOCHA 

LANÇA 
ESTRUTURA TUBULAR 
TRELIÇA ESPACIAL DE 
SEÇÃO TRIANGULAR 

SEÇÃO A-A 

Figura 1 - Lança e Tocha 

para que a radiação ·térmica emitida pela tocha promova 
níveis admissíveis de radiação sobre as mesmas. Além disso 
tem funções estruturais. O comprimento "L" e o ângulo 
vertical de inclinação da lança ang são definidos em 
função dos níveis máximos de radiação que poderão ocorrer 
em determinadas áreas da plataforma, sob certas condições 
de queima. Os níveis de radi a ção em áreas de ~rabalho 
permanente, não poderão ser supel'iores a 1 580 W/ m . 

Tocha - tem a função de queimar o gás sem perigo de 
apagamento e sem retorno da frente de chama. Também deve 
proporcionar uma baixa emissão de ruído, a não produção de 
fumaça e a não intermitência da queima. 

Os sistemas de queima atuais são concebidos de modo a 
liberar a maior parcela de energia sob forma convectiva, 
constituindo-se as tochas de baixa emissão de radiação, 
TBR, Pagot e Lopes (1984). 

Gases - o combustível a ser queimado é o gás natural 
de petróleo, normalmente limpo e isento de gotículas de 
óleo, com peso molecular menor do que 29, composto de 
hidrocarbonetos, desde metano (Ct) até heptano (C7 ou 
até Cw), e com um poder calorífico na ordem de 
41 868 kJ/kg. 
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Figura 2 - Tocha e Queimadores Figura 3 - Radiação Externa Figura 4 - Radiação Interna 

DETERMINAÇÃO DOS NIVEIS DE RADIAÇÃO INCIDENTES 

Método Usual - é um método satisfatório para o 
estabelecimento dos níveis de radiação a distâncias 
relativamente grandes da chama. É adequado para refinarias 
e outras instalações industriais em terra, onde se trabalha 
com distâncias maiores do que 200 ou 300 m. Nas plataformas 
marítimas, porém, opera-se com distâncias menores do que 
100 m. Assim, a consideração de que o fator geométrico de 
configuração é sempre igual à unidade e toda a radiação 
liberada pela queima do gás é emitida de um único ponto, o 
Centro de Radiação (CR) não atende mais às necessidades em 
questão. Neste trabalho, a meia altura das chamas, no 
centro da linha de queimadores majs próxima da plataforma, 
foi a posição escolhida para o CR. 

qo(R) 
Fs . - pc i. Qg 

4 . rr. R
2 

(l) 

O fluxo de radiação, qo<RJ, a uma distância R do CR, 
é determinado a partir da vazão total de gás, Qg, e do seu 
poder calorífico, pci. A parcela ou fração de energia 
irradiada pela tocha, Fs, foi considerada na faixa de 5 a 
7 7. do calor total de combustão. 

Método Proposto - Nesse procedimento, o conjunto de 
chamas de cada um dos queimadores, mostrados na figura 2, é 
o menor corpo emissivo considerado, ou seja, a TBR é 
formada por um número inteiro de chamas de queimadores . 
Desse modo, existem tantos corpos emissores quantos 
queimadores, nq, cujas formas geométricas foram tomadas 
como troncos de cone invertidos, isto é, com a base maior 
para cima. 

Para se calcular a radiação total incidente sobre a 
lança, qo, é necessário agora a determinação dos fatores 
geométricos de configuração (FGC), FZ-l(q,jcJ, onde q é o 
índice do queimador (chama) e Jc da parte sobre a chama. 
Entre as nd-1 partes em que é dividida a superfície 
lateral de cada tronco de cone, com área Az<q,jcJ, e cada 
elemento de área sobre o tubo da lança, de forma análoga 
com A(j,k), são calculados os FGC. O mesmo procedimento é 
observado entre a base inferior do tronco de cone e o tubo. 

A quantidade total de energia irradiada pela chama em 
cada queimador (Fs . pci . Qg(g)) é dividida pela 
superfície total do tronco de cone, área lateral somada às 
áreas das bases superior e inferior, obtendo-se, assim, o 
fluxo de calor irradiado pela unidade de área superficial 
da chama, qs(qJ. Dessa forma, é possível determinar-se o 
calor total irradiado em cada elemento de área superficial 
da chama. 

A determinação do fluxo de radiação, qc(q,Jc), que 
deixa o elemento de área superficial da chama, A2(q,JcJ, e 
atinge determinado elemento de área sobre o tubo, é feita 
através da relação: 

• A2(q,jc) 
qc(q,jc)= A . F2-l(q,jc). qs(q) 

(j,k) 
(2) 

Para se determinar o fluxo total de radiação térmica 
emitida pela TBR que atinge o elemento de área em estudo, 
qo(J,kJ, somam-se todos os fluxos de radiação de cada um 
dos elementos de área sobre as chamas que atingem o 
elemento em estudo. Assim, 

qo(J,k) 
nq nd r r qc(q,jc) 

q=l jc=1 
(3l ·fi 

,1/' 

Os FGC, são considerados entre áreas finitas . É ~ 
utilizada a metodologia descrita por Siegel -Howell (1972), t 
transformando-se as duplas integrais de área em duplas 1J 
integrais de contorno, da forma: ' 

F2-l(q,jcJ ~ A 
1 f f [lnSdX dX +lnSdy dy +lnSdz dZ] (4) n . 2(q,jc) 1 2 1 2 1 2 

cl c2 

Para solução numérica das equações, adotou-se a Regra 
de Simpson, adaptada para integrais duplas, 
Grozdanov (1986). 

Como pode ser visto na figura 3, os contornos sobre o 
tubo foram indexados com 11 , 12, 13 e 14. Os contornos dos 
elementos de área sobre as chamas foram indexados como 21, 
22, 23, 24 e 25. Para cada um dos contornos de ambas as 
áreas (1, sobre o tubo, e 2, sobre a chama), 
definidas variáveis locais e estabelecidas equações para 
suas coordenadas x, y e z e, ainda, seus diferenciais. 

Exemplifica-se a seguir para a coordenada x, 
contorno 11, onde a variável local é i;, indo de O a Wl. 

Wl = re. I 2 . < 1 - cos !!.e , 

Xll=Xsec- ~ 1cos(ang)- (r e. sen(j .69 l-i;. sen( (j-0,5)69 l) sen(ang) 

dXll= sen(angl. sen((j-0,5)68). dÇ 

Onde wl e l1 são a largura e o comprimento, 
respectivamente, do elemento de área sobre o tubo. e é a 
coordenada e J o índice angular na seção do tubo. ang é o 
ângulo vertical entre o tubo da lança e o plano horizontal 
e re, o raio externo da seção do tubo. 

Apresenta-se abaixo, de forma sucinta, a determinação 
dos FGC entre os elementos de área da superfície lateral da 
chama e do tubo. Como x, y e z são constantes em alguns dos 
contornos, algumas parcelas J, se anulam. Aquelas não nulas 
terão formas semelhante a de Jt, apresentadas abaixo : 

F2-Hq,Jcl= .., A 
1 

(Jt+Jz+J3+ ... +J3o+J31+J32). (6) n. 2(q,Jc) 

wl Ci 

J1=f f ln v'Íxz1- Xll)
2

-(y21- J11)
2

-(z21- Zll)
2 

dX21dX11 (7) 
i;=O rp=O 
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Por "Ç", variando de O a WI, devem-se 
valores .limites de "xn", quando "Ç = O" e 
mesma forma para "xz1", quando "<(> = O" e 
c1 é a dimensão do contorno 21 sobre a chama. 

entender os 
"Ç = w1". Da 

"tp = Cl
11

, onde 

TROCA POR RADIACÃO NA SUPERFICIE INTERNA DO TUBO 

As trocas radiativas internas ao tubo, qUk,Jl, são 
avaliadas entre cada elemento de área, O,J,kl, e todos os 
demais, o,J,K>. incluindo-se as extremidades do tubo.· 

São calculados os fatores geométricos de configuração 
entre o elemento de área em estudo e todos os demais 
elementos de área internos ao tubo, pela mesma metodologia 
já descrita. Na avaliação das trocas radiativas internas, 
são consideradas as temperaturas individuais de cada um dos 
elementos de área. 

P+l M [ 4 4 
qHk,Jl=c I.CT [ [ F

1
_2<K,J>. TO,j,kl-To,J,K>] 

K=O J=l 

Onde 1, J e k são os índices radial, angular e 
longitudinal, respectivamente, do elemento de área em 

(8) 

estudo. De modo semelhante, i, J e K são os índices do 
elemento de área em comparação. Ainda, c1 é a emissividade 
interna do tubo e cr a constante de Stephan-Boltzmann. Com o 
objetivo de simplificar as equações para cálculo dos FGC 
i~ternos. o sistema de coordenadas foi deslocado. conforme 
figura 4, para que o eixo "x" coincida com a linha de 
centro do tubo . A origem das coordenadas permanece no 
início e na linha de centro do tubo. 

PETERMINACÃO DO PERFIL DE TEMPERATURA NO TUBO 

O modelo teórico considera a equação de difusão 
térmica em regime permanente, para um meio homogéneo 
isotrópico e de propriedades constantes. As condições de 
contorno existentes são não lineares e é empregado o 
sistema de coordenadas cilíndricas. Send~ T = Tcr,e,x> e 

ri < r <re ; O < x < L ; O < e < 2Tl ; 

Txx + Trr + (1/ rl.Tr + (11r2).Tea O 

r = re ; O < x < L ; O < e < 2Tl ; 

ko .Tr = a .qo(j,k) - he [T- Ta] - Ce.cr. [T4 -Ta4
] 

r = ri o < X < L o < 9 < 2Tl 

ko.Tr hL[T-Tg) + qHk,J) (9) 

X= o ri < r < re o < e < 2Tl Tx o 

x=L ri < r < re o < e < 2rr Tx o 

9 = o = 2Tl o < X < L ri < r < r e 

Tcr,O,xl = Ter ,21t,xl 

onde, ri, hi e ci referem-se ao interior do tubo e indicam 
o raio, o coeficiente de convecção forçada e a 
emissividade respectivamente. L é o comprimento total do 
tubo, Tg a temperatura do gás no interior do tubo, Ta a 
temperatura do ar ambiente externo, ko a condutividade do 
material do tubo, ce a emissividade externa e a a 
absortividade externa. Me Adams ( 1954). 

METODOLOGIA DE SOLUÇÃO 
~ 
! Utilizou-se o método dos volumes finitos, onde 
l.. adotam-se as seguintes divisões: N radiais, M angulares e p 

1 
longitudinais do tubo. Ao longo de x estabeleceu-se um 

:( adensamento de divisões na extremidade final do tubo, 
., .... · próximá a tocha. Ao longo de r e e, porém, as divisões são 

homogéneas . O modelo apresentado no item anterior foi 
resolvido para a temperatura no ponto, utilizando-se 
diferenças finitas centrais, resultando em nove equações 
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para cada uma das regiões diferenciadas no tubo. A solução­
do modelo foi obtida de forma iterativa, isto é, 
preenche-se em cada iteração toda a matriz de 
temperaturas. Caso a diferença entre as temperaturas de 
uma iteração e da anterior em todos os pontos desta matriz, 
permaneça abaixo de um certo valor escolhido, finaliza-se o 
processo. 

Para execução das avaliações a que se propõe este 
trabalho. foram elaborados três programas de computador, na 
linguagem turbopascal, para uso em microcomputador tipo 
PC-AT, com coprocessador matemático. Tais programas foram 
denominados, de acordo com as funções que executam, RADEX, 
RADINT e TUBO. 

O simulador RADEX avalia a distribuição dos fluxos de 
radiação térmica incidentes em cada um dos elementos de 
área externos ao tubo. As matrizes de fatores geométricos 
de configuração internos do· tubo, para cada elemento de 
área, são avaliadas pelo RADINT. O simulador TUBO, por sua 
vez, determina a matriz de distribuição triaxial de 
temperaturas no tubo, considerando-se convecção interna e 
externa e a radiação interna e externa. 

APRESENTAÇÃO DOS RESULTADOS 

Elegeu-se um conjunto de dados, baseado numa situação 
real, denominado de CASO BASE que nas análises seguintes 
são mantidos inalterados com exceção daqueles 
explicitamente declarados como modificados. 

Para o CASO BASE o tubo tem L = 70 m, ang = 45°, 
raios de re = 0,305 m e ri = 0,280 m. A vazão de gás 
Qg = 2 598 000 Nm3/dia, e um pci = 11.827,169 W.h/Nm3, 
sendo a temperatura de entrada no tubo TgOJ = 233 K. A 
temperatura ambiente externa é de Ta = 300 K e a 
velocidade do ar Va = 20 Km/ h. A lança tem 
ko = 17,306 W/m.K, Ce = a = 0 ,88 e cl = 0,97 . A tocha 
possui 25 queimadores e as chamas uma fração de calor­
irradiado Fs = 0,2173. A malha de volumes finitos foi 
estabelecida com N = 4, M = 6 e P = 70. 

Na figura 5 são apresentados os níveis de radiação 
calculados pelo método usual, para o mesmo conjunto de 
dados do CASO BASE, e comparados com algumas variações do 
método proposto. Pode-se perceber que os níveis de radiação 
determinados pelo método proposto, mesmo com valores de Fs 
muito superiores, são significativamente menores do que os 
obtidos pelo método usual. 

A figura 6, por sua vez, mostra a grande variação dos 
níveis de radiação ao longo do perímetro do tubo para três 
seções escolhidas, prox1mas à tocha. Ressalta-se, na 
figura, o fato de que a metade inferior do tubo da lança 
também recebe radiação. 

A figura 7 apresenta os perfis de temperatura, na 
geratriz superior externa do tubo, determinados por 
diferentes valores de emissividade e absortividade externa. 
Fica evidenciada a enorme importância da emissividade 
externa sobre a distribuição de temperatura nesse tubo. 
Também os perfis de temperatura não se alteram 
significativamente entre os casos 2, ce = 0,35, e l, ce 
igual a 0,88 nos 63 m iniciais e a 0,35 nos 7 m finais. 

A figura 8 apresenta os perfis de temperatura, na 
geratriz superior externa do tubo determinados com 
diferentes condutividades do material. Observa-se que 
maiores condutividades térmicas contribuem para elevação 
das temperaturas no início do tubo e diminuição na 
extremidade final. 

Para estabelecer com precisão os extremos de 
temperatura no início e no final do tubo, na figura 9 são 
apresentados dois casos possíveis de serem encontrados ein 
situações reais, um denominado de MfNIMA (caso 5) e outro 
de MÁXIMA (caso 6). Na mesma figura percebe-se que a menor 
temperatura encontrada no caso 5, 278 K, na geratriz 
inferior interna da primeira seção · longitudinal, embora 
baixa, está acima de O °C, o que não deve acarretar maiores 
problemas para o uso do aço carbono estrutural comum. Por 
outro lado, no caso 6, pode-se notar que o máximo valor de 
temperatura, 863 K, na geratriz superior externa do final 
da lança, está acima do limite estabelecido para o aço, 
623 K (350 °C) . Assim, deve-se proteger com anteparos. 
térmicos uma extensão de 5,0 m na extremidade final da 
lança. 
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J;igura 5 - Radiação por dois Métodos 

CONCLUSÕES E SUGESTÕES 

Figura 6 - Radiação no Perímetro Figura 7 - Emissividade Externa 

O objetivo deste trabalho, de modelar a distribuição 
de temperatura e radiação num sistema de tocha, foi 
inteiramente alcançado. Dispõe-se agora de simuladores para 
avaliar os novos casos que se apresentarem. 

Para o exemplo estudado, e por tratar-se de uma 
situação bastante típica, pode-se afirmar ser possível 
utilizar a estrutura como condutora de gás. Em todos os 
casos analisados, os níveis de temperatura na extremidade 
inicial da lança permaneceram acima de 277 K, mesmo com o 
gás no seu interior a 233 K ( -40 °C). A adoção dessa 
solução cancela o uso de várias dezenas de toneladas de 
tubulações e dispensa o emprego de aços estruturais 
especiais. 

Os níveis de temperatura, encontrados na extremidade 
final do tubo da lança, confirmaram ser bastante e levados, 
cerca de 863 K (590 °C) no caso 6, como pode ser vis to na 
figura 9. As normas usuais de cálculo estrutural somente 
estabelecem alguma redução na tensão admissível dos aços 
para valores de temperatura acima de 623 K (350 °C ). 
Verificou-se, pelos exemplos estudados, que, com o uso 
eficiente do acabamento superf,icial e do material do tubo, 
além de outros aspectos, as temperaturas máximas podem ser 
reduzidas. Assim, ou não serão encontradas temperaturas 
acima do limite normalizado, dispensando o uso de anteparos 
térmicos, ou a região do tubo com temperaturas acima do 
limite restringir-se-á a alguns poucos metros, 4, 95 m no 
caso 6. De qualquer forma, é uma evolução importante, pois, 
atualmente, protege-se cerca de um terço do comprimento da 
lança, o que exige 21 m de anteparos no exemplo estudado. 

Como extensão deste trabalho alguns pontos poderão 
ser implementados para melhor validação e uso da teoria 
desenvolvida: (i) obtenção de dados experimentais sobre as 
chamas; (ii) análise de problemas transientes em que há 
queima emergencial de gases; (iii) consideração da radiação 
solar incidente na tocha; (iv) consideração de uma lança 
com momento de inercia variável. 
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SUMMARY 

?Ql 

The aim of this work is to determine theoretically 
the wall temperature profile for a tube where occurs 
simultaneously on both walls radial and ax ial thermal 
conduction combined with radiation and convect ion. We 
present results for a r eal situation where the fiare boom 
of the offshore oil rig is used to burn wast e gases. The 
boom consists of an inc lined thick wall tube carrying 
internally the gas to be burned . There is a low radiation · 
fiare at the tube extremity far from the platform. The 
knowledge of the boom wall temperature will he lp the 
structural design and also prevents the use of heat 
shields. This theoretical model of determining the wall 
temperature profiles considers the homogeneous steady-state 
heat conduction differential equation associated ' with 
non-linear boundary conditions. The thermal radiation 
exchangesare determined from configuration fac tors and the 
contour integrais method of Sparrow is used. A differential 
volume approach for the solution is considered along the 
full length of the tube . Softwares for IBM-PC written in 
Pascal were developed. A real situation case is analysed 
and some results are presented for a tube with diameter of 
610 mm and 70 m of length, inclined 45° and burning 
2.6xl0

6
m

3
/ day of gas. 
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RELAÇÕES ENTRE AS RADIAÇÕES SOLAR GLOBAL~ FRAÇÃO 
REFLETIDA E TRANSMITIDA EM UM MEIO AQUOSO NATURAL 

ANTONIO AuGusTo A. DANTAS E JoÃo FRANcisco EscosEno 
Departamento de FÍsica e Biofísica - IB - UNESP 

18600 - Botucatu - S. P.- Brasil 

RESUMO 

São Jt e-i.ac.iortado-6 no t.Jtabal ho a Jtadiaç.ão global e M 6Jtaç.Õe-6 Jte 6.f.e:U..da e. t.Jta~ 
m.{.t.{.da num l ago . Radiômetlto-6 de. alta -6e.Yl-6ib.{..t.{.dade. 6oJtam c.ort-6t.Jtu2do-6 c.a.tibJtado-6 e. 
i rt-6.ta.f.adM e.m UI!! lago, u"! c.omo piJtartÔ"!e.t.Jto, out.Jt o ac.úna da -6upe.Jt62:c.Ú , irtve!ttido pa 
!ta med.uz. a 6Jtaç.ao Jte 6.f.e.Uda e o .teJtc.e..uz.o a um met!to de p!to 6undidade. pa!ta a t.Jtart-6m'I 
tida . VuJtart.te. -6W me-6e-6 e.rtt!te M MâÚc.io-6 de i rtveJtno e veJtão Jtegi-6.t!tou --6e c.uJt v<Ü 
de Jtadiaç.ão c.om irt.teJtva.to mê.dio de 18 rUM. A6 erteJtgia-6 Jte.6-f.e:U..da e t.Jtart-6m.{.t.{.da .to 
madM e.m 6u rtç.ão da global apJtue.rt.taJtam peJtc.e.rt.tua.ú., mê.diM de 6,5 % e 2, 9% Jtupec.tiva 
mert.te . -

INTRODUÇÃO 

Quando um fPi>H' de radiação solar atinge um 
reservatório de água, uma parcela ~ reflet ida e a 
restante é transmitida na água. A refii'Kão depende 
da rugosidade da supprfície, do ângulo de incidência 
do fPiKe e da presença de materiais suspensos. A ra­
diação que penetra ~ atenuada exponencialmente se­
gundo a ll'i de Beer-Bougher. 

I -k 2 o e (1) 

onde: I = densidade de fluxo de radiação na profun­
didade 2 em W/mê, 10 = dPnsidade de fluKo de radia­
ção imediatamente abaixo da interface ar/água em 
W/m2, z = profundidade em m, k = roeficiente de ate­
nuação linear da radiação em m-1 e e= base do loga­
ritmo natural. 

A lei ~válida para água pura. Meios naturais 
como lagos ou tanques de piscicultura apresentam va­
riações causadas pela presença de organismos. Cálcu­
los teór1cos de níveis de radiação solar e• diversas 
profundidades sob água como os desenvolvidos por JA­
MAL e MUADDI (1990) não podem ser usados pela mesma 
razão. Diferentes formas dt! ava I iação da radIação 
solar em águas naturais são dio;,cutidos por GOLTERMAN 
et a 1. ( 1978) que apresentam métodos para estas me-
didas. · 

O conheciMento da energia radiante ~ de funda­
llental importância na área de aqu1cultura, ondP este 
parâ11etro físico é considerado na otimização de prá­
ticas de manejo como a construção de tanques, con­
trole de profundidade, adubação para produção de 
plâncton e reprodução de peixes1 entre outras. 

Objetivou-se aqui o desenvolvimento de um con­
junto de radi.ômetros solares com característ 1cas 
operacionais que poss1bi 1 item uma uniforftlidade na 
co11paração entre a radiação solar global e as parce­
las refletida e transmitida no meio aquoso. 

RADiôMETROS E DESENVOLVIMENTO EXPERIMENTAL 

Descrição dos Radiômrtros. Co•o a radiação 
transmitida é de baixa intensidade, procurou-se de­
'lenvolver ter11opi lhas com alta sensibi !idade para a 
detecção eAI uma faixa de resposta que mini11i2asse 
passiveis erros. 
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O esquema do aparelho básico ~ mostrado na fi­
gura 1. Usinado em alumínio e tendo 80 mm de diâme­
tro por 25 mm de altura apresenta uma termopilha de 
filme fino como sensor de rad1ar;ão solar, aloJada 
dentro do corpo, uma tampa Inferior e outra superior 
onde fiKa-se a cúpula de VIdro. Os três aparelhos 
construidos ttveram conftgurar;Ões se~nelhantes: o pi­
ranômetro <Rg) recebeu uma base para permitir o nt­
velamento, no radiómetro Invertido (Rr) acoplou-se 
um chap~u para so~nbrear a bao;,e Infenor, P015 o 
aquecimento acarretaria erros na resposta e o radiÓ­
metro utilizado sob água <Ra), foi montado em um su­
porte que permite sua Imersão. 

Teve-se pspecial cuidado na vedação uma vez 
que todos foram projetados à prova de água, sem co­
nectores el~tricos que poderiam produzir vaza~nentos. 
As tampas supenor e 1nfenor são protegidos por· 
o'rings. U• fio blindado para a condução do sinal 
foi fiKado em onfício lateral e vedado com cola à 
base de si 1 i cone. O reservatório para sÍliCa gel e 
constituído por uma c avi da de 1 nt e r na no corpo, com 
acesso at~avés da ta•pa inferior. 

As cúpu I as usadas tem di ãmet r o de 45 mm P são 
de vidro, obtidas dos bulbos d{' Jãmpadas Incandes- · 
centes comuns. A análise espectrofotométrica da cu­
pula forneceu uma transmitância de 85X a 92% no In­
tervalo de 0,3flm a 2,5pm. 

4-CÚPULA 6-TAWPA INFERIOR 
2-TERMOPILHA 7- RESERVATÓRIO SILICA GEL 
3-SUPORTE DA TERWOPILHA 8· 0'-RING 
4-TAMPA SUPERIOR 9·1'l'RAFUSO W3 x IOmm 
5-CORPO lO-PARAFUSO 143 x 6 mm 

Figura t. Esque•a do Rad1Ô11etro. 



Os aparelhos foram submetidos a testes experi­
mentais de cal ibra~;ão onde deterMinaram-se: a cons­
tante de tempo <t), a sens1bi I idade de resposta <S> 
e o coehc1ente de teMperatura <CT>, conforme a me­
to do I og i a utilizada por DANTAS e ESCOBEDO <1992 >. 

Os valores para as características operac1ona1s são 
apresentados na tabela 1. 

Tabela 1. Características operacionais de cal1bra~;ão 
para os três radiômetros. 

Características e 'Radiômetros 
unidades Rg R r R a 

t <s> 4,2 4,2 4,2 
s <)lvm2;w > 86,9 80,0 90,7 
CT <XfOC) ~1 0,1 ~1 

Obtenção das termop1lhas. A f1gura 2 mostra em 
d~talhPS o es quema das termop1lhas 1 compostas por um 
s ubstrato, um c1rcu1to termoeletr1co, um absorvedor 
te rmtco e um refletor. 

VISTA INFERIOR 

CIRCUITO DE 
TERMOPARES 

VISTA SUPERIOR 

ABSORVEDOR TERMICO 
E REFLETOR 

r: gura 2. Esquema da Termoptlha. 

N-1 f1gura 3 E- apresentado o suporte da termo­
Pt lha que atua como ex t rator de calor, sendo consti­
t.utdo por um anel ext~rno que se encaixa 'em outro 
do t ado de uma base plana. 

VISTA LATERAL 

DE CALOR I l""'ro" 
-----ABSORVEDOR 

--------- - Fllt.IE DE ALUt.IINIO 
-suBSTRATO 

-----------CIRCUITO OE TERMOPARES 

~ 
F: aura 1 . Supor t e da termopilha. 

A conftg uração preto (full-blackl foi se lecio­
nada por fornecer a matar sensibilidade de resposta . 
[) C !rCUltO dOS termopare~. fiCa POSICionado na faCE' 

1nfenor do substrato, t"'ndo na face supenor o ab­
', on.wdor· t .:. rmHo composto pelo filme> refletor de 
iiluminJo "" pl?rife>rJa e o circulo Pintado com tinta 
preto fo ~-co na rP~não central. O filme contendo es­
t es elemen t os, CPntrado no extrator de calor e pres­
-; tonado PPlo anel externo, mant!'m-se tensionado e 
"nti!lmentP plano. 

As t ermopiihas foram eJ;iboradas por tecnica 
>ot nlitográfica e evaporação de metais por deposição 

a vácuo confor111e metodologia desenvolvida por ESCO­
BEDO (1987). Produzidas em uma evaporadora Balzers 
BAK 600, apresentam as seguintes característ 1cas: 
30 111m de diâmetro, 30 terMopares de anti111Ônio e bis­
muto, depositados com 0,3 ~m de espessura, substrato 
constituído por fi !me de pol iimida com 25 Jlm de es­
pessura, absorvedor tér111ico com 16 111111 de diâ111etro e 
resistência elétrica da ordem de 10 kohms. 

Calibra~;Ões pspecíficas para água. Os parâme­
tros constante de tempo, sensibilidade de resposta e 
coeficiente de temperatura caracterizam radiômetros 
solares no ar. A utilização do aparelho em água, 
requer também a determina~;9:o do t'ator de correção 
para o pfpilo di! imersão e do efeito cosseno sob 
água. Nestes ensaios empregou-se a metodologia de­
senvolvida por SHITH (1969). 
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O fat or de corre~;ão deve ser ut i I izado quando 
se deseja comparar leituras de radia~;ão solar feitas 
sob água com leituras obtidas no ar. O efeito de 
imersão ocorre com a mudan~;a de meio, ar para água, 
devido a modifica~;ões nos comprimentos da trajetoria 
do feixe de radia~;ão incidente refletido nas Inter­
faces internas e externas da cúpula. 

Para detE>rmlnar-se o efeito de imersão ut III­
zou-se o aparato mostrado na flgura 4, composto por 
caixa d~ água ciiindríca de 1000 1, um suporte re­
gulável que conduzia o radiômetro ao fundo da caixa ! 
a profundidades crescentes de 0,05 ma partir de 0,1 • 
m, um radiômetro voltado à superfÍcie da água moni­
torando a rildia~;ão re-f!Pt Ida e outro instalado nor - ' 
malmente como Piranômetro captando a radiação solar , 
global. Cada radiômetro era ligado a um multímetro • 
de 3 1/2 dígitos onde siMultaneamente se fez as le1- ' 
turas. O en'ioaio foi realizado em dia de céu aberto 
entre as 12:30 e 13:00 horas. 

i- PI RA~ÔMETRO- RADIAÇÃO GLOBAL 
2 - RADIO METRO INVERTIDO- REFLETI DA 
3- RADIÓMETRO SOB, ÁGUA-ATENUAÇÃO 
4-SUPORTE REGULAVEL DE PROFUNDIDADE COM ROSCA SEM FIM 

Ftgura 4. Aparato utilizado para determinação do 
efeito de Imersão. 

Os valores das densidades de fluxo de radiação 
solar, ou simplesmente das Intensidades (!z) forne- ' 
cidas pelo radiômetro dentro da caixa d'água em cada : 
profundidade (z), a Intensidade <Ir> obtida no apa­
relho voltado para superfÍcie da água e a tntensida- 1 
de (Ig) do piranômetro foram relacionados pela equa- f 
ção de Beer-Bougher linearizada. t 

l !n--lL=-kz <2> !' 
lo 

onde: lo 
ar/água, li! 
intensidade 

Ig - Ir = Intensidade na Interface 
intensidade na profundidade z, Ig -= 

global, Ir = intensidade refletida, 

-i~ 

~ 
~1 

~-~~ 



= coeficiente de atenua~ão line~r d~ radiação e 
z ~ profundidade. 

Os resultados fora• plotados em gráfico e 
ajustou-se uMa reta através de regressão linear sim· 
pies mostrada na Figura .5. A rela foi ~~trapolaóa 

para a profundidade zero e o valor correspondente, o 
intercepto (a), subs~ihuido na seguinte rel~çio uti­
lilada para calcular o fator de correção para o 
efeito de imersão. 

FCei ar/água ~ 1/a (3) 

onde: FCei ar/água = fator de correção para o efeito 
de imersio, a = intercepto ou coeficiente 1 inear da 
reta ajustada pela regressio. O valor encontrado 
~ara o fator de corre~ão é igual a 1,3. 

-0,6-r--------------------------------------~ 

l-I H "lo 
r 

0: I 

... -o,8' 

-1 

-1,2 

INTERCEPTO= a. 
-,~ 

-1,44-----,-----,-----~----~----r-----r---~ 

o 0,2 0,3 0,4 0,5 0,6 0,7 

PROFUNDIDADE (m) 

Figura ~. Curva de atenua~io da radia~ão para deter­
mina~ão do fator de iMersão. 

Na avaliatão da resposta cosseno sob água ins­
talou-se o radiômet ro em um suporte que permite a 
inclina,ão de 0° a 90° com intervalos de 10°, a 0,15 
• de profundidade dentro de uma caixa tendo as pare­
des internas pintadas de preto fosco, cheia de água 
pur-a e sob luz natural. Os valores teóricos para 
uu resposl a c os seno perfeita foram comparados com 
os pontos observados. Os desvios percentua1s calcu­
lados são apresentados na tabela 2. 

Tabela 2. Desvios da resposta cosseno observada sob água e• rela-
,ão à resposta cosseno teóri,a. 

Angulos 
to I tO 210 31° 410 seo 61° 7to BID 

Desvios <XJ I - 1,9 -2,6 -3,6 -3,6 -S,J -4,3 -8,9 + 17,6 

Instalação dos aparelhos. Os radiômetros fo­
ru insta I a dos em um I ago ( 22° ~4' 03' ' I atitude S e 
48° 25' 44'' longitude W) em Botucatu, S.P., confor­
•e •ostra a figura 6. 

(j) PIRANÔMETRO :~LOBAL 

~m 

@RADIÓMETRO INVERTIDO- REFLETIOA 

@RAOIÔMETRO SOB-ÁGUA ·TRANSMITIDA 

@INTERFACE AR· ÁGUA 

Figura 6. Disposi~ão dos radiômetros no lago. 

O piranômetro foi posicionado externamente , o 
radiómetro invertido para a fra,ão refletida a 1 me­
t-ro de altura e o radiómetro para a componente 
transmitida sob água a 1m de profundidade. 

Registrou-se as curvas de radiação sol ar de 
05/07 a 21/12 com intervalo médio de 19 dias no pe­
ríodo compreendido entre os solstícios de inverno e 
verão. 

RESULTADOS E DISCUSSÃO 

Na figura 7 são apresentados os gráficos do 
dia 12/10 que apresentava céu aberto e ausência de 
nuvens. As curvas 7a, 7b e 7c representam1 respecti­
vamente1 a Insolação global , a refletida e a transmJ­
t ida. No eixo das ordenadas estão repr~sentadas as 
densidades de fluxo de radiação em W/m e na abcis­
sa, o transcorrer do dia em horas. As energias cor­
respondentes em kJ/m2 foram calculadas através do 
método de integrado gráfica de BezouL Os resulta­
dos são apresentados na tabela 3. 
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Figura 7. Curvas de radiação obtidas no dia 12/10. 

A existência de organismos no interior do lago 
produziu alterações na densidade da água 1 impedindo 
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Tabela 3, Energias calculadas para as componen-
tes da radia~ão solar registradas, 

Dia Energia Energia Energia Declinação 
Global Refletida Transmitida Solar 
(kJ/m2l (kJ/m2l <kJ/m2l 

05/07* 15257 1281 339 2~51' 

24/0711 16458 1208 415 2~01' 

15/08* 17721 1215 434 14° 17' 
05/0911 20060 1228 655 07D05' 
22/09 22585 1467 637 0~36' 
12/1011 25380 1701 384 -07D 08' 
30/10 16168 1010 424 -1:fl33: 
21/11* 26084 1474 833 -19D45' 
04/12 26291 1323 1238 -2~08' 

21112 22440 1370 907 -2:fl26' 

*Dias de céu aberto e ausência total de nuvens. 

uma avalla(;ão temporal exata do aumento aos níveis 
da radiação solar esperado com a diminuição gradati­
va da declinação solar no período. A presença de 
nuvens no céu, alterou a sequência lógica do crescl­
mento das energ1as global e sob água pois esperava­
se que ambas aumentassem no sentido do solstício de 
inverno para o de verão e que simultaneamente os ní­
veis das energ1as reflet1das se reduzissem em função 
do âfigulo de incidência que diminui neste intervalo, 

Para a componente transmitida sob água acres­
centou-se 30Y. relativos a correção determinada para 
o efeito de imersão do radiômetro. 

A tabela 4 mostra os percentuais das energ1as 
refletidas e transmitidas em relação a global, e as 
respectivas médias. 

Tabela 4, Percentuais calculados para as componentes 
da radia(;ão solar. 

Dia 

05/07 
24/07 
15/08 
05/09 
22/09 
12/10 
30/10 
21/11 
04/12 
21112 

Méd1a 

Energ1a 
Global 

(Y.) 

100 
100 
100 
100 
100 
100 
100 
100 
100 
100 

100 

Energia Energia 
Reflet ida Transmitida 

(Y.l (Y,) 

8,4 2,2 
7,3 2,5 
6,8 2,4 
6,1 3,3 
6,5 2,8 
6,7 1,5 
6,2 2,6 
5,6 3,2 
5,0 4,7 
6,1 4,0 

6,5 2,9 

As Incertezas das medidas estão relacionadas 
com as prec1sões dos instrumentos utilizados no tra­
balho. Os rad1Ômetros solares apresentam desvios na 
sensibi 1 idade de resposta da ordem de 2Y., os regis­
tradores de 0, 1Y., enquanto que o processo de inte­
gração gráfica apresenta 0,5Y.. Considerando-se o 
processo adit1vo pode-se afirmar que a máx1ma incer­
teza das medidas é da ordem de 3Y.. Para med1das 
percentuais onde aparE>cem erros propagados, estes 
valores são da ordem de 4,5Y.. 

Os valores para energia reflet ida variaram en­
tre 5, 0 a 8, 4Y. tendo a médla percentual de 6, sr.. 
Estes representam o poder refletor ou o albedo da 

superfície do lago. Comparando-se com valorE>s cor­
respondentes fornecidos por SELLERS <1974) e ROSEN­
BERG E>t al. <1983) verifica-se que os resultados ob­
tidos estão coerentes. 

Para a componente transmitida, os percentuais 

variaram de 1,5 a 4,7X da energia global, com média 
de 2,9Y.. Esta porcentagem de acordo com BOYD <1984) 
é suficiente para prover a energia necessária às 
rea~Ões primárias vitais ~o ecossistema aquático, 

Finalmente, pode-se acrescentar que o 
funcionamento dos radiômetros foi satisfatório 
durante toda a fase experimental, sendo depois 
possível a comparação entre os registres das 
diferentes componentes da radiação solar 
independentemente dos n{veis de intensidade. 

AGRADECIMENTOS 

514 

À FAPESP e FUNDUNESP, p recessos números 
9113883/0 e 388/91 respectivamente pelo 
financiamento 
Omodei e A.A. 
e gráfica • 

do proJetá e aos func10nários J.C. 
Martins pela colaboração datilográfica 

REFERÊNCIAS 

.BOYD, C.E., "Water Qual it:~ in Warmwater Fish 
Ponds", Auburn Universit:~ Agncul tural Experiment 
Estation, Auburn, 1984. 

.DANTAS, A.A.A. e ESCOBEDO, J F., "Constru(;ão e 
Calibração de Radiômetros para Meios Aquosos", 
fu'l~_Q_()__~I Cong_re?2_Q__Jlrasi 1 e i r o de Engenhana 
~Ícola, v.1 pp.216-225, Santa Maria, RS, Brasil, 
1992. 

.ESCOBEDO, 
Solar", 
Química 
1987. 

J. F. "Refngeração com Uso de Energ1a 
Tese de Doutorado, Instituto de F1sica e 
de São Carlos, USP, São Carlos, SP, Bras1l, 

,GOLTERMAN, H.L., CLYMO, R.S and OHNSTAD, M.A.A, 
"Methods ~~~!_cal and_.Q>_§'_mical Anal:~sis of 
Fresh Waters", Blackwell Scientific Publications, 
Oxford, 1978. 

,JAMAL, 
Various 
Journal 
1990. 

M.A. and MUADDI, J.A. "Solar Energ:J at 
Depths Bellow Water Surface" 1 Internat ional 
of Solar Energ:~ Research, v 14, pp.859-867, 

.ROSENBERG, N.J., BLAD, B.L. and VERNA, S.B. 
"Microclimate, The Biolog1cal Env1ronment", John 
W1le~ & Sons, New York; 1983. 

.SELLERS, W.D. "Ph:~sical Cllmatolog:~", The 
Universit~ of Chicago Press, Ch1cago, 1974. 

.SMITH, R.C. Un Underwater Spectral Irradiance 
Collector", Journal of Marine Research, v .27, 
pp,341-351, 1969. 

ABSTRACT 

The global solar radiation, the reflected 
fraction b:J the water surface and the transmitted 
underwater fract ion are reported in this work. High 
sensibi 1 it~ radiometers were bui lt, cal ibrated and 
placed in a lake, one as a p~ranometer, the second 
inverted in order to measure the reflected fract ion 
and the third placed one meter depth underwater. 
During six months between winter and summer 
solstices the radiation curves were recorded with 18 
da~s of mean interval. The reflected and the 
transmitted energies were related to the global 
radiat ion present ing mean percentual rat 10s of 6.5X 
and 2 . 9Y. respectivel~. 
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S\JMMARY 

The radiant exchangP- method is used to calculate the apparent emissivity 
•:~ f spherical caví tíes having diffuse-specular walls for various opening angles 
and surface conditions .· Results show that in spherical cavities the apparent 
emissivity is not very sensitive to the degree of specularity of the cavity 
wall. Also, there are si tuations in which , tmlike the case of cylindrical and 
conical cavities, t.he diffuse spherical cavity is a more efficient emitter 
than the specular cavity. 

INTRQDUCTION 

The main component of the sensing device in 
instrumenta such as pyrometers or radiometers is a 
blackbody cavity. ln order to properly calibrate 
these instrumenta, it is necessary to be able to 
accurately predict the emissive and absorptive 
behavior of their cavities. The most accepted method 
for predicting radiative behavior of cavities is the 
one based on radiant exchange calculationa, al though 
~proximate methods of Gouffe (1946) and De Vos (1954) 
~e occasionally referred to in applied optica 
literature. 

During early to mid-1960 ' a Sparrow and hia co­
~orkers performed a comprehensive analyais on 
radiative behavior of varioua aimple cavity 
configurations; such as spherical (Sparrow and 
Jonsson, 1962a), cylindrical (Sparrow et al., 1962, 
and Sparrow and Lin, 1965) , conical ( Sparrow and 
Jonsson, 1963a, and Sparrow and Lin, 1965), 
rectangular groove (Sparrow and Jonsson, 1963b), and 
'V-groove ( Sparrow and Jonsson, 1962b). With the 
exception of spherical cavities, they were able to 
perform radiant exchange calculations for both diffuae 
and apecular cavities. Resulta for ~avities they 
studied showed that specular cavities are more 
effícient emitters or absorbers of thermal radiation 
than diffuse cavíties. 

Limited attempts have been made to study 
apecular or diffuse-s~€cular spherical cavities. 
~panaro and Ricolfi (1966) calculated the apparent 
emiasivity of diffuae-specular cavities by using the 
approximate method of De Voa. Their resulta ahow that 
the apparent emissivity decreases with increaaing 
degree of speculari ty. 

Absorptive behavior of hemispherical cavities 
having diffuse-specular walls were analyzed by Safwatt 
(1970) using the radiant exchange method. He 
coneidered two cases of diffuse and collimated 
incoming radiation. However, the exchange factor he 
derived is based on an incorrect aasumption; 
therefore, his resulta must be held auspect. 
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The aim of this work is to undertake the radiant 
exchange calculations in an isothermal spherical 
cavity having partially or completely specular walls. 
While thia problem is of basic theoretical importanc&­
For example, in their book Sparrow and Cess (1979) 
point out that its solution is a welcome contribution 
to the literature--ot~~interest in it was stimulated 
by the need to describe radiative behavior of diffuse­
specular spherical cavities for poseible use as field 
of view limiting baffles in earth-observing 
radiometric instrumentation application. 

For the spherical cavity shown in Fig. 1, the 
irradiance H to element dA~ locat ed on the cavity wall 
ia given by 

H(01 )- fsdErJA,.-tJA'• ( 1) 

A' 

where the radiosity B is given by 

(2) 

In Eqs. (1) and (2) A' is the cavity aurface area and 

p d is the diffuse component of reflecti vi ty. !Xle 

to symmetry the irradiance is only a function of the 

zenith angle el The differential dEdA-dA' is the 

exchange factor which replaces the view factor in 
diffuae-specular enclosurea. The exchange factor was 
first introduced by Lin and Sparrow (1964) for curved, 
apecularly reflecting surfaces. It is defined as the 
aúm of fractions of diffuae radiation leaving dAt 



z 

'V 

X 

Figure L The geometry for a specular spherical 
cavity. 

y 

·which arrive at dA' both direct1y and by all possible 
specular reflections. ln evaluating the exchange 
factor it is necessary, for every number of 
reflections n, to locate the element dAn on the cavity 
surface from which the first reflection of rays 
traveling from dA~ to dA' occurs. The fraction of 
diffuse radiation leaving dA~ which arrives at dA' 

n 
after n specular reflections is thus ( p 1cfF dA,-dAA 

where cLPdA,-dAA is the view or the angle factor 

between dA~ and dAn, and p • is the specular 

component of reflectivity. 
Equation (1) is a Fredholm integral equation 

which must be solved iteratively for the unknown 
function H. Once the irradiance H ia calculated to 
the deaired accuracy, the heat flux to cavity surface 
ia calculated from 

q(81 ) - e (aT'-H), ( 3) 

where in Eq. (3) it is assumed that the cavity aurface 

is grey. The apparent emissivity of the cavity e. 

is, by definition, given by 

fq dA' (4) 

e. A' ------
AooT' ' 

where Ao ia the area of the cavity opening. 
The development preaented above ia the standard 

radiant exchange formulation in encloaurea. What 
follows next is the outline of a method for 
determining exchange of radiation by specular 
reflections in a spherical cavity. 

Radiative Exchange by Specular Reflections in a 
~- By referring to Fig. 1, and noting the fact 
that the normal to surface of a sphere is always 
directed towards its center O, it is easy to 
demonstrate that all specular reflections of an 
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z 

s, 

Figure 2. 1'he great circle for rays travelling 
between two points by specular reflections. 

arbitrary ray emaJJating from walls of a spherical 
enclostli'e occ11r entirely in the single plane that 
passes throllgh o. Thus, rays which leave a point s~ 
on the spbere and arrive at S2 (Fig. 1) by specular 
reflections will stay in the plane formed by s~. 52, 
and the center O. The intersection of such a plane 
with surface of the sphere is a great circle. Figure 
2 shows the great circle for rays travelling from 5~ 
to 52 by specular reflections from the wall of the 
sphere. To specify locations in this great circle we 
use polar angles defined with respect to S1. By 
referring to Fig. 2 it can be seen that if the point 

of first reflection for a ray leaving s~ is at « , 

the point of second reflection would be at 2« , and 

in general the point of nth reflection would be at 

na . Thia means that if rays are to get from s~ to 
52 (which is separated from s~ by «o ) by n specular 

reflections the points of first reflection can be 
determined from 

«llk- «o+2.1rn 
n+l 

where ·k=0,1,2, .... 

(5) 

Although firat look at Eq. (5) may suggest that 
there are infinite number of points of firat 
reflection, further examination showa that for k>n 
the points obtained from this equation are repeats. 
Therefore, it can be inferred that there exiat n+l 
distinct points of firat reflection (or n+1 distinct 
routes) if rays leaving s~ are to reach 52 by n 
specular reflections. (See Fig.3.) 

ln order to facilitate the integration on the 
right hand side of Eq. (1), the x ' y ' z'-coordinate 
system, shown in Fig. 4, is introduced. This 
coordinate system is oriented so that z ' -axia always 
passes through the elements like dA1 for which the 
irradiance function is being calculated. To obtain 
this coordinate system, the y,z-plane of the fixed 
coordinate system (x,y,z in Fig. 1) is rotated about 

the x-axis by amount 81 , the zenith angle of 

element dA~. Uaing the spherical coordinates 

(8',4{) of the new coordinate system, planes (or 

the great circles) in which exchange of radiation by 
specular reflections between dA~ and other elements 
of cavity surface occurs are identified simply by 

azimuthal angles 4{ . Horeover, relation between 



a o= 60, n = 3 
k=O 

Figure ;-L 'l'he four possible routes for a ray to 11.0 
from 51 to 52 by three reflections. 

the polar angle " of a great c ircle at 4>' and 

(6',+'> of the x ' ,y ' ,z · - coordinate system is given 

simply by 

6' (a) -1t -m -td 

(6) 

The relation between the spherical coordinates 

(8,+) of the x,y,z-coordinate system and (&',+'> 
of the x' ,y· ,z ' -coordinate system is obt.ained by uaing 
the coordinate transformation matrix for the rotation 
described. That is, 

O lain&' cos1 sin8 coa+] 
-ein&l sine' sincV- sin9 sin+ < 7 > 

cos61 cose' cosO 

The equation f or the botmdary of the cavity 

open:ing in terms of (9', +'> can be obtained by 

substituting the opening angle t (shown in Fig. 1) 

for 8 in Eq. ( 7), mult iplying out the third row, 

~d performing some simple algebraic manipulations: 

cose'+ (tan&1sint'l sine'- ~~=~. <B> 

To solve Eq. (1), initial guessed values of 
:irradiance function H are assigned to discrete values 

of 8 the zenith angle of x,y,z- coordinate system. 
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z' 

dA 

y• 

Figure 4. Defining a new coordinate ayatem whicb ia 
auitable for analysis. 

Vsing these initial values, the integration on the 
right hand side of the equation is performed to obtain 
new values of H, and the procedure is repeated tmtil 
no significant changes in resulta is detected. As 
mentioned previously, the integration on the right 
hand side of Eq. (1 ) is performed by using spherical 

coordinate variables (6',+'> of the x ' ,y· ,z-­

coordinate system. Since the integration is over the 
entire cavity surface area A', limi ts of integration 

for ~ are 0 and 2n ; or using the symmetry shown 

in Fig. 4, one could use the lower and upper limita 

of 'IC/2 and 37C/2 for " and then multiply the 

result by two. 
As was previously mentioned, a given ~ 

defines a great circle which in general may intersect 
the cavity opening. As a result, the great c ircle 
~ill have a bole as shown in Fig. S. Take note of the 
·act that the region defined by the great circ le at 

+' is actually a spherical sector having a 

differential thickness ~ . for the great circle 

shown in Fig. 5, the integration of &' must be 

performed over two disconnected regions R' and R" 

defined respectively by [&'-o, 9' ( ~1)] and 

[&' (IS") , &'·•) , where ~1 and P" , polar angles 

corresponding to the intersection points of the great 
circle with cavity opening, can be obtained by using 
!lq. (8) and then Eq. (6). 

Consider the integration over region R". Vsing 
the definition for exchange factor, this integral may 
be written as a sum of infinite number of integrals, 
each one of which representing exchange of radiation 
between dA1 and R" by a number of specular reflections 
n, plus an integral for direct exchange (i. e. no 
reflections). By using the aimple view factor formula 
between two elements on the surface of a sphere 
(Sparrow and Jonsson, 1962a), the integral for direct 
exchange is aimply given by 

11 

I 0 (+'l-...l.... J B(9•,cVJsin8• dfJ•, 
4lt 

tr'(f*) 

( 9) 



range of 
Jl+~' 

2' 

, range of 

13 ~-

Figure 5. A great elrcle wbich ha.s intersected the 
openi.ng. 

~o~he re in determinat ion of B i n terms of (SI,~) t he 

trans f ormation equation, Eq. (7) , is used. This must 
be done because values of irraoiance H and bence 

radioaity B are known in terma of 8 
Us ing an argument similar to t hat ~hich ensued 

Eq. (4 ) , it can be shown that radiation exchange by n 
specular reflections between dA~ and R" may occur 
tbrough n+1 possible r outes corresponding t o 
k=0 , 1,2 , ... ,n. Based on the definition of exchange 
factor, tbe regiona on the great circle from whicb the 
first reflection occurs must be determined for all 
number of reflections n and all r outes k. The limita 
of such regions can be determined by substituting 
limits of R" into Eq. (4). If there ~ere no boles in 
the great circle, the integral representing exchange 
by n number of reflectiona through the ktn route woulc. 
have been given by 

"M: 

I.Dk(~)- (~~n J B(6",cjl1)sin6•<J}•, (1111) 

.. ('H alr) 

~o~bere 1}11 nJ: and "'l1k are obtained by suba ti tuting 

!}" and "' ,respectively, into Eq. (5). "ben there 

exist a bole in the great c irc le, the r egion of first 
reflection must in general be modified. This is 
becauae some parta or even all of tbe rays travelling 
from dA~ to R" through a certain specular path (i .e., 
a_certai n n and k) may encounter the bole upon 
incidence on t he cavity wall and , ther efor e , escape 
from the cavity. This modification is made by 
comparing the region wbich defines the bole with tbe 
regions of first, second, and up t o the nth 
reflections. Altbough the procedure f or modifying the 
region of firat reflection is simple to formulate, tbe 
labor involved becomes increasingly enormous as the 
ntwber of reflections considered goes up. For tbis 
reason a computer subroutine was written to perform 
tbe required set theory operations needed for 
modification of tbe region of first reflection when 
tbere is a bole in the great circle. 

Baaed on the outline given above, a computer 
program was developed to perform tbe iterations and 
tbe numerical integrations necessary for solving Eq. 
(1). The variables in Eq. 1 were made dimensionless 

by dividing both aides of the equation bv aT4 . 
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The Romberg Hethod in conjunction with trapezoidal 
rule was used for tbe numeri cal i ntegrationa . The 
tolerance for terminating tbe successive integratio .· ;:o 
in Romberg metbod was set at 10-5 · The nodal point .; 
for evaluation of H were separated by 3 deg. The 
convergence criteria for terminating the iterationa of 
tbe integral equation was based on the aquare root of 
sum of squarea of the differences be tween r esulta of 
new and previous calculations at each node. If thia 
value was lesa than 0.001, iterations were stopped. 
Reducing this convergence criterion by a factor of ten 
changed the resulta only at the fourth significant 
figure and beyond. The number of reflections N 
considered in calculations was de termined from 
criterion 

(p•) N :S: 0.001 , (.li) 

This yielded N=3 ,6 , 10,20, an~ 66 f or p• = 0 .1, 0. 3 , 

0.5, 0.7, and 0.9, respectively. Comparison of final 
resulta with resulta obtained using the Monte Carlo 
method showed a c lose agreement bet~een the two 
methods(see Kowsary, 1989 ) . 

DISGUSSION OF RESU~ 

f 

Due to space l imi tations only tbe ap:parent 
emissivity results will be presented and discussed. 
The apparent emi ssiv i t y as a ftmction of the cavity 
opening angle , surface emiss i vity , and specularity 

;! 
r atio p•jp , where p-p•+pd , is shown in Fig. 6. ~· 

l•j 

The apparent emiss i vity appr·oaches t he wall ern i s sivity 1·· 
as the cavity becomes wide open (i. e. , becomes a f lat 
plate). When the cavity opening angle approaches 
zero, tbe apparent emissivi t y in all cases approaches w 
un i t y . This behavior i s similar t o the resul ts f or f, 
cavities prev i ously studied. ~ 

There are , however , int er esting differences ~ 
between the apparent emiss ivity resulta of diffuse- J 
specular spheri ca l cavi t ies and those of cavi t ies .~ 
previous l y studied by Sparrow and his co-workers ~ 
(Sparrow and Cess , 1979 ) . Variation of the apparent n 
emissivity in spherical cavities is a weaker ftmcti on 
of the specularity rati o than in the case of conical 
and cylindrical cavities. ln spherica l cavi t ies, f or 
a given sur f ace emiss ivity . the apparent emi ssivity is 
not always an increasing func tion of the sre culari ty 
ratio. This difference has also been noted by 
Campanaro and Ricolfi ( 1966) based on the ir 
appr oximate resul ta . Accor ding t o the resul ta shown 
in Fig. 6 , apecular spherica l cavities have a higher 
apparent emissivity when the surface emissivity is 
high. However, as t he em i s s ivity of surface 
decreases, curves correaponding to the purely specular 
cavities begin t o sh i ft down~ard relative to the 
curves f or the purely di ffuse cavit i es. Eventually , 
as the emissivity of cavi ty surface becomes 
suffi c i ently small, the apparent emissivi t y of the 
diffuse cavity becomes greater than t hat of the 
specular cavity. This type of behavior in spherical 
cavities may perhaps be explained by the fact that 
some portions of the cavity surface face downwards 
into the cavity (unlike the case of conical and 
cylindrical cavities). 

As the wall emissivity ! is changed, the 
apparent emiasivity curves for diffuse-specular case 

p•/p-0.5 also begin to ahift downward relative to 

those f or diffuse cavities. This behavior is in a 
similar manner as purely specular cavities but at a 
slower pace. For low emiasivities, however, the 
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FigurP. 6. Apparent emissivity of spherical cavities 
for var:i.ous conditions. 

di ffl;se c avi t.y and t.he diffuse-specular· c avi ty have 
ess··-ntia1ly the same apparent. emissivities for all 
open ing angles. This suggests that for low 
emissivities t.he diffuse effect dominates the specular 
effect. 

Another ctrrious observation can be made regarding 
the apparent emissivity resulta for spherical 
cavities: the apparent emissivity for a diffuse­
specular cavity is not always bounded by the apparent 
emissivities of the corresponding purely diffuse and 
purely specular cavities. This is an example of where 
purely diffuse reflection and purely specular 
reflection do not represent limiting cases in 
radiation exchange. The dependence of resulta on 
speculari ty ratio becomes practically insignificant 
when the cavity opening angle becomes greater than 
approximately 105 deg for high and midrange values of 
emissivity. However, for small emissivities this is 
true for even smaller cavity opening angles. 
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SUMMARY 

A theoretical model for the scauering propenies of metallic micro-grooves has been constructed in the 
present study. Tile approach is via a rigorous solution of the electro-magnetic wave theory for perfectly con­
ducting materiais and a perturbation solution for the highly conducting materiais such as metais. 1l1e 
reflectivities have been detennined for normal and oblique incidence and the effects of the micro-groove size 
and periodicity and wavelength of the incident radiation on the scattering characteristics are examined. The 
analytical results are shown to asympi.Ote to the smooth surface solutions in the limit of large width or small 
height. 

INTRODUCTION 

ln a recem paper (Raad and Kumar, I 992) the exact solutions 
for evaluating the scattering propertics of perfectly conducting 
micro-groovcd surfaces have becn dcveloped. Thc objective of the 
~~ study is to develop a mathcmatical model for evaluating the 
lllliation scattering propcrtics of highly conducting micro-grooved 
metallic surfaces via a pcrturbation theory approach. 

The emissivity of micro-grooved surfaces has reccntly been 
ltpOI1ed in the literaturc and compared with emissivity of a smooth 
auface of similar material (Hcskcth and Gcbhart, 1988). It is found 
11111 lhe emissivity of thc micro-groovcd surface is much largcr and 
ahibits oscillatory behavior with increasing wavclength. Cla~sical 
llllysis has not been ablc to predict thc oscillations as wcll as the 
irge mugnitudc of thc increasc in cmissivity. Previous analysis of 
periodic groovcd surfaccs bascd on clcctromagnctic thcory has becn 
cmfined to lhe case of nonnally incidem beams for perfectly con­
ilcting surfaces (Dcriugin, 1960a,b; Kong, 1990). Other related 
alysis of interest are thc scattcring studies pcrformed by thc physi­
Cil optics (Kirchoff) approximations which gcomctrically trace the 
dection of rays, see Beckmann and Spizzichino (1963) and Ogilvy 
0987) for revicws. Scaltcring from fractal surfaces has becn pcr­
bmed by similar Kirchoff approximations (Jaggard and Sun, 1990) 
IIMI Kirchoff approximation within Helmholtz diffraction thcory 
(M~wndar and Tien, 1990). However, such gcometric techniques are 
a valid for microscale gmoves whcre complcx wave intcrference, 
lllleling, and evanescent and guided waves play an important role. 
• complicatcd approximatc theories have been proposed for 

surfaces, such a~ integral (Saillard and Maystre, 1990) and per­
"on (for slightly rough surfaccs, Jordan and Kang, 1979), but 
are not necessary for the prescnt case where the surfacc is 

· ic and ordcred. 

An electromagnetic wavc theory modcl for thc scattering pro­
. of micro-grooves has been constructcd in the present study 
· considers lhe walls of thc micro-grooves to be smooth. The 

ta1ee between the analysis of micro-grooves and macro-groovcs 
. b lhe classical intensity and heat flux fonnulations are adequate 

dle latter but break down for the former. Tile radiation heat 
r in micro-grooves has to be considered from an electro­
·c wave theory viewpoint and "non-classical" effects of wave 
nce and guided waves in the cavity have to be included. The 

t study is based on such rigorous solutions of the electromag­
tbeory where the periodicity of the surfaces is accounted for by 

expansions. Exact solutions for perfectly conducting materiais 
and Kumar, 1992) are considered along with a perturbation 
for materiais with rclatively high conductivity. The rcflection 

"ents and reflectivities are detennined for normal and oblique 
. The effects of the size and periodicity of the micro­

on the radiation characteristics are examined. Tile analytical 
~ shown to asympi.Ote to lhe smooth surface solutions in the 

oflarge width or small height. 
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THEORY 

Consider a plane elcctromagnetic wave incident upon a periodic, 
microgrooved, pcrfectly conducting surface. The groovcs are rec­
tangular of width w, dcpth d , pcriod p, and infinite in the y direc­
tion, as depictcd in Figure 1. The wave is in the x-z plane and is 
incidem on the grating at a polar angle e;, where e ; is defined as the 
angle between the negative z -axis and the 1irection of propagation of 
the incidcnt wave, see Figure 1. The scattered polar angles e, or en 
are measurcd in the x-z plane and are defined as the angles between 
the positive z -axis and the projection of the scattercd radiation in the 
x-z plane. By this scheme, thc specularly scanered angle e0 is equal 
to the incidem angle e ; and -rt/2 S e, S 1t/2. The plane waves are 
dccomposed into transvcrse magnctic TM and transverse elcctric TE 
components. The solution for TM and TE are presentcd separately. 
Most of thc mathematical dctails have been omitted and can be found 
clsewherc (Raad and Kumar, 1992). 

TM Polarization 

The incident magnetic ficld for TM polarization is given by 

Hi = yH~ = yH 00 expi(O.OX- YoZ) , (I) 

where ~ = k sine;. y0 = kcose; . k = ro(E~) 112 = 21t/À., and i =C!. 
Here H 00 is the incidem wave amplitude, E the permittivity, w the 
permeability, ro the angular frequency, and À. the wavelength in free 
space. The angle of incidence is e; . The reftected field above the 
grooves for z > O, can be writtcn as an infinite sum of waves either 
propagating or dccaying exponentially in the z direction, and is equal 
to -H'= yH; = y L <I>nexpi(anx+ynz) (2) 

n=-oo 

wherc <I>" is the complex amplitude corresponding to the n Ü' 

reftected mode and 

k . e 2rtn an = sm ,. = ~ + -- ' 
p 

(3a: 

whcrc Re(y,.) :2: O and lm(y,.) ;o: O. The scattercd anglcs en are deter· 
mined from the above well known optical grating law (equation (3a)) 
which can be rewritten as 
. e . e n À. o ±1 ±2 sm " = sm ; + - , n = , , .... , 

p 
(3b) 

where, as noted before, e 0 corresponds to the component that is spec­

ularly rcflected. 
Within the grooves for z < O, the electromagnetic field H 8 can be 

represented as an infinite series of waveguide modes satisfying the 
two dimensional Helmholtz wave equation with zero tangemial elec­
tric field at the wall of the grooves if the walls are perfectly conduct­
ing (Kong, 1990). For highly conducting walls, sue~ as thoS:C ~f 
metais, the solution corresponding to perfectly conducung matenal rs 
modified via a perturbation analysis and can be written as 



-r-

J 
... • <0 

"·••O \oo 

Figure 1. Schematic of the system under consideration. 

m=t-oo 1t 
H8 = y L H ... cos!!}__(x+w /2)x 

m=O W 

exp[(-iK ... +I3 ... )(z+d)) + exp[(iK ... -13,. )(z+d)J 

exp[(-iK ... +I3,.)dJ + exp[(iKm-13m)dJ 
(4) 

where H'" is the complex amplitude of the m th waveguide mode of 
the magnetic field inside the groovc and 

K,. = -v e- ( mwlt )2 . (5) 

The absorption factor that is used as perturbation parameter 13 is 
given by (Kong, 1990) 

1 ( coc] 112 
2K,. /(1 + Õo,.) 13 =- - -~.:....:....-~-,::-- (6) 

'" w 2cr [K~-(mlt!w)2)112 ' 

where cr is the electric conductivity of the metal. 

The task is to determine «ll. and H,. in equations (2) and (4). 
By matching boundary conditions at the plane z =O, Cll" and H,. are 
found to be (see Raad and Kumar (1992) for details) -L (Õtn-Qt.)«llt = Õo.Hoo + Qo. ' 
1-

-[ w . ] ,I: (I+Õam)-Õm~-ITitGtm H1 = Pam(I+H 00) 
/..0 2 

where Q1,., TI,., and Gtm are defined as 

Q ~ 2 . 1 p p• 
ln = ~ (1 + l>.) I Tim- nm nm • 

m=O VU.. W 'YnP 

-K,. tanK,. d (-1+tanh213,. d)-13,. tanl3,. d (I+tan2K,. d) 
TI = 

"' 1 + tanh2l3,. d tan2 

-13,. i tanK,. d(-1+tanh213,.d)+iK,. tanhl3'" d (I +tan2K,. d) 
+~~--~--------~~--~--~~----~~ 

1 + tanh2l3,.dtan2K,.d 

- 1 • 
Gt,. = L -P-PIÚ • 

n- 'YnP 

(7a) 

(7h) 

(8a) 

(8b) 

(8c) 

1'he incident power in the positive z plane is determined from the 
Poynting vector 

• 1 • • 
S0 = ExH = -[iadfooHoo- fyoHooHool . (9a) 

coe 
1be power reftected in the spectral order n is defined as 

s. = e;xH;· = -
1
-[ian Clln Cll: + iy. «ll. Cll:] • 

coc 
and the relative reftected power is written as 

I Sn I Clln Cll; 
R=--=---

n ISol HooH~ . 

(9b) 

(9c) 
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TE Polarization 

The electric field in the y dircction for TE componl'nl is 
represented as 

Ei =yE; =fEooexpi(«ox -YoZ). (10) 

with E 00 the complex amplitude of thc incidcnt wavc. Ali variablcs 
and parameters for TE are thc sarne as for TM polarization unless 
otherwise specified. Using thc sarne proccdure and rcprescnting the 
scattcred field above thc groovcs for z > O in tcrms of Floquet modes 
(Kong, 1990) -E' =yE;=y L 't'.cxpi(a.x+y.z) (li ) 

n--
where 't' n are the complex amplitudes of the scattered (reftected) 
field, similar equations are formcd, see Raad and Kumar (1992) for 
detailed steps. The mathematical results and the procedure have been 
omitted here for brevity. 

NUMERICAL SOLUTION 

Equations (7) for TM, and similar sets of equations for TE 
mode, represent a set of matrix cquations to be solvcd for the unk­
nown complex amplitudes Cll1 and '1'1• A Gauss-Jordan algorithm 
with pivoting technic was uscd 10 determine thcsc amplitudes. ln the 
far field, propagating wavcs are of only importance . The exponential 
terms in equation (2) should bc of imaginary nature, from which it 
follows that a. and 'Yn bc real numbers. Thcrefore, the toliuwing 
Criteria should be Satisfied: e- an ~ 0, •Jr 
-(l+sine)p/À. S n S (1-sine)p /À.. From this condition thc lowcr ard 
upper limits of n for the summation terms in equation (7) are detcr­
mined. lnside the grooves propagating guided waves are considrr:d 
and the wave~ide modes m in equation (4) are as follows. For TM 
polarization k - (m lt!w )2 S O or O S m S 21t/w. And for TE polari­
zation k2

- (m lt!w)2 S O or I S m S 21t/w. Higher modes included 
to capture thc effects of evanescent wavcs. The basic harmonic 
m = O in TE polarization is not accounted for bccause it gives a 
trivial solution. The conscrvation law of energy was used to check 
the accuracy of the computer program, where the incident power 
should be less than or equal to the total scattered powers. This law 
leads to the following criteria: 

"i," Cllnell;y. S Yo (fM) -L 't'n't':r. Sy0 (fE), (17) 
n- ·-
where the incident complex amplitudes H 00 and E 00 of the fields 
were taken to be equal to unity. The equality sign is valid for per­
fectly conducting surfaces <13~0. cr~oo ). The numerical results are 
found to match exactly the criteria given by the conservation of 
energy law. 

The bidirectional spectral reftectivity is defined as the reflected 
intensity . divided by the intercepted incident encrgy (Siegcl and 
Howell, 1981) 

p._"(Ã.,ei.e,=S") = I.., (Ã,ei.e,) 
I 1..i (À., e i )cosei 

(18a) 

«ll.Cll: R. 
HooH~cosei = cosei 

(fM) (18b) 

't'.'t': Rn 
EooE~cosei = cosei 

(TE) . (18c) 

The reftected angles e, in the above equations are determined from 
the optical grating formula, equation (3). For unpolarized radiation, 
the reftectivity is the average of the above two values. The bidirec­
tional total specular reftectivity is defined as 

p"(ei.e,=ei) = [p.,"(Ã,ei .e,=ei)I.,idÀ./!IÀ.i(Ã..ei)coseidÃ. . (19) 

For the computations the incident intensity is considered to be black­
body intensity J._b(À.,T) corresponding to a temperature T (Siegel and 
Howell, 1981 ). The directional hemispherical spectral reflectivity is 
similarly defined as 

fC/2 

p.,'(Ã,ei) = f p.,"(Ã.,ei .e, )cose, de, 
-ffJ2 

(20) 

l 
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Figure 2. Variation of the specular bidirectional spectral reflectivity 
p,:'(Ã.,8; ,8,=6;) with depth (d IÂ.) for pro file #I: a) 8; = O, TM polar­
ization; b) 8; = 60°, TM polarization. 

DISCUSSION 

The results of the numerical solutions are ploned for differem 
profiles of lhe grooves that are identified by the following geometric 
parameters: 

#1: p!À. = 1.3, w/À. = 1.0, 
#2: p/w = 2.0, dlw = 6.0, 
#3: p = 3.0 J.Ull , w = 1.5 j.Ull. d = 7.0 j.Ull. 

ln Figure 2 the specular bidirectional spectral reflectivity 
p{'(Ã.,9; ,a, =6;) for pro file #1 versus lhe groove deplh d /À. is ploned 
for two different incidem angles. ln these figures lhe phenomenon of 
waves interference is well illustrated. The maximas and minimas 
curves correspond to constructive and destructive interference respec­
tively. At normal incidence, the maxima for lhe specular reflectivity 
11 = O can be readily found to be a multi pie integer of a quaner wave 
length, whilc lhe minima occurs at a deplh of a multiple integer of 
half wave length. As the dcpth d reaches zero, flat plate bidirectional 
reflectivity is obtained where only the specular component n = O has 
a non-zero value and ali olher modes approach zero v alue. Addition­
ally, lhe bidirectional reflectivity of a smoolh surface of perfectly 
conducting material is equal to lhe inverse of the cosine of the 
incident angle, and this value is obtained by lhe limiting case of d = 
O, thereby instilling confidence in the results. As the depth increases 
lhe value of lhe peaks decreases for metais due to higher absorptance 
of energy within the longer grooves. The curves for lhe TE polariza­
tion are not shown for brevity. Similarly, lhe results for other non­
specular modes are not presented. 

Figure 3 indicates the variation of the directional hemispherical 
spectral reflectivity PJ.'(/....,8;) for profile #1 as a function of d/À. for 
different incidem angles. As d approaches zero the directional hemis­
pherical reftectivity is obtained which is equal to l/cose;. For per­
fealy conducting materiais the directional hemispherical reftectivity 
remains at lhis value due to conservation of energy, equation (17). 
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Figure 3. Variation of the directional hemispherical spectral 
reftectivity Pl.'(/....,8;) with depth (d /À.) for profile Jll: a) 8; =O, !M 
polarization; b) 8; = 60°, TM polarization; c) 8; = &:1' , TE polanza-

tion. 

The numerical results reftect this Jitysical energy balance. Due to 
increased absorptance with increasing depth, the relectivity decreases. 
However, the oscillatory nature is preserved because of the 
constructive/destructive addition of the reftected waves. The 
reftectivities of the TE mode are higher than TM because the electric 
wave in TE oscillates along the y axis and therefore is less affected 
by the geometric variations of the groove_ in_ the x-z directions. 1be 
reftectivities have smaller values as the mctdent angle gets smaller. 
Similarly, Figure 4 examines the variation of Pl.'(/....,8;) for profile 1t2 
as a f\mction of 'J.Jw . It can be seen that at wavelengths larger than w 
the microgroove behaves as a ftat plate, especially for the TE mode. 
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Figure 4. Variation of the directional hemispherical spectral 
rellectivity p).'(Ã.,9;) with width (Âlw) for pro file #2: a) 9; = O, TM 
polarizaúon; b) 9; = 60°, TM polarization; c) 9; = O, TE polarization. 

The effect of the incidem radiation on the specular bidirectional 
total reflectivity p"(9;,9,=6;) is explored in Figure 5. Here the 
incidem intensity is assumed to be blackbody radiation from a source 
at temperature T for profile #3. 

CONCLUSIONS 

A detailed mathemaúcal model based on the exact solution of 
the electromagnetic wave theory has been constructed for evaluating 
scattering characteristics of microgrooves of conducting metallic 
materiais. Oblique incidence has been considered as well as different 
geometrical configurations of the grooves. No previous analysis has 
been rep<)rted in the literature for such cases and this is the first 
instance where a so1ution capable of examining micro-configured 
periodic grooves is presented. 
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RESUMO 

Urt;a ~1tande vatúedade de model_o.t> de tubo-t> c.aeJ.l_a~tu e fuponlvei_ na We~tatu­
M upec.-<;aüzada: 0-t> I!.Uu.Ltado-6 dutu modei_o.t, numetúc.o-6 .t>ão !Legula!tmente c.ompal!.a­
d~-6 ~om -<-n6o-:-maçoe.-6 e dado.t> ex.petúmenta-i./., e n01tmalmente c.on-t>egue--t>e uma boa c.onc.OIL­
danua. U~~ando--t>e um p!tog!tama de c.omputado!t e.-6pec.Z6-(..c.o c.hamado CAPILAR e mo-t>t!ta 
do que a p!ta..t<_c.a c.omwn de -t>eiec.ionM vaiol!.e.-6 e equaçõu tMrüc...tona,(j, da We~tatu!ta 
pe~n~te wn g!Lau de i..tbe~tdade c.on.t>..tde!tâvel_ pa!La e~te.-6 e.-6tudo.t> de vaüdação. 

INTRODUÇÃO 

Um dispositivo de expansão de uso comum em 
quase todos os sistemas de refrigeração de pequeno 
porte é o tubo capilar. Ele consiste de um tubo longo 
de cobre com diâmetro interno que varia de 0,5 a 2,0 
mm e um comprimento entre 1 e 6m. 

Um tubo capilar não apresenta partes móvei s, 
nada para desgastar, e é um dispositivo simples e 
barato. Ele permite também que as pressões no sistema 
sejam equalizadas durante as paradas, requerendo, 
desta forma, motores de baixo torque de partida para 
o acionamen to dos compressores. 

Por outro lado, o tubo cap ilar não tem a 
habilidade de ajustar-se a condições de mudança de 
carga térmica e também requer que a carga de flui do 
refrigerante do sistema seja ma ntida dentro de 
limites bastante estreitos. Por esta razão, seu uso 
tem sido restrito a sist e mas nos quais a ca rga d e 
refrigerante permanece razoavelment e constante, como 
é o caso de refrigeradores domésticos e 
condicionadores de ar de janela. 

Apesar de sua forte influência no desempenho de 
sistemas de refrigeração, a maioria dos tubos 
capilares são, ainda hoje, selecionados através de um 
processo de tentativa e erro. Um tubo mais longo que 
o desejado é inicialmente · instalado no sistema. Se 
ele não trabalhar adequadamente, o tubo é cortado e 
um outro teste é realizado. Após várias tentativas, 
neste processo de co'rtar e testar, pode-se ter a 
sorte de ac;dentalmente descobrir u~ tubo capi lar que 
funcione satisfatoriamente. 

Numa tentativa de resolver este problema, uma 
grande variedade de modelos computacionais, que 
permitam a seleção de tubos capilares, tem sido 
desenvolvidos e validados, utilizando-se conjuntos 
específicos de dados expe rimentais. Desta forma, 
coeficientes e correlações empíricas são abundantes 
na literatura e fornecem um grau de li herdade 
consideráve 1 no processo de vali dação. 

Os objetivos deste trabalho podem ser 
concentrados em dois aspectos: primeiramente, as 
bases do modelo de computador chamado CAPILAR serão 
introduzidas e, em segundo lugar, a sensibilidade 
deste programa em relação ao diâmetro do capilar 
e retardamento no processo de vaporização, serão 
examinados, numa tentativa de serem identificadas 
áreas que requeiram trabalhos experimentais 
adicionais. 
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DISTRIBUIÇÕES DE PRESSÃO E TEMPERATURA EM TUBOS 
CAPILARES ADIABATICOS 

Os tubos capilares, apesar de fisicamente 
simples, são dispositivos de expansão que envolvem 
processos mui to complexos. Isto pode ser confirmado 
atra vés do trabalho de Schultz (1985), onde os 
trabalhos relevantes sobre tubos capilares, 
realizados até esta data, são apresentados. 

Com líquido sub-resfriado entrando o tubo 
capilar, os perfis de pressão e de temperatura são 
similares aos mostrados na Figura 1, onde a escala da 
t e mpera tura de saturação corresponde à escala da 
pressão ao longo do eixo vertical. 

Na entrada do tubo, há uma queda de pressão 
localizada, devida principalmente à mudança abrupta 
na área da secção transversal.Do ponto 2 ao ponto 3, 
a pressão decresce linearmente enquanto a temperatura 
permanece constante. O ponto 3 é o ponto de início de 
vaporização (flash), onde o escoamento atinge 
condição ·' de saturação. A partir deste ponto, até o 
final do tubo capilar, a queda de pressão por unidade 
de comprimento aume nta à medida que se aproxima do. 
final do tubo, e a temperatura apresenta uma queda 
correspondente. Do ponto 4 até o ponto 5, Bolstad e 
Jordan (1948) observaram a existência de condições 
sónicas na saída. Esta situação, também chamada de 
condição critica, corresponde ao ponto onde a 
entropia do fluido refrigerante atinge seu valor 
máximo e o escoamento através do tubo capilar não 
pode mais ser acelerado. 

C~~;:· 2=R=EG=;;1Ão;::=L:;ÍQU=I)=A===~i3=RE=G=I:;ÃO=· =~·:\{;~RADOR 
J BI~J 

DISTÃNCIA A PMT'It DO INICIO DO T\.80 CAPl..AR 

Fig. 1 - Distribuição de pressão e temperatura ao 
longo de um tubo capilar. 



MODELO PROPOSTO 

As seguintes hipóteses simplificativas foram 
utilizadas na formulação deste modelo: i) o tubo 
capilar é reto, horizontal e tem diâmetro interno 
constante, ii) o escoamento através do tubo capilar é 
unidimensional, ho1110~êneo e adiabático, iii) o 
escoamento de fluido refrigerante está isento de 
óleo, iv) os fenômenos de escoamento metaestável 
são desprezados. 

Região de Líquido Sub-resfriado do Escoamento. 
O comprimento do tubo capilar correspondente à região 
do escoamento que apresenta uma única fase, L , pode 
ser determinado por sf 

L = {[(p -p )p/N] - 1 - K} D/f 
sf 1 3 sf 

(1) 

onde N = G2
/2 e G = m/A. Os símbolos p , p , p, K, D, 

1 3 

f , m e A correspondem à pressão na entrada, pressão 
d~rsaturação, densidade, coeficiente de perda de 
carga na entrada, diâmetro interno, fator de fricção 
da região monofásica, fluxo de massa e área da secção 
transversal do tubo, respectivamente. 

Consoante com o procedimento indicado por 
Collier (1981) e considerando que A2/A 1 ~ O e que o 

fluido refrigerante na entrada do tubo capilar está 
na condição de sub-resfriamento, adota-se o valor de 
0,5 para o coeficiente de perda localizada K. 

O fator de fricção na região monofásica, f , é 
sf 

calculado pela equação de Blasius, para tubos lisos: 

f sf 
0 , 31 Re-0,25 (2) 

Região Bifásica do Escoamento . Aplicando a 
equação da conservação da quantidade de movimento 
linear a um elemento de fluido na região bifásica do 
escoamento, e integrando entre os pontos 3 e 4, 
obtém-se 

J
4 -2 

L = [2 ln(p /p ) - 2 pG dp] 
tf 4 3 

3 

D/f 
tf 

(3) 

A integral na equação (3) é calculada 
numericamente utilizando o processo de Romberg . Para 
isto há necessidade de se conhecerem a densidade e as 
condições do escoamento no ponto 4 (sônico ou não) e, 
conseqüentemente o título local do fluido 
refrigerante . Esta última variá~el é determinada por 
meio da equação (4) que foi obtida através da 
aplicação da equação da energia a um elemento de 
fluido em condição de equi,líbrio termodinâmico entre 
as fases. Assim, 

X = - h -G v v + (h +G v v ) -2 ( G 
{ 

2 [ 2 2 2 
fg f fg fg fg f 

. (h +G v /2-Ho) /G v 22 ]
0

•
5

} 22 
f f fg 

v2 ) . 
fg 

(4) 

onde h, v e Ho são a entalpia, volume específico e 
entalpia de estagnação, respectivamente. Os 
subscritos f e g representam as fases saturadas 
líquida e vapor, respectivamente. 

O fator de fricção médio, no escoamento 
bifásico, é calculado utilizando-se o procedimento 
apresentado por Erth (1970), como uma função somente 
das condições de entrada: 
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f 
lf 

3,1 Re-0
'

5 exp [(l-x0
'

25 )/2,4] 
I (5) 1 

onde 

R e G/[D(x ~ + (1-x )~ ] 
I v,l I 1,1 

(6) 

e ~ é a viscosidade absoluta do fluido refrigerante e 
o subscrito i identifica as condições de entrada no 
tubo capilar. 

As equações anteriores (1) a (6) são 
resolvidas apenas uma única vez quando o objetivo for 
determinar os comprimentos L e L , a partir de um 

sf tf 
fluxo de massa por unidade de área transversal G 
dado. Por outro lado, quando o objetivo for calcular 
o fluxo de massa através de um tubo capilar 
específico, o processo de solução deve ser iterativo. 
A razão para este processo iterativo está na 
dependência do conhecimento do fluxo de massa para o 
cálculo dos fatores de fricção e da pressão dinâmica 
na entrada do tubo capilar e este fluxo de massa não 
é conhecido a priori. A melhor forma de realizar este 
processo iterativo, que minimiza o tempo de CPU 
necessário, consiste em primeiramente estimar o fluxo 
de massa e então calcular os comprimentos físicos L 

sf 
e L . O comprimento total do tubo capilar (L + 

tf sf 
Ltf) é então comparado com o valor fornecido. Quando 

o comprimento total calculado for igual ao 
comprimento físico, o processo iterativo é 
interrompido. Caso contrário, o fluxo de massa, 
inicialmente arbitrado, é ajustado e o processo 
iterativo recomeça. 

COMPARAÇ0ES COM RESULTADOS EXPERIMENTAIS 

Os resultados, obtidos com o programa CAPILAR, 
serão agora comparados com os dados experimentais 
disponíveis na literatura. A maior dificuldade desta 
tarefa é a falta de informação relacionada com a 
maioria dos estudos experimentais. Scott (1976) 
efetuou uma grande contribuição neste sentido, 
através da organizacão e análise da maioria das 

informações experimentais, publicadas até esta data. 
As Figuras 2, 3, 4 e 5 mostram a comparação dos 

resultados calculados usando o programa CAPILAR e os 
resultados medidos por Bolstad e Jordan (1948), 
Whitesel (1957), Mikol (1963) e Ungar et al. (1960), 
respectivamente. A distribuição dos erros destas 
comparações indica que 82,8% dos fluxos de . massa 
ca lculados, estão dentro da faixa de 10%, quando 
comparados com os resultados experimentais. 
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Fig. 2 - Comparação do fluxo de massa medido ( lbm/h) 

por Bolstad e Jordan (1948) com valores 
numéricos calculados pelo programa CAPILAR. , 
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Fig. 3 - Comparação do fluxo de massa medido (lbm/h) 
por Whitesel (1957) com valores numéricos 
calculados pelo programa CAPILAR. 
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Fig . 4 - Comparação do fluxo de massa medido (lbm/ h) 
por Mikol (1963) com valores numéricos 
calculados pelo programa CAPILAR. 
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Fig. 5 - Comparação do fluxo de massa medido (lbm/h) 
por Ungar et al. ( 1960) com valores 
numéricos calculados pelo programa CAPILAR . 

ANÁLISE DE SENSIBILIDADE 

As comparações apresentadas na secção anterior 
são relacionadas com a versão original do programa 
CAPILAR. Se fosse seguido o procedimento c0mum 
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adotado por vários . autores de outros modelos, este 
trabalho poderia ser aqui encerrado, concluindo-se 
que o modelo atual é suficientemente preciso. Ao 
invés disto, será apresentada uma análise de 
sensibilidade, incluindo os dados e correlações 
empíricas, de forma a analisar-se seu impacto no 
desempenho do programa. 

Diâmetro Interno do Tubo Capilar . O modelo 
pressupõe que a secção transversal do tubo capilar 
seja circular, e que apresente um diâmetro interno 
constante ao longo de todo seu comprimento. Esta é 
uma situação raramente encontrada na prátic~. A Norma 
ANSI/ASTM B-36/76 estabelece um valor de -25~m como 
uma variação aceitável para o diâmetro interno do 
tubo capilar, devida ao processo de fabricação. Se 
esta variação for considerada em seus valores 
extremos para um tubo capilar operando com uma 

temperatura de condensação de 54,4°C, uma temperatura 
de evaporaç~o de -23,3°C e um grau de 
sub-resfriamento de 5,5°C, o fluxo de massa calculado 
pelo programa apresenta a variação ilustrada na 
Figura 6. Esta variação é ainda maior para tubos mais 
curtos e diâmetros maiores . Desta forma, para 
garantiT uma precisão desejada, durante os estudos 
de validação, é essencial identificar um diâmetro 
interno equivalente. 

Escoamento Metaestável. O fenômeno de 
escoamento metaestável, onde o fluido refrigerante na 
fase líquida está numa temperatura superior à 
temperatura de saturação correspondente à pressão 
local, em tubos ·capilares, foi pela primeira vez 
observado por Cooper et al. (1957) e mais tarde por 
Mikol (1963). 

Durante var1os anos este fenômeno foi 
considerado uma anomalia, segundo Erth (1970). Esta 
situação modificou-se com os trabalhos de Koizumi e 
Yokoyama (1980), e Kuijpers e Janssen (1983) . Chen et 
al. (1990) e Li et al. (1990) publicaram os trabalhos 
mais completos e mais recentes sobre a análise de 
escoamento metaestãvel, similar ao apresentado por 
Kuijpe rs e Janssen (1983), no entanto, também 
estabeleceram uma correlacão para a determinação da 
diferença de pressão entre o ponto de saturação 
termodinâmico ao longo do tubo capilar e o ponto de 
1n1c1o da vaporização . Esta diferença de pressão 
(p -p ) definida como a subpressão de vaporização, 

s v 

pode então ser calculada por: 

(p -p J.fkT' 
s v s 

J/2 
(]" 

-o, 208 -3, 1 8 

O, 679 [~] Re
0

'
914 

v -v 
g f 

["::::J [.~] (7) 

onde 

Os símbolos k, T
5

, Tcrlt' 

constante de Boltzman, a 
saturação, a temperatura 
sub-resfriamento e a 
respectivamente. 

.li.T e cr 
sub 

temperatura 
crítica, 
tensão 

(8) 

representam a 

absoluta de 
o grau de 
superficial, 

O programa foi submetido, nas mesmas condições 
da Figura 6, no entanto foram levados em consideração 
os efeitos de escoamento metaestável. Verificou-se 
que, conforme esperado, o fluxo de massa através do 
tubo capilar é aumentado quando os efeitos do 
escoamento metaestável são considerados, conforme é 
ilustrado na Figura 7 . 
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Fig. 6 - .Influência do diâmetro interno do capilar 
sobre o fluxo de massa calculado. 

Deve-se ressai tar que Chen et al. ( 1990) 
utilizaram apenas dois tubos capilares diferentes, de 
O, 66mm e 1, 17mm de diâmetro e ambos com 1, 5m de 
comprimento, para o estabelecimento da equação (7), 
sendo as constantes desta equação determinadas 
prevendo-se um erro relativo de 26%. 

Levar em conta os efeitos do escoamento 
metaestável através de mode los computac ionais para a 
avaliação real do fluxo de massa é muito importante, 
no entanto há necessidade de se conduzirem estudos 
experimentais que permitam ainda melhorar o 
entendimento do escoamento de fluidos refrige rantes 
através de tubos capilares, ante s que uma análi se 
quantitativa dos efeitos metaestáveis se ja amplamente 
aceitáve l. 
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Fig. 7 - Influência do escoamento metaestável sobre o 

fluxo de ma s sa calculado. 

CONCLUSÕES 

Um modelo matemático do e s coame nto de flui do 
refrige rante através de tubos capil a r e s é 
apresentado. 

As comparações entre as previsões do modelo e 
os dados experimentais disponíveis na literatura, são 
razoavelmente boas. Esta comparação é, no entanto, 
dependente das equações escolhidas para construir o 
modelo . 

Os dados experimentais devem sempre informar o 
diâmetro interno equivalente do tubo capilar e também 
a rugosidade média, de maneira a permitir um processo 
adequado de validação. 

O escoamento metaestável através de tubos 
capilares também requer uma investigação 
experimental mais profunda. A precisão das 
correlações propostas (Chen et al . 1990) para outros 
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diâmetros de tubos, comprimentos, condições de 
operação, rugosidade interna do tubo e tipo de fluido 
refrigerante deve ser identificada. 

A incerteza experimental relacionada com os 
conjuntos de dados experimentais colocam todos os 
modelos numéricos existentes num mesmo nível de 
capacidade de previsão. Todo o esforço deve ser 
concentrado em gerar informação experimental 
confiável com o controle adequado de todas as 
variáveis envolvidas e também conseguir-se um 
entendimento completo dos fenômenos de não-equilíbrio 
termodinâmico envolvidos no escoamento viscoso de 
fluidos refrigerantes através de tubos capilares. 
Após então haverá espaço suficiente para o 
desenvolvimento de novos modelos numéricos. 

REFERtNCIAS BIBLIOGRÁFICAS 

Bolstad, M.M . , Jordan, R. C., "Theory and Use of the 
Capillary Tube Expansion Device", Refrigerating 
Engineering, pp. 519-523 and 552, Decernber, 1948. 
Chen, Z. H., Li, R.Y., Lin, S., Chen, Z.Y., "A 
Correlation for Metastable Flow of Refrigerant 12 
Through Capillary Tubes", ASHRAE Transactions, vol. 

t 
li 

96, part I; pp . 550-554, 1990. m 
Collier, J . G. , "Convective Boiling and .~ 
Condensation", McGrawHill, New York, 2nd Ed., 1981. li 
Coope r, L., Chu, C.K . . Brisken, W. R., "Simple ~ 
Selection Method for Capillaries Derived fr om j 
Physi cal Flow Conditions", Refrige rating ~ 
Engineering , pp. 37-41, 88, 92, 94, 98, 100, 102, '{ 
104 and 107, July, 1957. 1 
Erth, R. A., "Two-Phas e Flow in Refrigerati on ; ~ 
Capill a ry Tubes: Analysis and Predi c tion". PhD !J 
Thes is, Purdue University, USA, 1970 . ~ 

Koi zumi, H., Yokoyama, K., "Charac teri s ti c s of 1 
Refrige rant Flow in a Capillary Tube", ASHRAE · 
Trans ac tions, vol. 86, pa rt 2, pp. 19-27 , 198-0-. -­
Kuijpers, L. J . M., J anssen , M.J.P., "Influe nce of 
Therma l Non-Equil i brium on Capill a ry Tube Ma s s 
Flow", Proc . XVllh Interna tional Congres s of 
Refri gerati on, pp. 689- 698. Pa ri s, 1983 . 
[~:-v:-;-Tin, S. . Chen, Z. Y.. Chen. Z. H. , 
"Met as table Flow of R-1 2 Through Capillary Tubes", 
Int. J . Re fri geration, Vol. 13, pp. 181-1 86 , 1990 . 
Mikol , E. P., "Adi abatic Singl e and Two-Phase Flow 
in Sma ll Bor e Tube s", ASHRAE Journa l, pp. 75-86 , 
Novembe r , 1 963 . 
Schult z , U.W., "S t a te of the Art: The Capilla ry 
Tube for, and in, Va por Compress i on Sys tems", 
ASHRAE Transac ti ons , part lA, vo l. 91, pp. 92-105, 
1985 . 
Scott, T. C., "Fl a shing Refrige rant Flow i n Sma ll 
Bore Tubes" , PhD Thesis, Unive r s ity of Mi chi ga n, 
USA, 1976. 
Ungar, E.W., Stein , R. A. , Iloyd, R.S . . Ileck, W.D. , 
"Analysis of the Potenli a liti es of Using Analog 
Comput e r·s in the D-eve l opment of Res ide nti a l 
Refr ige r-ation (Phas e I l", Report----rô ___ wflTrfpool 
c·orp-.- .-B a'tt e lle Memoriai lnst . , Ohio, 1960 . 
Whitese l, H. A. , "Capillary Two-Phase Fl ow" , 
Refr ige rating Engineeri~g . pp. 42-44 and 98-99 . 

AilSTRACT 

A grea t vari e ty of validated adi abati c 
capill ary tube mode ls a re ava ilabl e in the open 
literature. By using a s pecific computer mod e l, 
ca lled CAPILAR, i t is shown that the common pr acti ce 
of selec ting tradili onal va lues or expressi ons fr om 
the lite rature yields a cons iderabl e deg ree of 
f reedom to such validation studies. It is s trongly 
r ecommended that the upcoming studies f ocusing mainly 
i n the stratosphe ric sa fe new r efriger ants be 
condu c t ed based on reli able s e t s of experimental 
data. 
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RESUMO 

Este trabalho apresenta o 11étodo "tubo-por-tubo" para a llodelaçlio de trocadores de calor do tipo tubo ale­
ta, utilizados etn condicionadores de ar domésticos. O 11étodo consiste no trata~~ento individual e independente de 
cada tubo . A. transfer~ncia de calor e• cada tubo é calculada com o aux1l i o da teoria de trocadores de calor e• 
escoamento cruzado . Conhecendo-se 11 localizaçllo de cada tubo no circuito e executando-se os cálculos numa se­
qUência apropriada, o dese~enho global da serpentina pode ser obtido. A aplicaçlio do 111étodo para diferentes 

trocadores de calor é apresentada e discutida . 

INTRODUÇAO 

Um sistema de condicionamento de ar 
por compressão mecânica de vapores é compos­
to por, pelo menos, dois trocadores de ca­
lor: uma serpentina interna e uma serpentina 
externa. Em condicionadores de ar domésti­
cos os trocadores são do tipo tubo-aleta. 
Estes trocadores são constituídos por tubos 
de cobre, arranjados em quincôncio, com ale­
tas de alumínio. O refrigerante muda de fase 
enquanto escoa pelo interior da tubulação, 
enquanto o ar passa pelo lado externo. 

No desenvolvimento de condicionadores 
de ar, o dimensionamento dos trocadores de 
calor é de importância fundamental, uma vez 
que seus desempenhos influenciam diretamente 
o desempenho do sistema. 

O grande número de variáveis envolvi­
das, tais como: diâmetro e espaçamento dos 
tubos, número e espessura das aletas, tipo 
de aletas, dimensões da serpentina, etc. di­
ficulta a escolha do trocador mais adequado 
para uma determinada situação. 

Programas de simulação podem ser uti­
lizados como ferramentas auxiliares na aná­
lise de trocadores de calor, reduzindo o nú­

i mero de ensaios experimentais necessários no 
desenvolvimento do sistema. 

O MÉTODO TUBO-POR-TUBO 

Este método consiste em se obter indi­
vidualmente o desempenho de cada tubo da 
serpentina. Conhecendo a localização do tu­
bo no circuito e executando os cálculos numa 
sequência apropriada, o desempenho total da 
serpentina pode ser obtido. 

Conhecido o estado do refrigerante na 
entrada da serpentina, o cálculo do desempe­
nho de cada tubo é executado na mesma se­
quência percorrida pelo refrigerante. Con­
sidera-se, assim, que o estado do refrige­
rante na saída de um tubo é o mesmo na en­
trada do tubo subsequente. A bifurcação ou 
união de dois ou mais tubos também são con­
sideradas. 

A temperatura e a umidade do ar que 
escoa através da serpentina influnciam a mu­
dança de estado do refrigerante ao longo do 
circuito. Inicialmente, porém, as proprie-

dades do ar são conhecidas apenas na entrada 
da serpentina. Para os tubos que não se en­
contram na primeira fileira estas proprieda­
des são estimadas. Uma vez que a mudança de 
estado do refrigerante também influencia a 
mudança nas propriedades do ar, um processo 
iterativo é utilizado para o cálculo da per­
formance do trocador. 

Domanski e Didion (1983) e Marques 
(1991) aplicaram este método na simulação de 
unidades de condicionamento de ar. O modelo 
assume uma distribuição uniforme do ar, de 
modo que a vazão de ar através de cada tubo 
é a mesma. As propriedades do ar numa filei­
ra são obtidas através da média das proprie­
dades resultantes da passagem do ar pelos 
tubos da fileira anterior. O evaporador é 
simulado "de trás para frente", isto é, no 
sentido oposto ao do fluxo de refrigerante. 
Segundo Domanski (1989), isto facilita a 
convergência da simulação do sistema, apesar 
da hipótese feita de que o estado do refri­
gerante é o mesmo na saída de cada circuito. 

Chwalowski et al (1989) realizaram uma 
série de testes com um evaporador tubo-aleta 
e compararam com diferentes modelos matemá­
ticos, entre eles o método tubo por tubo. 
Todos os modelos utilizados consideravam uma 
distribuição uniforme do ar na entrada da 
serpentina. Seus resultados mostraram que 
tal hipótese, prejudicava o desempenho dos 
modelos. A influência da não uniformidade 
na distribuição do fluxo de ar na performan­
ce de um evaporador foi estudada por Fagan 
(1980). 
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Baseado nestes estudos, Domanski 
(1989), (1991) aperfeiçoou o modelo tubo por 
tubo, utilizado na simulação de unidades de 
condicionamento de ar (Domanski e Didion, 
1983), para levar em conta perfis de veloci­
dade na entrada do trocador. O modelo foi 
desenvolvido para simulação de evaporadores, 
somente. 

No referido modelo, a sequência de 
cálculo segue o sentido do fluxo de refrige­
rante, a distribuição do refrigerante na 
tubulação baseia-se na perda de carga em ca­
da circuito, as propriedades do ar na entra­
da de cada tubo são obtidas pela média das 
propriedades resultantes do escoamento atra­
vés dos dois tubos mais próximos da fileira 
anterior, altera-se o método de cálculo da 



eficiência das aletas e do coeficiente de 
transferência de calor para escoamento bifá­
sico com evaporação no interior de tubos. 

MODELAÇAO DA TRANSFERgNCIA DE CALOR 

Sendo que no método tubo por tubo o 
desempenho de cada tubo é considerado indi­
vidualmente, o problema reduz-se a um escoa­
mento cruzado puro, como mostrado na figura 
1. 

l t, 

T, 
( ~ ~ ~ ~ 11 ~ ~ I ~ 11 ~ ~ I I ~ l !:.._ '] i i i i i i 1 o 

l tu 

Fig. 1 - EsçoaMntO cruzado puro .. 1111 tubo aletado. 

Considera-se que, independente do tipo 
de aleta, a área utilizada pelo tubo é 
equivalente em performance a uma aleta cir­
cular de igual área. Assim sendo, o diâmetro 
equivalente desta aleta circular é dado por 
(Carrier e Andersen, 1944): 

D 
eq 

[dl'\] 
2· -­

rr 

0.5 

(1) 

Transferência de Calor. Para um esco­
amento cruzado puro, a taxa de transferência 
de calor é dada por: 

Q = U·A·LIT 
m 

(2) 

onde a diferença média logarítmica de tempe­
ratura depende se o refrigerante varia ou 
não sua temperatura. 

A partir da equação (2), das equações 
para a diferença média logaritmica de tempe­
ratura, e da equação da conservação de ener­
gia, a equações da transferência de calor 
para cada tubo podem ser obtidas. Os tubos 
que contém mais de um tipo de escoamento 
(refrigerante bifásico e superaquecido, por 
exemplo) podem ser identificados, assim como 
a fração do tubo ocupada por cada um. 

Domanski e Didion (1983) propõem equa­
ções para cada tipo de escoamento, lembrando 
que, no referido modelo, o evaporador é si­
mulado de trás para frente. A dedução das 
equações é mostrada por Marques (1991). 

Domanski (1989), em seu modelo para 
evaporadores, empregou equações para os es­
coamentos anular (com titulo menor do que 
0,85), disperso (com titulo entre 0,85 e 
1 , 0) e sem mudança de fase (vapor superaque­
cido apenas), que diferem um pouco daquelas 
apresentadas por Domanski e Didion (1983). 
As equações são apresentadas a seguir: 

i) Escoamento ~ular. Neste tipo de 
escoamento, predominante enquanto o titulo 
não for muito alto, o liquido escoa junto a 
parede do tubo, enquanto o vapor escoa na 
região central. A taxa de transferência de 
calor é dada por: 

[ [

-UA ll 
Q = m ·c · [t. - T · ] · 1 - exp _t j (3) 

a pa ~ ~ m · c 
a pa 

Se, entretanto, a entalpia do refrige­
rante na salda do tubo resultar num titulo 
maior do que 0,85, a taxa de transferência 
de calor, para a região de escoamento anu­
lar, será dada por: 
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Q = m [i - i ] (4) 
r 85 i 

e a porção do tubo com titulo menor do que 
0,85 pode ser obtida pela equação: 

m [i - i J 
r 85 i 

z 
an 

m ·c · [t. - T ·] · [1 - exp[-U· A t ]] 
a pa ~ ~ m ·c 

a pa 

(5) 

ii) Escoamento Disperso. Num evapora­
dor, à medida que o refrigerante escoa, seu 
titulo aumenta até atingir aproximadamente 
0,85, quando o vapor tem energia cinética 
suficiente para destruir a camada de líquido 
periférica deixando secas partes da parede 
do tubo. A taxa de transferência de calor é 
obtida por: 

Q = [' - '.o][\-',) [1 -••{ :j (6) m · c 
a pa 

Se a entalpia do refrigerante resultar 
maior do que a entalpia do vapor saturado, a 
taxa de transferência de calor nesta região 
passa a ser: 

Q c m · [i - i·] 
r v ~ (7) 

e a fração do tubo que contém escoamento 
disperso é dada por: 

z 
disp 

m [i - i·] 
r v ~ 

m ·c [1 - Z ] [t. - T ·] · [1 - exp[~]] 
a pa an ~ ~ m · c 

a pa 

(8) 

iii) Escoamento sem Mudança de Fase. o· 
refrigerante já evaporou totalmente, restan­
do apenas vapor superaquecido. A taxa de 
transferência de calor é obtida por: 

Q ~ m · c · rt - T ·] · [1 - exp[- [1 - Z - Z , ] 
rprLi l. an dl.Bp 

m8 · Cpa [ [-U·At ]]]] -· 1-exp-
m ·c m ·c 

r pr a pa 

(9) 
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Coeficientes de Transferência de Ca-
12[. Para um tubo seco, o coeficiente global 
de transferência de calor é dado por: 

u -

A 
t 

A h 
p , int int 

A 6 
t p 

+--+ 
A k 

p,m p 

- 1 
A 

t 
+ 

h . [1 -~ ( 1 - ')] 
e x t A 

t 

A h 
p,ext c ont 

(10) 

Quando a temperatura da superfície do 
tubo ou das aletas estiver abaixo da tempe­
ratura de orvalho do ar, haverá a formação 
de condensado, que escoará pelas aletas, de­
sumidificando o ar. O coeficiente global de 
transferência de calor pode, então, ser ob­
tido por: 

A A · ó A 
t t p 1 t 

u - +---+-+ + 
A · h A · k h A · h 

p , int i nt p,m p L p,ext cont -1 

+ 

[,. 
h · [w - w ] 

[' -~ {>-<)]] 
C11) 

lv, w a w,b 
h 
ext c . [t - t ] 

pa a w,b 

Nestas equações, o coeficiente de 
transferência de calor externo é obtido a 
partir de uma correlação genérica para cada 
tipo de aleta, em função da geometria da 
serpentina, da vazão e das propriedades do 
ar; o coeficiente de transferência de calor 
interno é obtido através de correlações ge­
néricas em função do tipo de escoamento, da 
geometria, da vazão e das propriedades do 
refrigerante; e o coeficiente de transferên­
cia de calor através do condensado é função 
da espessura do condensado, calculada a par­
tir de uma formação uniforme ao longo da 
aleta. 

ANÁLISE DE TROCADORES DE CALOR 

O modelo apresentado por Domanski 
(1989) foi na análise dos evaporadores mos­
trados na figura 2. Os evaporadores 1 e 2 
diferem apenas no sentido do fluxo de refri­
gerante, enquanto o evaporador 3 ·Lt!>resenta 
um circuito de tubos diferente. 

A potencialidade do modelo de conside­
rar diferentes perfis de velocidade na en­
trada do evaporador foi testada para as ser­
pentinas em questão, resultando em variações 
de capacidade na ordem de 5% em relação à 
obtida com distribuição uniforme de ar. 
Atribui-se esta pequena variação à simplici­
dade do circuito, sem ramificações. A in­
fluência da não uniformidade na distribuição 
do ar foi abordada por Domanski (1991), que 
encontrou variações significativas, na ordem 
de 25i, para um evaporador maior, com um 
circuito complexo e ramificado. 

Na presente análise considerar-se-á um 
perfil de velocidade uniforme para o ar na 
entrada do evaporador, sendo sua vazão e seu 
estado fixos. 

Para o cálculo da capacidade do evapo­
rador, estabelecem-se suas condições de ope­
ração: temperatura de evaporação, título do 
refrigerante na entrada e grau de supera-

quecimento na saída. A vazão de refrigeran­
te ajusta-se de modo a garantir estas condi­
ções, em função da troca de calor com o ar. 
Obtendo a vazão de ar e conhecendo os esta­
dos do refrigerante na entrada ej na saída , 
calcula-se a capacidade total do evaporador. 

Observa-se, na figura 3, que para to­
dos os evaporadores analisados, como era de 
se esperar, a capacidade diminui com o au­
mento da temperatura e do grau de superaque­
cimento . 
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Fig. 2 - Serpentinas 1,2 e 3. 

Os evaporadores 2 e 3 apresentam, sob 
todas as condições verificadas, um desempe­
nho praticamente idêntico. O evaporador 1, 
submetido a um baixo grau de superaquecimen­
to, apresenta um desempenho semelhante aos 
demais. Entretanto, à medida que o grau de 
superaquecimento aumenta, a diminuição de 
sua capacidade acentua-se, chegando a ser 
30% menor do que a capacidade da serpentina 
2, sob as mesmas condições. Nota-se, ainda, 
que esta diferença diminui com a temperatura 
de evaporação. 

A diferença de desempenho entre os 
evaporadores 1 e 2 é explicável pela dife­
rença de temperatura entre o ar e o refrige­
rante nos tubos afetados pelo superaqueci­
mento. No evaporador 1 os tubos de maior 
temperatura encontram-se na última fileira, 
onde o ar chega já resfriado pelas fileiras 
anteriores, enquanto, no evaporador 2, os 
tubos de maior temperatura encontram-se · na 
primeira fileira, que recebe o ar ainda 
"quente". 

Evaporador 1 

5 Grau de superaqueci~~ento ("C) 15 
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Fig. 3 - Capacidade si.ulada dos evaporadores. 

CONCLUSOES 

O método tubo por tubo pode ser uma 
ferramenta importante no desenvolvimento de 
trocadores de calor. Sua sensibilidade à, 
distribuição do ar na entrada do trocador 
e/ou à diferentes circuitos na tubulação de 
refrigerante tornam o modelo extremamente 
versátil, diferenciando-o dos demais. Tais 
caracteristicas têm maior influência na aná­
lise de condensadores, onde a região de su­
peraquecimento é grande. Os aperfeiçoamen­
tos introduzidos para o modelo de evaporado­
res (Domanski, 1989 e 1991) devem ser exten­
didos para condensadores. 

Embora permita o estudo de diferentes 
circuitos para o trocador de calor, o modelo 
não leva em conta a perda de carga nas cur­
vas que ligam os tubos entre si e que é fun­
ção do circuito adotado. Sua influência de­
ve ser investigada. 

É intenção do autor realizar, no futu­
ro, uma comparação experimental do referido 
modelo, utilizando dados próprios. 

REFERgNCIAS BIBLIOGRÁFICAS 

Carrier, W.H., Andersen, s.w., "The 
Resistance to Heat Flow Through Finned Tub­
ing", ASHVE Transactions, Vol. 50, 1944. 

• Chwalowski, M., Didion, D.A., Domanski, 
P.A., "Verification of Evaporator Computar 
Models and Analysis of Performance of an 
Evapora ter Coil" , ASHRAE Transactions, Vol. 
95,parte 1, 1989. 

• Domanski, P.A., Didion, D.A., "Computar 
Modelling of the Vapor Compression Cycle 
with Constant Flow Area Expansion Device", 

Building Science Serias, National Bureau of 
Standards, Washington, 1983 • 

• Domanski, D.A., "EVSIM - An Evaporator 
Simulation Model Accounting For Refrigerant 
and One Dimensional Air Distribution", 
National Institute of Standards and 
Technology, Galthersburg, 1989. 

D.A., "Simulation of an 
with Nonuniform Air 

• Domanski, 
Evaporator 
Distribution", 
parte 1, 1991. 

ASHBAE Transactions, Vol. 97, 

• Fagan, T.J., "The Effects of Air Flow 
Maldistribution on Air-to-Refrigerant Heat 
Exchanger Performance", ASHRAE Transactions, 
Vol. 86, parte 2, 1980. 

• Marques, M.E., "Simulação Numérica de Con­
dicionadores de Ar de Janela", Tese de Mes­
trado, Universidade Federal de Santa Catari­
na, Florianópolis-SC, 1991 • 

ABSTRACT 

This work presenta the tube-by-tube 
method for modelling fin and tube heat 
exchangers used in room air conditioners. 
Performance of each tube is analyzed 
separately. Heat transfer in each tube is 
calculated using the cross-flow heat 
exchangers theory. Knowing the position ot 
each tube in the circuit and calculating its 
performance in a proper order, the total 
performance of the coil can be obtained. 
Analysis of different heat exchangers are 
presented and discussed. 
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NOMENCLATURA 

A - área; 
a·- calor especifico; 
qp- distância entre fileiras; 
d~- distância entre tubos da mesma fileira; 
D - diâmetro; 
h - coeficiente de transferência de calor; 
i - entalpia; 
k - condutividade térmica; 
t - temperatura do ar; 
T - temperatura do refrigerante; 
U - coeficiente global de transf. de calor; 
Z - fração do tubo ocupada pelo escoamento; 
~ - eficiência da aleta; 
w - umidade absoluta. 

Subscritos 

a - ar; 
b - base da aleta; 
i - entrada; 
m - média; 
o - saida; 
p - tubo; 
r - refrigerante; 
t - total; 
v - vapor; 
w - água; 
an - anular; 
bf - bifásico; 
cont - contato; 
disp - disperso; 
int - interno; 
ext - externo; 
sup - superaquecido. 
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É objetivo deste trabalho investigar numericamente a influência do 
afastamento entre o assento e a palheta, bem como da vazão de gás refrigerante 
sobre a transferência de calor para o fluido durante sua passagem pelas 
válvulas. O estudo é feito para duas situações diferentes: na primeira a 
palheta tem a mesma temperatura da placa de válvulas (situação isotérmica); na 
segunda, a troca de calor entre o fluido e a palheta é desconsiderada (situação 
adiabática). 

INTRODUCÃO 

De acordo com levantamentos realizados pelo 
setor elétrico, o perfil de consumo de energia 
elétrica no Brasil mostra que 16% do total consumido 
refere-se ao uso doméstico. Na distribuição 
residencial a refrigeração utiliza aproximadamente 
32%. 

A exemplos de trabalhos desenvolvidos em países 
como Japão, Canadá e Estados Unidos, existe no Brasil 
o Programa de Conservação de Energia em 
Eletrodomést i c os. Este pr_ograma é executado em 
conjunto com os fabricantes de eletrodomésticos e 
procura definir prioridades. O refrigerador e seus 
congêneres são os primeiros a serem analisados. 

Em função destas exigências os fabricantes de 
refrigeradores, tanto no Brasil como no exterior, 
passaram a ex1g1r compressores cada vez mais 
eficientes pois os mesmos são responsáveis pela maior 
parte da energia consumida num r2frigerador. Tal 
exigência requer um crescente entendimento dos 
fenômenos físicos associados ao funcionamento do 
compressor. Neste contexto o desempenho de válvulas 
de compressores é de fundamental importância. 

O fluido refrigerante entra no compressor 
através do passador de sucção, passa pelas câmaras de 
rurortecimento de pulsação e pela válvula de sucção 
antes de entrar no cilindro. Após a compressão o 

i refrigerante é liberado pela válvula de descarga para 
· as câmaras de amortecimento de pulsação e sai do 

compressor pelo passador de descarga. 
As válvulas de admissão e descarga que controlam 

o fluxo de refrigerante no cilindro são palhetas 
·.· flexíveis confeccionadas com aço mola especial e 

trabalham por meio de diferença de pressão. 
· O pequeno afastamento existente entre o assento 

e a palheta, associado à mudança da direção do 
escoamento origina grandes gradientes de velocidade 
e, desta forma, grandes coeficientes de transferência 
de calor entre as paredes sólidas e o refrigerante. 

O aumento da temperatura do refrigerante à 
medida que este é introduzido no cilindro causa 
diminuição da densidade do mesmo e, conseqüentemente, 
o fluxo de massa bombeado pelo compressor fica 

· . .- reduzido. Como o fluxo de massa é diretamente 
', proporcional ao efeito frigorífico, tem-se uma 
:? diminuição da capacidade do compressor. Na válvula 
;0 de descarga, o fluido refrigerante transfere calor 
_j para as paredes o que também é indesejável pois esta 
.)' energia é entregue ao refrigerante pela válvula de 

sucção. 
No presente trabalho investiga-se numericamente 

a influência do afastamento entre o assento e a 
palheta, bem como da vazão de refrigerante sobre a 
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transferência de calor para o fluido durante sua 
passagem pelas válvulas. Tal estudo será feito para 
a situação onde a palheta está na mesma temperatura 
da placa de válvulas (palheta isotérmica) e para a 
situação onde a troca de calor entre o fluido e a 
palheta pode ser desconsiderada (palheta adiabática). 
Os resultados são apresentados em termos do Número de 
Nusselt e da temperatura de mistura do fluido. 

FORMVLACÃO DO PROBLEMA 

A geometria de uma válvula de compressor é 
análoga à de um difusor radial. Este é caracterizado 
por um orifício de passagem de comprimento e, com 
diâmetro d, e um disco frontal de diâmetro D, 
posicionado concentricamente ao orifício de passagem 
e afastado de uma distância h do assento. 

Por ser uma geometria simétrica, podemos 
considerar apenas um setor de ângulo unitário na 
direção circunferencial. O difusor radial e o 
domínio de cálculo são mostrados nas Figuras 1 e 2. 
A solução do problema depende do cálculo das 
velocidades e da pressão do escoamento em todo o 
domínio . Para isto são feitas algumas hipóteses 
simplificativas: fluido newtoniano, escoamento 
laminar e incompressível, regime permanente, 
propriedades constantes e dissipação viscosa 
desprezível. 

h 

ORIFÍC lO DE PASSAGEM 

e 

Figura 1 - Geometria do difusor radial. 
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Figura 2 - Domínio de cálculo. 

As equações que regem o fenômeno são as de 
Navier-Stokes na direção axial e radial, a equação da 
continuidade, e a equação da energia. Na 
adimensionalização destas equações serão adotadas as 
seguintes variáveis: ' 

X = x/d i R = r/d i U = pud/p i V = pvd/p 

P = pp/ (p/dl 2 i e (T-T8 ) I (TP -T.) (1) 

Re = pud/p i Pr = pcp/k 

As variáveis que aparecem nas definições 
anteriores estão indicadas na Figura 1 e na 
nomenclatura. 

Em termos adimensionais as equações do problema 
se tornam, 

au au aP 
U-+V-=--+ 

ax aR ax [
azu 1 a ( au)] 
axz + i aR R aR 

av av aP 
U-+V-z--+ 

ax aR aR [
a zv 1 a ( a v) v ] 
axz + i aR R aR - Rz 

ae ae 1 [aze 1 a ( ae)] 
u ax + v aR = Pr axz + i aR R aR 

au 1 a(RV) 
-+---=0 
ax R aR 

(2) 

(3) 

(4) 

(5) 

As condições de contorno para o escoamento são 
as seguintes: (i) nas paredes do orifício de 
passagem, do assento e da palheta U=V=Oi (ii) no eixo 
de simetria V=au;aR=Oi (iii) na entrada do orifício 
de passagem V=O e U=Re(0,25-R2 )i (iv) na saída do 
difusor U=a(VR}/aR=O. Para a temperatura as 
condições de contorno são as seguintes: (i) nas 
paredes do orifício e do assento 9=1i (ii) na palheta 
9=1, para situação isotérmica e ae/aX=O para situação 
adiabáticai (iii) no eixo de simetria ae;aR=Oi (iv) 
na entrada do orifício de passagem 9=0. 

A solução das equações (2)-(5), associadas às 
suas condições de contorno, é conseguida dividindo-se 
o domínio de cálculo em pequenos volumes de controle 
que não se sobrepõem. Em seguida integram-se as 
equações diferenciais em cada volume de controle, 
obtendo equações algébricas que, quando resolvidas, 
fornecem os componentes de velocidade, temperatura e 
pressão. Esta metodologia de solução é encontrada em 
detalhes em Patankar (1980). 

Alguns cuidados especiais devem ser tomados na 
determinação da malha, levando-se em conta a 
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existência de altos gradiêntes de velocidade no 
escoamento e de difusão falsa no método numérico 
segundo Deschamps (1987) e Todescat (1988). 

Tendo obtido o campo de temperatura, definem-se 
os seguintes números de Nusselt médios: 

no orifício, 

h d 
Nu

0 
• ::JL: • 

k 

1 
e/d 

(e/d) I ae/aR 
R-0,5 

di (6) 

no difusor, 
(D/2)/d 

~d 8 J ae;ax I RdR 
Nud = ~ =- [(D/d) 2 -1] 0,

5 
X=e/d 

(7) 

total, 

htd Nu0 .A0 + Nud.Ad 
NUf • - • 

k Ao + Ad 

(4e/d).Nu0 + [(D/d)Z - 1).Nug 

(4e/d) + ((D/d)Z - 1) 
(8) 

Nas equações (6), (7), (8), h0 , hd e ht são, 
respectivamente, os coeficientes médios de 
transferência de calor entre o fluido e as paredes 
sólidas no orifício, difusor e ambos. Tais 
coeficientes são definidos em função do calor 
trocado, da área de troca e da diferença de 
temperatura (Tp-Te ). Desta forma os números de 
Nusselt, conforme definidos, representam taxas 
adimensionais de transferência de calor. 

RESULTADOS 

Inicialmente analisaremos a variação dos Números 
de Nusselt com diferentes afastamentos do disco 
frontal, para diferentes números de Reynolds. 

A Figura 3 mostra a influência do afastamento 
entre o assento e a palheta sobre o número de Nusselt 
médio no orifício de passagem, para números de 
Reynolds variando de 150 a 3000. Quando este assume 
valores baixos a influência do afastamento é pequena, 
ocorrendo um pequeno aumento do número de Nusselt 
médio com a diminuição do afastamento. Para números 
de Reynolds maiores, há um aumento maior no número de 
Nusselt médio com a diminuição do afastamento. Isto 
ocorre devido aos gradientes de velocidade e 
conseqüentemente da temperatura, associados a tais 
situações. O valor do número de Nusselt médio no 
orifício foi igual para a palheta isotérmica e para a 
adiabática. Conforme esperado, as condições de 
contorno na palheta não afetam os resultados no 
orifício de passagem. 

70 ' 
--- ISOTERJIICA 
--ADIABATICA 

~ 

I!!XJ 

700 

lO' -- 150 

o ao ()I) I Q02 0{)3 0{>4 0.05 OP6 
hld 

Figura 3 - Influência do afastamento entre o assento 
e a palheta sobre o número de Nusselt no 
orifício de passagem 



A Figura 4 mostra a influência do afastamento 
entre o assento e a palheta sobre o número de Nusselt 
médio no difusor, para a mesma faixa de Reynolds 
estudada na Figura 3. Para baixos Reynolds o número 
de Nusselt médio praticamente independe do 
afastamento. Já para altos Reynolds, tem-se um 
aumento considerável no número de Nusselt médio tanto 
para a palheta isotérmica como para a palheta 
adiabática, à medida que se reduz o afastamento. 
Para número de Reynolds igual a 700, Nlldpara a 
palheta isotérmica permanece insensível a mudanças no 
afastamento, diferentemente de Nud que decresce à 
medida que h/d aumenta. À medida que aumenta o 
número de Reynolds, cresce a diferença entre Nudpara 
as situações isotérmica e adiabática. Tal fato 
mostra as não-linearidades associadas ao problema. A 
palheta isotérmica apresenta maiores valores de Nud , 
e conseqüentemente maior aquecimento do refrigerante 
à medida que este escoa pela válvula, devido à 
maior área para troca de calor . Para valores de 
número de Reynolds igual a 3000, a situação de 
palheta isotérmica chega a trocar 100% mais calor 
com o refrigerante do que a situação de palheta 
adiabática. Conforme discutido, este aquecimento do 
fluido na válvula de sucção é extremamente 
prejudicial, uma vez que reflete diretamente no 
rendimento volumétrico do compressor. 
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Figura 4 - Influência do afastamento entre o assento 
e a palheta sobre o número de Nusselt no 
difusor . 

A Figura 5 mostra a influência do afastamento 
entre o assento e a palheta sobre o número de Nusselt 
total. Observa-se que o comportamento das curvas da 
Figura 5 é semelhante ao das curvas da Figura 4, com 
os valores de Nusselt um pouco menores. Isto 
evidencia que a transferência de calor ocorre 
predominantemente no difusor. Quanto maior o número 
de Reynolds e menor o afastamento entre a palheta e o 
assento, maior a importância da região do difusor na 
transferência de calor entre as paredes sólidas. 

A seguir serão analisadas as temperaturas de 
aistura do refrigerante. Na determinação destas 
t~raturas levou-se em conta a condução de calor ao 
longo do escoamento (Todescat et al., 1988). 

A Figura 6 mostra a influência do afastamento 
entre o assento e a palheta sobre a temperatura de 
llistura na saída do orifício de passagem. Deve-se 
notar que, em virtude da adimensionalização adotada, 
valores de temperatura próximos de zero indicam que a 
t~ratura do refrigerante está próxima da 
t~eratura na entrada do orifício de passagem, T• . 
Neste caso o fluido foi pouco aquecido. De acordo 
OD a Figura 6, este é o caso 'para altos números de 
Reynolds. Para baixos números de Reynolds o tempo de 

permanência de uma partícula de fluido no interior do 
orifício de passagem é maior e portanto sua ' 
temperatura na saída deste é mais elevada. 
Temperaturas adimensionais mais próximas de um 
indicam que o fluido está a uma temperatura próxima 
da temperatura da parede, Tp . Um aumento no 
afastamento h/d, causa uma redução no valor da 
temperatura de mistura. Neste caso tal redução está 
associada a menores coeficientes de transferência de 
calor. A temperatura de mistura na saída do orifício 
é maior para a palheta isotérmica, principalmente 
para Reynolds baixos e afastamentos pequenos. Isto 
ocorre porque, para Reynolds baixos, a condução de 
calor do difusor para o or~fício através do fluido 
passa a ter importância maior. Note-se que neste 
caso o aquecimento do fluido pela palheta na reg1ao 
de estagnação na entrada do difusor é mais sentida 
para valores de Re mais baixos, e afastamentos 
menores. 
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Figura 5 - Influência do afastamento entre o assento 
e a palheta sobre o número de Nusselt 
total (orifício de passagem e difusor). 
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Figura 6 - Influência do afastamento entre o assento 
e a palheta sobre a temperatura de mistura 
do refrigerante na saída do orifício de 
passagem . 

A Figura 7 mostra a influência do afastamento 
sobre a temperatura de mistura na saída do difusor. 
Para Reynolds baixos, a temperatura de mistura na 
saída do difusor é quase igual à temperatura da 
parede para todos os afastamentos analisados, 
indicando que ocorre uma •saturação térmica• do 
fluido. Com o aumento do número de Reynolds e do 
afastamento ocorre uma diminuição da temperatura de 
mistura na saída do difusor. Para a palheta 
isotérmica e afastamentos pequenos, a temperatura de 
mistura na saída do difusor é quase igual à da parede 
para todos os números de Reynolds analisados. 
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Figura 7 - Influência do afastamento entre o assento 
e a palheta sobre a temperatura de mistura 
do refrigerante na saída do difusor. 

CONSIDEBACÕES PRÁTICAS 

O presente estudo investigou a influência do 
afastamento entre a palheta e o assento, e da vazão 
de fluido na transferência de calor entre o 
refrigerante e as paredes sólidas. No caso de 
válvulas de sucção isto representa um aquecimento do 
fluido e no caso de válvulas de descarga, um 
aquecimento da placa de válvulas pelo fluido. Em 
ambos os casos os efeitos são prejudiciais, pois 
refletem um aumento da temperatura do refrigerante 
que é admitido no cilindro do compressor. 
Temperaturas maiores implicam em menores massas 
específicas e conseqüentemente em um menor enchimento 
do cilindro pelo refrigerante, reduzindo assim o 
rendimento volumétrico do compressor. 

A motivação do presente trabalho está ligada a 
compressores herméticos para refrigeração de pequeno 
porte (potência em torno de 1/4 HP). Nestes casos 
valores típicos de temperaturas são,' 

- Temperatura do refrigerante na entrada 
de passagem, T., 

Válvula de sucção .. . 
Válvula de descarga .. . 

-Temperatura das paredes sólidas, Tp··· 

do orifício 

6Q0C 
18Q°C 

1QQOC 

De acordo com as figuras apresentadas 
anteriormente, a temperatura do refrigerante na saída 
das válvulas pode ser fortemente influenciada pela 
vazão do fluido, pelo afastamento entre a palheta e o 
assento e pelas condições de contorno na palheta. 
Note-se que, para os casos extremos investigados, o 
refrigerante ao escoar pela válvula de sucção pode 
ter sua temperatura elevada de 60°C (valor na 
entrada) para 100°C (valor na saída correspondendo a 
8=1). Isto seria totalmente indesejável. A fim de 
controlar este aquecimento do fluido pode-se atuar 
nos três fatores citados anteriormente: vazão, 
afastamento e condição de contorno na palheta. A 
grande dificuldade está no fato de que tais fatores 
estão associados a outros parâmetros de operação do 
compressor. A condição de contorno na palheta, por 
exemplo, depende da sua espessura, forma, do aço 
utilizado em sua fabricação e do seu engastamento na 
placa de válvulas. Tais parâmetros são determinados 
em função de estudos relacionados com a dinâmica da 
válvula, bem como de parâmetros relacionados com sua 
fabricação e montagem. O presente artigo trata 
apenas de efeitos térmicos e fornece dados para o 
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projeto de tais componentes. Neste sentido, as 
informações aqui contidas não devem ser utilizadas 
isoladamente, mas sim em conjunto com outros 
parâmetros de projeto. 

CONCLUSÕES 

O presente artigo trata de um estudo numérico do 
desempenho térmico de válvulas de compressores. A 
influência do afastamento entre a palheta e o 
assento, bem como da vazão do fluido, sobre a 
transferência de calor entre as paredes sólidas e o 
refrigerante é investigada. Duas situações são 
consideradas: palheta isotérmica com temperatura 
igual a das paredes do orifício de passagem e do 
assento, e palheta adiabática. Tais situações 
representam situações limites para os casos reais. 

Em geral o calor trocado entre as paredes 
sólidas e o fluido é maior na situação isotérmica em 
virtude da maior área de aquecimento. A diferença no 
calor trocado entre a situação de palheta adiabática 
e isotérmica aumenta com a vazão de refrigerante e 
com o afastamento entre a palheta e o assento. Para 
baixas vazões a temperatura do refrigerante na saída 
do difusor é virtualmente igual à temperatura das 
paredes. Isto é particularmente verdadeiro para 
pequenos afastamentos e para a condição de palheta 
isotérmica. 
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ABSTRAcr 

'Ihe paper deals with heat transfer l::.etween 
fluid (refrigerant) and valves in reciprocating her­
metic carrpressors. Numerical solution of the flow 
governing equations are performed for diff~rent gaps 
l::.etween the valve reed and valve seat, and different 
IT6SS flcw rates. 'Ihe analysis is performed consider­
ing isother!T6l as well as adiaba.tic val ve reeds. For 
SIT6ll IT6SS flcw rates the refrigerant exiting tenper­
ature is virtually equal to the valve tenperature, 
wh.ich is hiqhly undesirable in carrpressors design. 
'Ihis effect is rrore pronounced at SIT6ll gaps and for 
the isother!T61 case. 
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SíMBOLOS 

massa específica do fluido; 
viscosidade dinâmica do fluido; 
número de Reynolds para o escoamento; 
número de Prantdl para o escoamento; 
calor específico a pressão constante; 
condutividade térmica do fluido; 
número de Nússelt no orifício; 
número de Nússelt no difusor; 
número de Nússelt total; 
área de troca de calor no orifício; 
área de troca de calor no difusor; 
temperatura do fluido; 
temperatura do fluido na entrada do orifício; 
temperatura da parede; 
componente axial adimensional da velocidade; 
componente radial adimensional da velocidade; 
pressão adimensional; 
temperatura adimensional. 
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O objetivo deste trabalho é o de determinar numericamente as áreas 
efetivas de escoamento e de força para diferentes geometrias de válvulas de 
compressores submetidas a escoamento laminar, isotérmico e incompressível. A 
validação dos resultados numéricos é feita comparando-os com resultados 
experimentais, obtendo-se boa concordância. São apresentados também resultados 
da distribuição de pressão sobre a palheta. 

INTRODUCÃO 

Pode-se dizer que o compressor hermético é o 
coração de um sistema de refrigeração, pois é ele que 
faz circular o gás refrigerante que retira calor do 
~iente frio, para jogá-lo no ambiente mais quente. 
A compressão do gás se dá através da ação de um 
pistão, acionado por um sistema biela-manivela, 
dentro de um cilindro. O controle do fluxo do gás é 
feito por válvulas automáticas. 

A geometria de válvulas automáticas de 
compressores herméticos pode ser comparada à 
geometria de um difusor radial, como mostrado na 
Figura 1. Este é composto de um orifício de passagem 
(1), um assento (2) e um disco frontal (3) posposto 
ao orifí ci o, ao qual chamaremos de palheta. 

Figura 1. Geometria do problema. 

Dois parâmetros são fundamentais para se 
determinar a eficiência deste tipo de válvulas. o 
primeiro a ser considerado é a área efet i va de 
escoamento (AEE) . Esta indica a perda de carga a 
~al é submetido o fluido ao atravessar a válvula. 
~anto maior a área efetiva, maior o fluxo de massa 
associado a uma determinada diferença de pressão. o 
segundo parâmetro importante é a área efetiva de 
força (AEF) . Es ta indica a força exercida pelo 
escoamento sobre a palheta, para deslocá-la. Quanto 
mior esta força, maior será o deslocamento, e, 
conseqüentemente, mais fácil será o enchimento e 
esvaziamento do cilindro. 

A geometria da válvula 
significativamente nas áreas efetivas. 
chanfros, arredondamentos e rebaixos, 

influencia 
A presença de 

assim como o 
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diâmetro e o afastamento da palheta são parâmetros 
importantes. Trabalhos anteriores como o realizado 
por Ferreira e Driessen (1986) apresentam uma 
discussão a respeito de diferentes tipos de 
escoamento encontrados neste tipo de válvula . 

O objetivo do presente trabalho é apresentar uma 
comparação entre resultados obtidos numericamente e 
experimentalmente, para algumas geometrias de 
válvulas automáticas para compressores. São 
mostradas comparações da distribuição de pressão 
sobre a palheta e respectivas áreas efetivas de 
escoamento e de força. 

FORMVLACÃO DO PROBLEMA 

A região de importância do problema é mostrada 
no detalhe da Figura 1. O escoamento é axialmente 
s imétrico, e portanto pode-se considerar apenas um 
setor angular da válvula. Como mostrado na figura, o 
refrigerante é suprido através do orifício de 
diâmetro d e comprimento e. 

Inicialmente o sentido do fluxo é axial. Quando 
se aproxima da palheta, ele é defletido e assume um 
sentido radial. Como mostrado na Figura 1, o 
diâmetro da palheta é D e o seu afastamento em 
relação ao assento é h . 

O escoamento é considerado como sendo laminar, 
permanente, incompressível e isotérmiCOi e o 
refrigerante é um fluido newtoniano. Para determinar 
as áreas efetivas de força e de escoamento, é 
necessário determinar os campos de velocidade e de 
pressão no interior da válvula. O fenômeno é 
governado pela equação da continuidade e pelas 
equações de Navier-Stokes na direção axial e radial, 
cujas versões adimensionais são dadas por, 

a a 
ax(RU) + lJR(RV) =O ( ll 

onde U e V são, respectivamente, as componentes axial 
e radial adimensionais da velocidade, e P é a pressão 
adimensional. As variáveis adimensionais são 
definidas como segue: 



X= z/d; R= r/d 
(4) 

U = pudfp; V= pvdfp; P = ppf(pfd)2 

onde p e p são a densidade e a viscosidade absoluta 
do fluido, respectivamente. 

As equações (1)-(3) estão sujeitas às seguintes 
condições de contorno: (i) paredes sólidas, U=V=O; 
(ii) ao longo do eixo de simetria (R=O), V=au;aR=O; 
(iii) na entrada do orifício de passagem, 
U=2Re(1-4R2 ) (escoamento de Poiseuille), onde 
Re=pud/p é o número de Reynolds do escoamento 
definido em termos da velocidade média através do 
orifício de diâmetro d; (iv) na saída do difusor, 
U=a(VR)/dR=O. 

O domínio de cálculo abrange, além da região de 
escoamento, também a região sólida da válvula. Para 
definir esta região utilizamos o artifício de 
considerar um fluido com viscosidade infinita. Com 
isto podemos definir diferentes tipos de geometria. 

Serão apresentados resultados para quatro tipos 
diferentes de geometria, mostrados na Figura 2: 
(2a) assento simples; (2b) assento simples com 
chanfro; (2c) assento simples com raio de 
arredondamento; (2d) assento com rebaixo. 
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I 

I ~ r ~ ~ 
Figura 2. Geometrias analisadas. 

METODOLQGIA DE SOLUCÃO 

As equações diferenciais apresentadas 
anteriormente, e as respectivas condições de 
contorno, são resolvidas utilizando-se o método dos 
volumes finitos (Patankar, 1980). Nesta metodologia, 
o domínio de cálculo é dividido em volumes de 
controle que não se sobrepõem. As equações 
diferenciais são integradas em cada volume de 
controle, gerando um conjunto de equações algébricas. 
Os campos de velocidade e de pressão são obtidos pela 
solução simultânea destas equações algébricas. O 
acoplamento entre pressão e velocidade é feito 
através do algoritmo SIMPLER (Patankar, 1981). 

Atenção especial deve ser dada à malha que irá 
ser utilizada. A mudança de direção do escoamento, 
devida à deflexão pela palheta, causa o aparecimento 
de altos gradientes de velocidade e de pressão. 
Portanto, na região de saída do orifício de passagem, 
deve haver um refinamento maior da malha para 
capturar com precisão tais gradientes. Outro aspecto 
a ser observado é o aparecimento de difusão falsa 
(Raithby, 1976), que introduz erros numéricos na 
solução do problema. A difusão falsa é minimizada 
com o refino da malha. A exigência de uma maior 
população de volumes de controle na discretização do 
domínio de cálculo deve ser contraposta com a 
necessidade de se ter baixos tempos computacionais. 
Tal compromisso foi estabelecido aqui com uma malha 
contendo 4692 volumes de controle. 

BANCADA E PROCEDIMENTO EXPERIMENTAL 

A Figura 3a mostra uma vista esquemática da 
bancada experimental. Ar comprimido é armazenado em 
dois tanques com aproximadamente 1 m3 e pressão 
máxima de 11 bar, e é fornecido à seção de teste por 
um tubo de 6,5 m por 75 mm (comprimento e diâmetro). 
Urna válvula reguladora de vazão e uma placa de 
orifício calibrada estão montadas no tubo. As 
relações utilizadas no experimento são D/d=1,45 e 

e/d=0,26, onde d=40 mm. 
A Figura 3b mostra o assento da válvula, o 

orifício de passagem, a palheta e o seu sistema de 
posicionamento. 

A distribuição de pressão sobre a palheta é 
utilizada na validação da solução numérica. Por 
conseguinte, o disco frontal tem características 
bastante especiais, como mostrado na Figura 3c. Ao 
longo do diâmetro da palheta existe uma barra 
deslizante que possui um orifício superficial, e uma 
perfuração interna que liga este orifício com a 
lateral da barra. Esta é conectada com um transdutor 
indutivo de pressão diferencial. Na outra 
extremidade da barra deslizante, um transdutor 
indutivo de deslocamento fornece a posição 
instantânea do orifício. Os dois sinais são 
introduzidos numa ponte amplificadora e plotados num 
plotter x-y. 
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Figura 3. Bancada experimental. 

Os dois discos, o do orifício e o da palheta, 
devem ser concêntricos, paralelos e posicionados a 
uma certa distância um do outro. Para tanto foi 
utilizado um sistema de posicionamento, e o 
afastamento é medido por uma mesa micrométrica. 

As principais variáveis lidas em cada 
experimentação são: a distribuição de pressão sobre 
a palheta, o fluxo de massa na válvula, a pressão à 
montante da válvula e a distância entre a palheta e o 
assento. O fluxo de massa foi obtido através da 
diferença de pressão em uma placa de orifício 
calibrada, cujo diâmetro mínimo do orifício era de 
15 mm. Esta diferença de pressão foi medida com o 
auxílio de um transdutor indutivo de pressão 
diferencial com fundo de escala de 0,01 bar. 

A análise de incerteza associada aos resultados 
experimentais foi determinada utilizando o 
procedimento de Moffat (1982). A incerteza de 
medição máxima para a pressão na região de estagnação 
da válvula é menor do que 3%. Para o afastamento, 
menor que 1,5% e para o número de Reynolds menor que 
1,1%. 

RESULTADOS 

Primeiramente, analisa-se a geometria com 
assento simples. Neste caso, tem-se na Figura 4 uma 
comparação entre resultados numéricos e experimentais 
da pressão adimensional exercida pelo escoamento 
sobre a palheta, para h/d=0,015 e Re=1783. De uma 
maneira geral observa-se uma boa concordância entre 
os resultados numéricos e os experimentais. Na 
região de aceleração, r/d>0,5, observa-se que o 
modelo numérico prevê muito bem o aparecimento de 
pressões adirnensionais negativas. Estas pressões tão 
baixas ocorrem devidas à grande aceleração a qual é 
submetido o gás quando sai do orifício e é defletido 
pela palheta. 

A figura 5 mostra 
resultados numéricos e 
efetivas de escoamento e 

as comparações entre 
experimentais de . áreas 

de força, em função do 

"" 

~ 



número de Reynolds, para h/d=0,015. A comparação de 
áreas efetivas de escoamento e de força é muito boa, 
sendo que os resultados experimentais de áreas 
efetivas de força apresentam uma dispersão maior, 
mantendo no entanto a mesma tendência do resultado 
numérico . 
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e de força 

A segunda geometria a ser analisada é a de 
assento simples com um chanfro na saída do orifício 
de passagem. A Figura 6 apresenta a comparação da 
curva de pressão sobre a palheta para h/d=0,015 e 
Re=1467 . Esta curva demonstra uma pequena 
discrepância entre os resultados numéricos e 
experimentais na região de estagnação do escoamento, 
e boa conco:dância na região de aceleração. 
Observa~se ~ambem que.neste caso não se têm pressões 
ad1mens1ona1s negat1vas. Isto é explicado pela 
presença do chanfro que diminui a aceleração do 
flu1do na saída do orifício, elevando as pressões . 
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Figura 6. Distribuição de pressão na palheta para a 
geometria de assento simples com chanfro. 
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A figura 7 mostra a comparação de áreas efetivas 
de escoamento e de força para esta geometria . 
Observa-se que a concordância entre resultados 
experimentais e numéricos de áreas efetivas de 
escoamento é muito boa. Em termos de áreas efetivas 
de força, observa-se que a tendência das curvas 
experimental e numérica é a mesma, porém os 
resultados experimentais estão um pouco acima dos 
numéricos. 
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escoamento e de força 
de assento simples com 

A terceira geometria a ser analisada é a de 
assento simples com um raio de arredondamento na 
saída do orifício de passagem . A Figura 8 mostra o 
perfil de pressão sobre a palheta para h/d=0,015 e 
Re=1655. Novamente verifica-se uma pequena 
discordância entre os resultados experimentais e 
numéricos na região de estagnação, e boa concordância 
na região de aceleração . Como na geometria anterior, 
não se observa a presença de pressões adimensionais 
negativas, pela mesma razão apontada anteriormente, 
só que desta vez colocou-se um arredondamento no 
lugar do chanfro. 
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A comparação entre resultados numéricos e 
experimentais de áreas efetivas de escoamento e de 
força é mostrada na Figura 9. Observa-se que é muito 
boa a concordância em termos de áreas efetivas de 
escoamento. Já em termos de áreas efetivas de força, 
os resultados experimentais apresentam uma dispersão 
maior, e estão um pouco acima dos numéricos. 

A última geometria a ser analisada é a de 
assento com rebaixo. Neste caso não se tem chanfro 
ou arredondamento na saída do orifício. Na Figura 10 
observa-se a distribuição de pressão sobre a palheta 
para h/d=0,015 e Re=1708. Existe uma boa 
concordância entre resultados numer1cos e 
experimentais, tanto na região de estagnação, quanto 
na de aceleração. 
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A Figura 11 mos t ra a comparação entre r esultados 
numéricos e experimenta is de áreas efetivas de 
escoamento e de força. Obteve -se boa concordância 
t anto para as áreas de escoamento como de força. 
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de força 
r ebaixo . 

O presente trabalho apresenta r esultados numé­
ricos de escoamento laminar, isotérrrúco e incompres­
sível no interi or de válvulas de compressores. Faz-se 
uma análise da inf l uência do t i po de geometria da 
válvula nas áreas efetivas de escoamento e de força. 
Utilizaram-se resul tados medidos experimentalmente 
para vali dar o programa numér ico. A comparação entre 
estes resultados mostrou-se bastante boa , conforme a 
Tabela 1, vali dando o model o utilizado. Segundo 
Deschamps et al. (1988) a i ncerteza numérica é de 
apr oximadamente 2 %. 
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Figura Ca8o AEE AEF. 

5 a 0. 00156 0 .0606 
7 b 0.00409 0 .0971 
9 c 0 .00169 0 .1123 

11 d 0 .00328 0.0407 

Tabela 1. Desvio padrão de Áreas efetivas dos pontos 
numéri cos e experimentais. 

Concl ui -se com a presente anál ise que a pr esen­
ça de um chanfro ou arredondamento na saída do orifí­
cio de passagem proporciona um aumento significativo 
nas áreas efetivas de força , devido às press<Ses lffiio­
res na região de aceleração do gás . U:ls geometrias 
investigadas, a que se most rou lffiis eficiente foi a 
de assento simpl es com raio de arredondamento . Por 
outro lado observa-se que as a l terações nas áreas 
efetivas de escoamento não são muit o signi ficat i vas. 

A presença de um rebaixo no assento de válvu­
las , não proporciona diferenças significativas nas 
áreas efeti vas . As reci rculaç<Ses que se fonrarn em tal 
rebaixo só são sentidas para baixos núrreros de 
Reynolds . De uma !ffine i ra geral, as áreas e feti vas de 
força e de escoamento para esta geometria possuem 
valores pr óximos àquel es obtidos para a geometria com 
assento simpl es. 

A demonstrada boa concordância entre os resul ­
tados numéricos e experimenta is det errrúna a potencia­
lidade do presente programa numérico para o cálculo 
das áreas efetivas para diferentes geometrias de vál­
vulas. Tem-se com isto uma excelente ferramenta de 
auxílio no projeto das meS!ffis, substituindo os demo­
rados testes experimentais feitos até então. 
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The present work deals with a numerical 
investigation, experimentally validated, of the 
l aminar flON i n compressor valves. The r esults are 
presented in terms of effective f l ON and force areas 
for four different geomet ries : straight seat, bevel ed 
seat, rounded seat and recessed seat. The better 
perfor!ffince was achieved l::y the rounded seat . Both 
the rounded and bevel ed seats i ncrease the effecti ve 
flc:w and force areas . The behaviour of the recessed 
seat was very close to that of the s t raight seat, 
except for l ON Reynol ds nurrbers, where the former 
yielded l ower effective f l ow and force areas. 
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RESUMO 

Uma análise dos diversos fenômenos de transferência de calor em um compressor hermético alternativo de 
refrigeração é levada efeito. Um modelo global baseado na primeira lei da termodinâmica é estabelecido, do 
qual é derivado um programa de simulação. Coeficientes globais de transferência de calor entre os volumes 
de controle são determinados a partir de dados experimentais. Exceção é feita à interface gás-cilindro, na 
qual utilizam-se correlações conhecidas. As equações que determinam as condições de funcionamento do 
compressor e as equações de balanço térmico são resolvidas concomitantemente. O modelo é validado a 
partir da boa concordância observada entre resultados obtidos via simulação e dados experimentais. 

INTRODU CÃO 

O interesse pela simulação numérica de compressores alterna­
tivos advém da defasagem que se observa entre o conhecimento 
teórico e empírico desenvolvido no assunto. Muito pouco do que se 
aplica na área provém de previsões teóricas. Desta forma, visando 
um melhor entendimento dos fenômenos físicos atinentes a ciclos de 
compressão, muito esforço tem sido dispendido na tentativa de se 
desenvolver programas para simulação de compressores. 

Uma gama considerável dos " modelos tomados como base para 
tais programas considera os processos que ocorrem no interior do 
cilindro passíveis de serem descritos por uma transformação politró­
pica, como já notado por Qvale et al.(1972). Tais modelos normal­
mente prevêem a pressão do gás no cilindro de modo suficientemente 
preciso; no entanto falham na previsão da temperatura, o que im­
plica alterações significativas na determinação das características 
de funcionamento do compressor. O uso de uma transformação 
politrópica visa incorporar efeitos de gás real e de transferência 
de calor no cálculo das propriedades termodinâmicas. Entretanto, 
sabe-se que o uso de tal aproximação somente seria válida para sis­
temas fechados, o que não é absolutamente o caso para o ciclo de 
compressão. 

Karll (1972), seguindo uma metodologia há muito utilizada no 
estudo de motores de combustão intérna, utilizou um balanço térmi­
co e equação de gás real na determinação do modelo. Somente 
o cilindro e as válvulas for~ modelados, tendo sido considerado 
um sist~ma fechado trocando calor e trabalho com o ambiente. 
Prakash e Singh (1974) também apresentaram um modelo de sim­
ulação baseado na primeira lei da termodinâmica. Os principais 
componentes do compressor foram considerados neste modelo, sendo 
requeridos alguns dados experimentais como dados de entrada. Os 
autores também ressaltaram a importância dos diversos fenômenos 
de transferência de calor que ocorrem no interior do compressor 
na previsão das suas características de funcionamento. Outro ponto 
por eles notado foi a virtual inexistência de relações confiáveis para a 
determinação dos coeficientes de transferência de calor em válvulas, 
passagens e componentes de compressores. Tal fato ainda hoje é 
verificado. 

Adair et al.(1972) foram os primeiros a determinar uma relação 
para cálculo de coeficientes de transferência de calor entre o gás e 
o cilindro de compressores de refrigeração. Neste trabalho, os di­
versos coeficientes de transferência de calor na interface gás-cilindro 
usualmente utilizados são analisados. Em sua grande maioria, tais 
coeficientes foram determinadas para motores de combustão interna, 
como a de Annand (1963). Outra aproximação utilizada é considerar­
se o cilindro adiabático, tal qual feito por Ng et al.(1980), que 
também utilizaram equações de gás real. O fluxo de massa através 
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das válvulas foi modelado adiabatica e uni-dimensionalmente, como 
na quase totalidade dos trabalhos que versam sobre o assunto. No 
trabalho de Brok et a1.(1980), diversas considerações a respeito da 
importância dos diferentes fenômenos de transferência de calor são 
feitas. Utilizou-se a relação proposta por Adair et al.(1972), modi­
ficada por um fator para reproduzir uma menor homogeinização do 
gás no interior do cilindro, o que resulta em um menor valor para 
tal coeficiente. 

Em alguns trabalhos, optou-se pela solução das equações de con­
servação locais no cálculo do balanço térmico. Recktenwald (1984) 
resolveu o escoamento do gás no interior do cilindro valendo-se de 
um esquema de volumes finitos . A partir dos resultados obtidos 
por meio de outro modelo numérico, no qual utilizou a relação de 
Adair, Recktenwald questionou a validade das constantes utilizadas 
na equação por este proposta. Observou-se que o fluxo de calor 
obtido quando da utilização da relação de Adair resulta muito pe­
queno face a dados teóricos e experimentais. Tal questionamento já 
havia sido levantado por Brok et al.(1980). Neste sentido, Parise e 
Cartwright (1985) estabeleceram um modelo de simulação, valendo­
se da relação de Adair no balanço térmico do cilindro, com bons 
resultados. Uma forma modificada desta relação foi também usada 
por Liu e Zhou (1984), tendo sido obtida boa concordância entre 
os fluxos de calor calculado e experimental. Na mesma linha dos 
trabalhos de Ng et al.(1980) e Prakash e Singh (1974), Hafner e 
Gaspersic (1990) desenvolveram um modelo que ainda consideraram 
o escoamento pulsante. Trabalho semelhante ao de Recktenwald foi 
desenvolvido por Keribar e Morei (1988), no qual inclusive efeitos 
de condução de calor no pistão e cilindro foram levados em consi­
deração. As equações de conservação foram resolvidas via método 
de elementos finitos. 

À exceção do artigo de Brok et al.(1980), os modelos das re­
ferência citadas limitaram-se a considerar somente os fenômenos di­
retamente relacionados com o cilindro. Desta forma, as propriedades 
do gás nas câmaras de sucção e descarga devem ser conhecidas a pri­
ori, o que se constitui limitação quando o objetivo do programa é 
1servir de ferramenta no entendimento global dos fenômenos que in­
fluenciam o funcionamento do compressor. Mesmo a utilização de 
coeficientes de transferência de calor avaliados empiricamente, como 
feito por Brok et al.(1980), pode resultar na obtenção de resultados 
erróneos, em vista da virtual inexistência de relações corroboradas, 
quer teórica, quer experimentalmente. 

Em alguns pontos, as conclusões das pesquisas no assunto mos­
tram-se bastante contraditórias. Por exemplo, Rõttger e Kruse 
(1976), que também desenvolveram um modelo baseado na primeira 
lei da termodinárnica, concluíram que a consideração do escoamento 
ser pulsante não é importante na avaliação das condições de fun­
cionamento do compressor. Já Hafner e Gaspersic (1990) chegaram 



a uma conclusão exatamente oposta. Brok et al.(1980) concluíram 
ser pequena a influência da transferência de calor entre o gás e o 
cilindro sobre o desempenho, ao contrário do que foi exposto por 
Prakash e Singh (1974) e Liu e Zhou (1984). Desta forma, um 
modelo definitivo de simulação de compressores ainda está por ser 
determinado. 

O objetivo do presente trabalho é apresentar um modelo global 
de simulação de compressores, baseado na primeira lei da termodinâ­
mica. O balanço de energia no cilindro do compressor é avaliado 
a cada passo do ciclo de compressão; nas demais partes do com­
pressor os balanços são avaliados em regime permanente. Os co­
eficientes de transferência de calor são calculados em função dos 
balanços térmicos estabelecidos, valendo-se de dados experimentais, 
à exceção da interface gás-cilindro. 

BALANÇOS DE ENERGIA 

A figura (1) mostra esquematicamente os processos de troca 
térmica levados em conta. O compressor foi dividido em cinco 
seções, a saber, filtro e e câmara de sucção, cilindro, câmara de 
descarga, filtro e linha de descarga e ambiente interno. Nesta figura, 
bem como nas equações subseqüentes, "m" refere-se a fluxos de 
massa, "h" a entalpias (a menos de hc•), "T" a temperaturas, "Q" 
a fluxos de calor e "W" a trabalhos. Os índices dizem respeito às 
seções esquematizadas; para o caso de fluxos de massa a presença 
do índice "h" denota refluxo nas válvulas. As grandezas sem índices 
são referentes ao cilindro. 

mh, mhd 

@) 
Tms 

@ 

'mvhie 

Tee 

T;e 
•e 

MOTOR 

I 

L--------J 

Fig.(l}- Volumes de controle e fluxos de energia 

Balanço de energia no cilindro. De acordo com a primeira lei da ter­
modinâmica, tem-se 

Qw + W; = f pedV + 1 peV · dÃ lvc se 
(1) 

Valendo-se de relações termodinâmicas e do balanço de massa no 
cilindro, de acordo com Ferreira et al.(1992), a relação anterior re­
sulta em 

dT = -
1-{Qw + m.(h..,- h)- mbd(h- hdc)- ~(&P) X 

& ~ pnP 

[ dV ( ' .... l]} Pdt - m. - md + mv + mbd - mb• (2) 

As propriedades termodinâmicas são calculadas considerando-se 
gás real; a equação de estado utilizada é a de Martin-Hou (vide, por 
exemplo, Downing e Knight, 1971). A taxa de transferência de calor 
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do gás para o cilindro é dada por 

Qw = h/ Ac(Tw- T) (3) 

onde o coeficiente de tansferência de calor hc • é avaliado a partir 
de relações previamente determinadas, por exemplo, por Adair et 
al.(1972) e Annand (1963). 

Balanços de Energia nos volumes de controle. De acordo com o apre­
sentado na figura (1 ), os balanços de energia individualizados são 
definidos pelo que segue. 

• sucção 

•cilindro 

Q. = m,h.c - mh, - mh;e - m.b.h 

Q. = UA,(T;e - Tm,) 

(4) 

(5) 

Tms = (T,, + T,c)/2 (6) 

Qc = m,h,c - mb_,h + mbdhdc- mdh - mvh + W; + Wp (7) 

Qc = U Ac(Tw - T;e) (8) 

• câmara de descarga 

• descarga 

• global 

Qdc = mdh - mhdc- mbdhdc (9) 

Qdc = U Adc(Tdr; - T;c) (10) 

Qd = mhdc - mhd 

Qd = U Ad(Tmd- T;e) 

Tmd = (Tdc + Td)/2 

Qe = m(h, - h,l) + W c 

(11) 

(12) 

(13) 

Qe = UAc(Th - Tcc ) = Q; = UA;(T;e- Th) 

(14) 

(15) 

A menos da interface gás-cilindro, os modelos de transferência de 
calor em cada parte do compressor utilizam coeficientes globais de 
transferência de calor médios, avaliados experimentalmente. Assim, 
os respectivos fluxos de calor são considerados constantes ao longo 
do ciclo de compressão. Note-se que o balanço de energia no volume 
de controle que engloba o cilindro refere-se às trocas térmicas entre 
o bloco do compressor e o ambiente interno enquanto que o balanço 
de energia no interior do cilindro diz respeito à transferência de calor 
entre o gás e a parede do cilindro, topo do pistão e topo do cilindro. 
Mais considerações a respeito dos balanços aqui apresentados podem 
ser obtidas em Todescat et al.(1992) e Ferreira et al.(1992). 

As equações (4), (7), (9), (11), (14) e (15) são resolvidas via 
método de Newton-Raphson, de modo a se determinar as tempe­
raturas T,c, Tw, Tdco Td, Th e Tie· O programa desenvolvido para 
a solução deste sistema de equações é baseado no programa de si­
mulação generalizada de sistemas, apresentado por Stoecker (1989). 
Concomitantemente, faz-se necessário um programa que simule as 
condições de funcionamento do compressor. Tal programa foi de­
senvolvido à luz dos trabalhos de Ferreira (1987) e Ussik (1984), 
sendo a sua finalidade determinar os fluxos de massa, condições no 
interior do cilindro, a dinâmica das válvulas e as diversas potências 
referentes ao ciclo de compressão. 

No modelo de simulação de funcionamento adotado, somente os 
fenómenos diretamente relacionados ao que ocorre no cilindro são 
considerados. A influência dos demais componentes do compressor 
é levada em conta a partir da necessidade do conhecimento prévio 
das temperaturas e pressões a montante e a jusante do cilindro. Tais 
grandezas podem ser determinadas via equações de balanço térmico 
aqui determinadas ou via experimento. 

De modo a simular o funcionamento do compressor, requer-se a 
solução de um conjunto de cinco equações diferenciais acopladas, a 
saber: 



• conservação de energia (equação 2) 

• conservação da massa 

• vazamento pela folga pistão-cilindro 

• escoamento através das válvulas 

• equações da dinâmica das válvulas 

A dependência das propriedades fisicas do refrigerante com a 
temperatura são levadas em consideração, bem como a variação das 
perdas mecânicas nos mancais, função da viscosidade do óleo à tem­
peratura de operação. Não foi levado em conta o fato do fluxo ser 
pulsante. 

Estas cinco equações diferenciais são resolvidas via algorítmo 
Runge-Kutta, obtendo-se as condições de funcionamento para cada 
instante do ciclo de compressão. Quanto aos programas, cabe ressal­
tar a interação entre eles, ou seja, as grandezas determinadas por um 
são usadas como dados de entrada do outro, iterativamente. A con­
vergência do processo é atingida quando da convergência simultânea 
das soluções do sistema de equações de balanço térmico e do sistema 
de equações que definem o funcionamento do compressor. Com esta 
sistemática, somente os fluxos de massa, movimentos de válvulas e 
condições do gás no interior do cilindro são calculadadas em regime 
transiente. Desta forma, dadas as características construtivas do 
compressor e conhecidos os coeficientes de transferência de calor, 
para a determinação das condições de funcionamento basta fixar-se 
as temperaturas desejadas para a evaporação, a condensação, o am­
biente externo e o gás à entrada do compressor. 

TRANSFERÊNCIA DE CALOR NO CILINDRO 

Duas relações para determinação do coeficiente de transferência 
de calor entre o gás e o cilindro são consideradas. A proposta por 
Adair et al.(1972) é definida por 

Nu = O, 053Re0
•
8 Pr0

•
6 (16) 

sendo o número de Reynolds definido em função de uma velocidade 
rotacional, calculada a partir da velocidade angular do eixo. 

A relação de Annand (1967) é dada por 

Nu= C(RePr)0
•
7 (17) 

onde a constante "C" pode assume valores entre 0,4 e 0,7. O número 
de Reynolds é calculado a partir da velocidade média do pistão. 

De acordo com Recktenwald (1984), os coeficient~s de trans­
ferência de calor calculados com as relações disponíveis são usual­
mente subestimados. Em vista disto, uma terceira aproximação é 
considerada, multiplicando-se o coeficiente de Annand por um fator 
de três. A utilização deste valor específico dá-se exclusivamente em 
função de se obter uma melhor concordância com os dados experi­
mentais. 

RESULTADOS 

Todos os resultados aqui apresentados referem-se a um compres­
sor hermético alternativo para refrigeração de pequeno porte. A 
operação dá-se às temperaturas de evaporação de -23, 3°C, de con­
densação de 54, 4°C e de superaquecimento, subresfriamento, na 
entrada do compressor e do ambiente externo de 32, 2°C (condição 
"check-point" determinada pela ASHRAE). 

A tabela (1) apresenta as médias dos resultados experimentais 
referentes ao modelo de compressor analisado, bem como os interva­
los de confiança na determinação destas médias enquadrando 95% 
dos valores e as respectivas incertezas de medição. 
Foram testados três compressores, com duas repetições cada. É im­
portante ressaltar que a amplitude de tais intervalos de confiança 
deve-se quase que exclusivamente à variação das medições entre com­
pressores, já que a repetibilidade do teste é bastante boa. A análise 

Tab. ( 1 )- Resultados experimentais 
Temperaturas(°C) médias I. C. I.M. 

T.c 56,2 ±1,7 ±1,0 
Tw 101,0 ±2,5 ±1,0 
Tdc 140,8 ±2,6 ±1,0 
Td 88,1 ±2,7 ±1,0 
Th 65,0 ±1,4 ±1,0 
T;e 80,9 +2,2 +1,0 

consumo(W) 192,5 +0,8 +5,8 
fluxo de massa(kg/s) 1,865x10 =-:r +0,023 X 10 _, +0,057x1o-" 

de variâncias dos resultados experimentais mostrou que a hipótese 
de esta afirmação ser válida não pode ser rejeitada a um nível de 
confiança de 95%. 

A tabela (2) apresenta os resultados obtidos da simulação, utili­
zando-se os três coeficientes de transferência de calor no cilindro 
descritos no ítem anterior. 
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Tab.(2}- Influência do coeficiente de transferência de calor entre o 
gás e o cilindro nos resultados da previsão de funcionamento 
Temperaturas(°C) Adair Annand Annand(x3) 

Tsc 55,3 55,2 56,0 
Tw 85,5 93,3 98,4 

Tdc 138,8 138,1 138,7 

Td 88,0 87,2 86,3 

Th 64,4 64,0 64,2 

T;e 80,1 79,5 79,7 
consumo(W) 191,1 187,8 185,6 

fluxo de massa(kg/ s) 1,949x10 -3 1,930x1o-" 1,856x10 -3 

Note-se que os melhores resultados provém do uso. do coeficiente 
de Annand multiplicado por três. Tal fato vem a corroborar a ob­
servação feita por Recktenwald (1984) a respeito da subestimação 
dos valores do coeficiente de transferência de calor entre o gás e o 
cilindro. Verifiéa-se que, a menos da temperatura do cilindro, to­
dos os valores avaliados tem boa concordância com os respectivos 
dados experimentais, qualquer que seja o modelo de transferência 
de calor no cilindro. Desta forma, a determinação de qual o melhor 
coeficiente de transferência de calor entre gás e cilindro está por ser 
feita. No entanto, em vista dos resultados acima apresentados, toda 
a análise subseqüente é feita valendo-se do coeficiente de Annand 
multiplicado por um fator de três. 

A figura (2) mostra os calores trocados em função da tempera­
tura mantida na carcaça do compressor. Tal temperatura pode ser 
alterada modificando-se o coeficiente de transferência de calor desta 
para o ambiente exterior; fisicamente isto é obtido alterando-se as 
características geométricas do corpo e/ou a vazão e temperatura do 
ar usado para resfriá-lo. Os valores dos fluxos de calor foram adi­
mensionalizados em relação à capacidade de refrigeração obtida da 
simulação. 
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Fig.(2)-Fluzos de calor em função da temperatura da carcaça 



A figura (3) apresenta a relação entre os valores experimentais e 
teóricos para o consumo e o fluxo de massa em fWlção da tem­
peratura do corpo. Tal figura mostra que a incerteza da previsão 
das características de fWlcionamento via programa é baixa. Nota-se 
também que a aplicabilidade deste não se restringe à condição des­
crita no início da seção de resultados. 

"6 - 0 .980 L Consuno c ., 
-~ .... ., 
o. 
>C ., 0 .975 

.... 
.S! 
o 
> 

' 0.970 
o 
u 

·;::: 
•o ., -.... 
o 
o 
> 

0 .965 

0960 
55.0 600 65.0 70.0 75.0 

Temperatura da carcaça (OC) 

Fig.(3}-Erros na previsãÕ do consumo e fluxo de massa em função 
da temperatura da carcaça 

CONCLUSÕES 

Um modelo para análise térmica de compressores herméticos al­
ternativos é apresentado. A formulação adotada tem por base a 
primeira lei da termodinâmica. Processos que tem lugar no cilindro 
são tratados em regime transiente. Balanços térmicos em regime 
permanente para os demais constituintes do compressor são estab­
elecidos. O fluido de trabalho é tratado como gás real, considerando­
se a equação de estado de Martin-Hou. O modelo é validado verifi­
cando-se uma concordância muito boa com os dados experimentais 
levantados. 

Em fWlção do exposto por Recktenwald (1984) e dos resultados 
obtidos com os coeficientes de transferência de calor entre o gás e 
o cilindro considerados, maiores investigações a respeito da deter­
minação deste coeficiente mostram ser necessárias. 

A sistemática utilizada apresenta algumas vantagens sobre out­
ras, encontradas em trabalhos previamente desenvolvidos. Dentre 
elas destaca-se a possibilidade de avaliar-se o desempenho do com­
pressor globalmente, obtendo-se valores de temperaturas e fluxos 
de calor para cada componente. Para tanto, os poucos valores 
empíricos necessários podem ser obtidos de extrapolação de dados 
disponíveis, sem implicar erros consideráveis. Outro ponto a ser 
ressaltado é a maleabilidade da metodologia quanto a incorporação 
de alterações físicas no modelo, o que torna o programa desenvolvido 
particularmente interessante como ferramenta de projeto. 
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ABSTRACT 

An analysis on the heat transfer phenomena in a reciprocating 
hermetic compressor is performed. An overall model based on the 
fust law of thermodynamics is introduced, which is the basis of a 
simulation program. Effective overall heat transfer coefficients are 
determined from experimental data for each contrai volume but the 
working fluid-cylinder wall interface, which is calculated using ex­
isting correlations. The differential equations that determine the 
compressor operating conditions and the energy balances are solved 
simultaneously. The model validation is accomplished through faith­
ful agreement between numerical results and experimental data. 
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espec1al nns evaporiHJol·es Uma vez que a 
~. ,Jb s titulc,:i'io mede; pro;TllSSOl-a para o R-12 é o 
R· J 3/fa, a c omparação da per·da de carga e Llu 
coeflt: iente dr= tl--ansfed?ncia de calor entre 
os do1s re f rige rant~s se faz necessária . 
[; cf->i dager- <1988,1°190) apn;!senta urna ~-~!vi sã o 
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pard nofrigt>rc;ntC!s puros e na presença de 
Ólf'<J, bern comrJ Watt E· llet (19'71,1992), que 
aval1a e compar·a a s características de 
transfer e r<t ia de calo r pal- a o s r·efrigt,' l-antEc•s 
R-134a e R-· 12 

A maiorta du Sistema,_; frigor· íficos 
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desenvolvido no Centro de Refrigeração e Ar 
Concl i cionado <ACRC) da Univel-sic.lade de 
Illino1s ern Ur·bana ···Cr,ampaign, a fim de 
estudar· as caracterist1cas de transfel-ência 
de calor· e perda de carga quando da 
evaporação de m1sturas refrlgerante-Óleo, 
com enfoque pr· incipal para os novos 
re·f r i gerant e s seguros à i ntegr i da de da 
camada de oz6n1o como mostra Wattellet 
(1991) e Panek (1992) 

APARATO EXPERIMENTAL 

O aparato experimental desenvolvido 
para estudo das características de 
transferência de calor e perda de carga 
quando da evaporação de misturas 

refrigerante-óleo está apresentado na Figura 
1 . 
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Flgu,.1. APARATO EXPERIMENTAL 

A seç:3o de testes está localli'iHia no 
c1rcu1to de teste·.'> dé' r•vapOl-ac;.ão, ond•~ pode 
ser fa.cilrnente cJE•sconectada, caso 
nece•ssário, pa.ra rápida. tr·oca ou reparo O 
circuito convencional de refr1gerac,:ão 
"chiller" contém R-50é2 e e·o;td acoplado 
termicamente ao circuito principal de 
evaporação através de um circuito 
1ntermediário contendo etileno-glicol 

l..n.á:t.rumentacão Todos os dispositivos 
para medi da de temperatura foram cal i brados 
num banho termostático contra te1·m6metros de 
mercGrio de precisão Após serem processadas 
pelo sistema de aquisi~ão de dados, 
considera ··- se como +/- O, 2 •c as incerteza~; 

nas medidas de temperaturas feitas pelos 
termopares 

As incertezas nas medidas de pressão 
após serem processadas pelo sistema de 
aquisição de dados é considerada como +/-0,3 
% do fundo de escala dos transdutores de 
pressão Todos os transdutores de pressão 
foram cal i brados contra um padrão primário 
que utiliza pesos cilíndricos como padrões 
de pressão . 



METODOLOGIA DE AN~LISE 

Para a avaliação do circuito 
experimental, foram rodados testes 
monofásicos, e os resultados experimentais 
do coeficiente de transferência de calor e 
perda de carga comparados com aqueles 
obtidos através de correlações já 
devidamente consagradas, como Dittus­
Boelter, Petukhov e Blausiui mostradas em 
Rosenow <1985) Os resultados concordaram 
tanto qualitativa quanto quantitativamente, 
com um erro relativo menor que 101 tanto 
para o coeficiente de transferência de 
calor como para a perda de carga na seção 
de testes . 

Enquanto que a perda de carga é lida 
diretamente do transdutor diferencial de 
pressão na seção de testes, o coeficiente 
de transferência de calor· "h" foi 
determinado pela lei de resfriamento de 
Newton, usando o valor médio das 
temperaturas éJa superfície "Ts" e a média 
das temperaturas da mistura refrigerante ­
óleo na entrada e saída da seção de testes, 
bem como também o fluxo de calor na seção 
de teste "2Íts", através das seguintes 
equaçÕes · 

h= Jlill (1) 

(Ts - Tm) 

<!>ts = q/As (2) 

onde "As" é d área superficidl interna e 
"q" a potêncid térmica dissipada na seção 
de tes te•.:; , e 

Ts 0,25•Tc + 0,25*Tb + 0,5•Tl (3) 

onde "Te", "Tb" f2 "Tl" são respectivdmente, 
a média ar·itméticd das t-emperaturas na 
parte d1~ cima, na parte de bdixo e nas 
partes laterai s medidas na seção de testes 

A fim de deter~inar o título na 
entrada da seção de testes, um balanço de 
energia no pré-aquecedor foi usado . A 
quantidade de calor adicionada pelo 
ambiente ~ seção de testes, da ordem de 10 
W, foi desprezada para efeito de cálculo do 
coeficiente de transferência de calor. 

Os testes bifásicos foram conduzidos 
nos li~ites de aplicação para ar 
condicionado em veículos automotores nas 
seguintes condiçÕes Temperatura de 
Saturação de 5 C; Fluxo de Massa de 100-
300-500 Kg/m2 s; Fluxo de Calor de 5-10-20-
30 kW/m2; Título na Entrada de 20-40-601; 
óleo lubrificante nas concentraç~es em 
massa de 1-3-5 I. É importante observar que 
a pressão corres~ondente a temperatura de 
saturação de 5 C para o R-134a é de 350 
kPa e para o R-12 é de 363 kPa. 
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RESULTADOS 

Para os testes bifásicos foram 
investigados os refrigerantes R-134a ~ R-
12 . Três diferentes óleos foram adicionados 
ao refrigerante R-134a : PAG 0332, PAG 0354 
e Ester 0540 . Vários regimes de escoamento 
foram observados através dos visores de 
vidro, bem cumo fen6menos como espumamento 
("foaming") quando óleo foi adicionado ao 
refrigerante no circuito experimental 

Um fen6meno conhecido como "rJryout" 
foi também observado par·a algun!:o; testes com 
relativamente altos títulos, quando o filme 
de líquido anular na parede da seção de 
testes inicia evaporação completa Jsto fui 
detectado tanto visualmente, quanto através 
de uma rápida queda nu coeficiente de 
transferincia de calor devido au acréscimo 
na temperatura da parede do tubo . Desde que 
foram observadas gotas de liquido 
carregadas no núcleo de vapor para E":ote 
caso, é bom salientar que o título 
termodinâmico pode ser menor que a unidade 
Na maioria dos testes realizados , o~, 

,-egimé's de escoamento observddos fc.n-am 
predominantemente anular· Para 300 e 500 
kg/m2 s os regimes de escoamento observados 
foram ondulado-anular, anular· e t1po névoa 
("mist"), Pnquant t • que para 100 kg/m2 . s os 
r-egimes de escoamento ubserv<~dns foram 
estratificado-ondulado, onduladu-<HHllar e 
tipo névoa ("m1st"l 

I_r:-ª..ns f e r êJ1C i a de C.-ªJ o r ,_ª_U!____Q 

r·e_í.LJ....s.ti.I:.i!LLt.§;'______.P_YL.Q . Foram investi gado<;; o 
f'fE?ito do título médio , do fluxo de mass a e 
do fluxo de c alor nu cuef 1 Ciente de 
transfer·ê ncia de calor Para 300 e 500 
kg/m2 s, o coeficient~ de trans+crªncia de 
calor· cresce em geral c om u ciumento do 
título médio, uma vez qure uma Jntensa 
evaporaçio na interface líquido- vapor 
diminui a espessura do filme de liquido, e 
porldnlo, uma menur· rlc>sistênci.a térmica 
para transfer~nciH de calor por ebuli~âo 
convectiva dominante• nestL' regime, como 
pode ser observado nas Figuras 2 e 3. Pude­
se observar também que pard o regime de 
escoamento estratificado, tipicamente para 
100 kg/m2 . s, não há nenhum efeito 
considerável do titulo médio com r elaçâo ao 
coeficiente de transferênc i~ de c~lor 
Neste regime de escoampnto , o coeficiente 
de transferência de calor na parte de cima 
da seção de testes ~ menor que na parte de 
baixo, devido ao fato do liquido molhar 
("wetting") a base do tubo 
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Figura 2. h vs. X para R-12 puro, 
com fluxo de calor constante 
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Figura 3. h vs. X para R-134a puro, 
com fluxo de calor constante 

Nas Figuras 2 e 3 também observa-se 
que o coeficiente de transferência de calor 
cresce c.om o aumento do ·f 1 uxo de massa, 
dPvido a v>?lucidarl•" mdior do líquido [~ 
transtr.:ã:o de rec;Imec> dr2 E~·;c:oamento Quando 
do .1umento do fluxo d1"' mo~ssa a par·t1r dr~ 

100 kg/m2 s, u reg1me de escoamento muda de 
estratificado pdra anular, fazendo com que 
u líquido molhe completamente a parede e o 
núcleo :Je Vdpur escoe rm r:entr·o cJo tubo 
o~vido d isto, o co~ficiente de 
tr ·ans-fen?nc:1a de calor pard u regtme de 
Pscoamentu anular e lipi c dm r? nte bem mator 
quando compa r·ado dU estratificado 

(] coeficiente de t r·ansferêncld de 
calor nJu é afetado signifi c ativamente pela 
varia1;.ão do fluxu d~' calor· par ·d testes 
c:nnduz1 dos no r eg1me tl•~ f.".õce>amt' nl·_o clnular· , 
sendu a transfer·ênc:ta de calclT por· ebul11;ãu 
convectiva predom1nc1nl.e ne s te5 testf~s. como 
mostra a FigurJ 4 Comparando as Figura5 2 
B 3 cu nclui - st' que o refrigerante R-134a 
apre s entd um coef1ciente de transferência 
d~ calo r ma1or du que o R-il.~ na<> mesmas 
condiçÕes, em média de 20-30 X maior, 
explicado em pa~te pelo fatu du que o 
primeiro tem uma maior condut1vidade 
térmic a da fase lÍquida 

Fluxo de Calor 

--o-­
• --o-

5kW/mA2 

10 kW/mA2 
20 kW/mA2 

~ 2 
E Fluxo Massa=500kgim•2.s 

Temperatura= 5•c 

10 20 30 40 50 60 70 

Título médio (%) 

Figura 4. 
com fluxo 

h vs. X para R-134a puro, 
de massa constante 

Influ&ncia do ~leq O fato de se 
adicionar óleo ao refrigerante altara 
obviamente as propried~des da mistura como 
viscosidade, condutividade térmica e tensão 
superficial, que podem afetar 
consideravelmente 
coeficiente de 

a perda de pressão 
transferência Je 

e o 
calor 

durante o proces~o;u de €'Vaporação 
A evaporar.:ão do refrigerante da mistura 
refrigerante-óleo quando do aumer1to do 
título, pode eventualmente fazer· com que a 
fase liquida uniforme separ2 em duas fases 
líquidas distintas, uma fase r·Jca em 
n~friger·ant:e e outra fase rica em Ól€•o, 
dependendo dos limites de miscibiltdade 
Este efeito pode aumentar o coeficiente de 
transferência de calor, principalmente na 
reg ião de a 1 to•3 t í tu 1 os quanrJu a parede do 
tubo ficaria completamentl·? seca ("dryout"l 
na ausência do óleo, uma ve~ que o 
refrigerante presente na fase rica em ól~o 
c ontinua a evaporar e calor é conduzido 
através do filme de óleo liquido, ocorrendo 
assim o resfriamento da parede 

Um fenômeno devido a presen~a de óleo 
conhecido como espumamento ("foaming"l 
afeta também a lransf~r & n c Jd de calor rste 
e s pumamentu ocorre no regime de F!Sr:oamenl:o 
anular quando a velocidade alta do núcleo 
de vapor ao 
su p~r -fície de 
bolhas, as 
imediatamente 
~,upE'I- f i c1 al 

agitai- •;uficientemente d 

1 Íquiclo promove a formução Je 
quais nio se colapsam 

devido a ma1or tensão 
quando comparad<-• dO 

refric;erante puro 
Estes efeitos podem ser observados na 

F1gura 5, onde ~ apresentada a razão entre 
o coeficiente ch2 t1· ansferênci<·1 de calor· 
par·a mistul-a 1-t•fr· igl!rantFc- Óleo E' aquele 
para o 1-efl-igí?rante puro em -fun;;:ão ela 
concentl-ação de óleo, PiH ·a cond1çues riEO' 

testes id~nt1cas . Em geral, tom o aumento 
da concentr· a~.-ão de óleo, esta r·azão 
Jnicialmt?nte aumente~ até uma cF~rta 
porcentagem cJ1! óleo, e dPpoJs rh,cr·esce 
Observe que para o fl~xo dP massa igual a 
100 .1i;y/rn2 S 1 esta rot.ão p( ·~rs:t~;,tp flldior · t.Jt(e 

a unid.:~de mE",mo pal- a conc:entr·ar.:ão dt- í'<leo 
maior quE' 5 %1 uma VPi: que r1Pste c.a<-.~o. et 

mistura r~frigerante-ó leo molha 
inten:.amente a rart e de cima cld parede do 
tubo no pscoumPrdo f?Stl-at.iftcado 

o .. 
:I 
c. 

o 
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-o 
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1,2 
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O
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Tftulo na entradaz 40% 

1,0 o-----------------~-\----lremperatura= 5 ·c 

o 12 3 4 56 
Concentração de óleo · (%) 

Figura 5. Razão do acréscimo do h entre o 
R-134a puro e Mistura com óleo-PAG 0332 

Na Figura 6 é apresentada a razão 
entre a perda de carga para mistura 
refrigerante-óleo e aquela para o 
refrigerante puro em funr.:ão da concentraç~o 
de Óleo, para condiç5es de testes 
idênticas Esta razão r~m geral cres c e cum 

547 



o ... 
:I 

o aumento oa concentração de óleo, 
independentemente da regime de 
transferência de calar, uma vez que a 
viscosidade da mistura sempre aumenta. Isto 
se deve ao fato de que o aumento da 
viscosidade, aumenta a tensão de 
cisalhamenta entre a fase lÍquida e a 
parede da tuba, bem como aquela entre a 
superfíciP- da fase líquida e da núcleo de 
vapor. 

115 

114 Fluxo de Massa 

1:1. ~ 100 kgfmA2s 
Q:" 1,3 o 300 kg/mA2s 
Q 

ô 112 o 500 kgfmA2s 
11 

-o Fluxo de calor=1 OkW/m.2 
Q:" 111 Título na entrada= 20% 
Q Temperatura= 5 ·c 
110~·········1 

o 2 3 4 5 6 

Concentração de óleo (%) 

Figura 6. Razão do acréscimo da DP entre o 
R-134a puro e Mistura com óleo-PAG 0332 

C.QNCL,_I)SÕE;_~ 

Os resultados obtidos das experiências 
realizadas foram avaliados e se mostraram 
coerentes nao só qualitativa qudntu 
quantitativamente, quando c:omparaclus com 
modelos físico•_; estabelecidos e com algun•'i 
resultados 
publicados 
Wattellet 

experimentais similares 
na literatur·a disponível em 

<1992) ModificaçÕes na seção de 
teste estâo sendo realizadas a fim de se 
coletar dados para a região de baixa5 
temperaturas <-20 "Cl, associada à 
refrigera~âo doméstica. 

A perda de carga para o R-1J4a fui em 
m~dia de 10-20% maior que o R-12 quando 
comparados nas mesmas condiçÕes, enquanto 
que para o coeficiente de trdnsferência de 
calor fc;i em média de 20-30% maior A perda 
de pressão para mistura refrigerante-óleo 
em relação ao refrigerante puro aumenta com 
o aumento da concentração de óleo, enquanto 
que o coeficiente de transferência de calor 
aumenta até uma certa porcentagem de óleo e 
depois decresce. 
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increases up to a percentage of oil and 
after this decreases. 
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INTRODUCZía 

PERDA DE PRESS~O POR ATRITO EM TUBOS LISOS DURANTE 
ESCOAMENTO BIFÁSICO DE REFRIGERANTES 

M. M. Pimenta 11), A. L. Souza 11,2), J. C. Chato 12), J. P. 
Wattelet 12> 

11> Escola Politécnica da USP, 12) Universidade de Illinois em 
Urbana-Champaign 

Um e-otudo teón . .Lco-expen..tmenta.e d.e pen.da, de pn.e-o-oão toca.e pon. a.tn.Uo em tu.­
bo-6 i.i.-60-6 áun.ante e~coamento b.LJt.á-oLco Jt.oL n.er.t.e.Lza.do ut.L.e.Lzando o-o n.eWgen.ante-o 
R-134a e R-12, com n.eg.Lme-l> de e-õcoamen.to obóeltvad.oó que vMLan.am de-6d.e e~tn.o,tL.­
Jt..Lcaáo-onduR.aáo PMa ba..i..xo-6 Jt..!'.ttx.o~ de mr.Lóóa e U.tu.eo-o até anu..eart-anu.e.an. n.ebu..eo-60 
( "mü:t\J annuR.a-~t" J pana r.t.eto-o Jt.iuxo-o de ma-oM e tltuio-o. A con.n.etação de-oenvot­
v.Lda dz pen.da de pne-õóão toca.e pon a.t.nL.to mo-ótllOU --oe adequada. 

CIRCUITO DE 
CIRCUITO OE TESTES CIRCUITO INTERMEOI~IO CIRCUITO CONI/ENCIONAL áGUA OE 

A avaliação de perda de pressão para os novos 
refrigerantes, com o objetivo de serem seguros para a 
1ntegndade da camada de ozônio, bem como reduzirem 
tanto quanto passivei o consumo energético, é vital 
para o projeto adequado de evaporadores usados na 
ind~stria de refrigeração e ar condicionado . 

Uma vez que a substituição mais promissor·a para 
o R--12 e o R-134a, a comparação da perda de pressão e 
do coeficiente de transferência de calor entre os 
dois refrigerantes se faz necessária As referencias 
ISchalager et alli, 1948) apresentam uma revisão 
bibliográfica enfatizando as caracteristicas de perda 
de pressão e de transferência de calor para 
refrigerantes puros e na presença de óleo. 

Um circuito experimental foi desenvolvido no 
Centro de Refrigeração e Ar Condicionado IACRC> da 
Umversidade de Illinois em Urbana-Champaign, a fim 
de estudar as caracteristicas de perda de pressão e 
transferência de calor quando da evaporação de 
misturas refrigerante-Óleo, com enfoque principal 
para os novos refrigerantes seguros à integridade da 
camada de ozonio Wattelet 11991) e Panek 11992) 

Apesar do progresso e da existência de vários 
estudos teóricos e experim-entais publicados sobre 
perda de pressão ( Tong , 1967 e C h i sho lm, 1983 >, uma 
necessidade considerável existe para o estudo de 
correlações que predize'm de forma prática e precisa a 
perda de pressão por atrito quando do escoamento 
bifásico de refrigerantes 

APARATO EXPERIMENTAL 

O aparato experimental desenvolvido para estudo 
das caracteristicas de transferência de calor e perda 
de carga quando da evaporação de misturas 
refrigerante-óleo está apresentado na Fig. 1 Esta 
figura apresenta um fluxograma descritivo do circuito 
de testes de evaporação no qual circula a mistura 
refrigerante-óleo, de um circuito intermediário 
contendo etileno-glicol que condensa e subresfria 
esta mistura e de um circuito convencional de 
refrigeração "chiller", no qual um circuito contendo 
água fria e usado para resfriamento de seu 
condensador. 

Circuito de Testes de Evapora~ão. Os principais 
componentes do circuito de testes de evaporação estão 
apresentados na Fig. 2 
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(R-13o4a, A-12, •"'-i (50% ETILEN~LICOL) "CHillEA" (R-502) RESFRIAMENTO 
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Figura 2. CIRCUITO DE TESTI:S DE EVAPORAÇlO 

O circuito pode ser carregado com refrigerante 
puro ou mistura refrigerante-óleo, a fim de se 
estudar as características de perda de pressão, bem 
como obter uma base apropriada da influência do óleo 
durante o processo de ~vaporação 

Instrumenta,ão. Foram usados termopares tipo T para 
medida das temperaturas dos re-frigerantes em cinco 



diferentes posic;Ões 110 circuito, entre elas, na 
entrada e saída da sec;ão de testes . Todos os 
dispositivos para medida de temperatura foram 
calibrados num banho termostático contra termomêtros 
de mercúrio de precisão . Após serem processadas pelo 
sistema de aquisic;ão UI,! dados, con'::>idera-se como :t: 
0,2 oC as incertezas nas medidas de temperaturas 
feitas pelos termopares . 

Foram medidas pressões absolutas do 
refrigerante em três diferentes posic;Ões no 
circuito · entrada da setão de, testes, saída do 
condensador e entrada do pré-aquecedor Um 
t r ansdutor diferencial de pressão foi usado para 
medir a perda de pressão ao longo da seção de 
testes . A faixa de atuac;ão do transdutor diferencial 
de pressao é de 0- :35 KPa . As incertezas nas medidas 
de pressão apÓs serem processadas pelo sistema de 
<~quisic;ão de dados e cons iderada como ± 0,3 " .du 
fundo de escala dos transdutore·~ de pressao 

Q.e.gr:_ação __ uQntrgl.~ - Os parâmetros controlados 
na seçâo de testes durante a operac;ão do circuito 
s::íu · temperatura de saturac;ão, título na entrada e 
flux o de mass.-1 Quando é atingido o estado 
es ta c i onário estes pa r âmetros devem estar dentro da 
~;e guintP faixa do•; valores objetivos : ± 0,2 oC da 
temperatura de saturação ; t 1 , 0 " do título na 
e ntrada e ± 5 " do fluxo de massa, sendo a condic;ão 
estacion,hia assumida somente quando a temperatura 
de s aturac;ão variar menos que 0,1 oC no tempo 

As propriedades t e rmodinâmicas e de transporte 
do refrigerante usadas durnnte coleta e análise dos 
dados furam ohlidas das referências Wilson11988l e 
Jung( 1.991) 

1:\E TODOLOG I A _Rt_ _ _!iNÃL l?.E .. 

A pe rda df' pres s ão em escoamento bifásic:o pode 
s e r dividida em tr~ s componentes atrito, acel e rac;âo 
A gr avidade Para a perda d~ pressâo por atrito e 
neces sár1o que St' conheca o coeficiente d~ atrito 
b1fàs ico ou o multipl i cador de atrito bifásico . Ja 
para a perda de pressio por acelerac;âo ou gravidade, 
~ neces sário o conhecimento da fraçâo de vazio, ou 
seJa, razâo entre a área de escoamento do gás para a 
área dt' escoamento t.ot.al ASHRAEI 1989) Para o 
r 1r r u1t o aqui descrito, como a sec;ão de testes 
está na posic;âo horizontal e termicamente i s olada 
ladi,1bá t. ica) , obviamente as componentes da perda de 
press âu por gravida de e por ace I er-ac;ão não são 
cons ideradas na análise dos res ultados, sendo também 
assum i do que o e scoamento está completamente 
dP.SL'nvol v i do na seçâo de t.es tf:s . 

No modelo dP Lockhart- Martinelli 11947) e 
Martinelli-Nelson11948), o parâmetro ''X" é usado E' 

de finido por 

X .. {(C,lp/()z)v(ap/()z)v}o.s ( 1 ) 

onde lo p/ a l) l e a perda de pressâo por atrito 
supondo que somente a fase líquida escoe no tubo e 
lê)p/azlv e a equivalente para a fase vapor 

Define-s~ o parâmetro por Lochhart - Martinelli 
(1947 ) 

Xtt .. {(1-x)/x}0 . 875.(Pv/PI}o.s.(~l/~v}0 .125 (2) 
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Dois multiplicadores 
liquida são expressos 
Martinellie Nelson 11948) : 

'L .. {(C,lp/()z)al(àp/àz)L}0.5 

'Lo= {(àp/àz)at(ap/az)Lo}o.s 

CORRELAC~O DESENVOLVIDA 

bifasicos para a 
matematicamente 

fase 
por 

(3) 

(4) 

Uma correlac;ão para estimar a perda de press~o 
por atrito quando do escoamento bifásico turbulento 
para os refrrgerant.es R-134a e R-12 puros foi 
desenvolvida, utilizando o modelo de deslizamento, 
onde as fases são consideradas escoar separadamente 
Os dados experimentais foram correlacionados através 
dos parâmetros adimensionais de Lockhart­
Martim;•llil1948 ) "Xtt" e do número de Froude "Frl" 
para a fase líquida O número de Fraude naturalmente 
aparece quando forças de inércia e gravidade são 
significativas no escoamento 1Wallisl1969 ) e 
Chisholml1983)) , principalmente para baixos títulos 
sendo o escoamento estratificado ou ondulado A 
influência do fluxo de massa no multiplicador 
bifásico por atrito foi observado e bem descrito por 
Baroczy 11987), l s bin et alli 11987) e Chisholm 
11973,1967). No caso da correlação desenvolvida 
neste trabalho, o efeito do fluxo de massa está 
representado através do número de Fraude , como 
mos tra as Eqs 6,7 e B. 

Uma análise por regressão fui feita utili~ando 
52 testes para o refrigerante R-134a e 45 testes 
para o refrigerante R-12, a fim de se obter uma 
depend~ncia funcional entre "~LO" e os parâmetros 
adimensionais "Xtt" e "Frl", cujo valor obtido para 
o coeficiente de correlaçio foi de 0 , 98 O desvi~ 
absoluto médio definido por 

Desvio Absoluto 

Médio=(1 00/n)* LABS{ (~Pcalc-~Pexp)/(APexp)} (5) 

e calculado utilizando os resultados 
e xperimentais para ambos os refrigerantes , foi de 
4,6 X A forma final da correlac;ão pode s er expressa 
através da seguinte equac;ão 

~Lo2- [1.0 + c1*( Xtt -c2 )]*(1-x)1.75 (6) 

onde, 

C1 =3,031 + 3,255*Fq - 0,759*Fr12 (7) 

C2-1,773 - 0,138*Fr1 (8) 

A 
entre 
equac;âo 
Pode-se 

Fig :3 apresenta uma comparação gráfica 
os valores de "~L02" obtidos a t ravé-s da 

10 e aquele~ obtidos experimentalmente 
observar que os valo r es calculados através 



da correlação obtida, para ambos refrigerantes R-
134a e R-12, e os dados expt!r-imentais colocam-se 
dentro de uma faixa de + 10 X . 

Cl 50 

o 
o A12 .. 40 .... a A134a 

• ::;) 

CT • 30 
Cl 
...J 

'N 20 
'O 
A: 
~ 10 
:!. 
N 

'O 
A: 
'!. 10 20 30 40 50 

( d P/dz)a/( d P /dz) LO experimental 

Figura 3 - Comparação para o multiplicador 
bifásico entre equaçao 1 O e experimental 

COMPARAC210 COM OUTfiAS CORRELAÇÕES 

Vários trabalhos foram desenvolvidos por 
Lockhart (194'7) e Isb1n et alli (198'/) utilizando 
correlações gráfica·; para tJ cálculo dos 
multi plicadores b1fásicos e da perda de pressão por 
atrito em escoamento bifásico, e portanto meno•; 
pr·áticos e bastante trabalhoso•; quando comparados 
com aquele~ que utilizam equaçÕes alg~bricas como 
f~nção de parâmetros adimensionais . Apesar disto, 
estes trabalhos foram extremamente ~teis par~ um bom 
entendimento dos fenomenos fisicos durante 
escoamento ·bifás1co, bem como dos parâmetros 
adimensinnais associados a este . 

Chisholm <1967, 19'73 e 1983) publicou 
importantes trabalhos nesta área e contr1buiu 
consideravelmente na obtenção de correlações para 
estimat1 va da perda de pressão por atr1to em 
escoamento btfásico, aplicadas para diversos 
fluidos A forma matemáti ca desta correlação 
(Chi shnl m, 197:~) é 

~L02 _ 1 + (r2 - 1)•{B*[x*(1-x)]0,875 + x1,75} (9) 

O desvio absoluto m~dio obtido entre esta 
UJr-relàçâo e oc; resultados experimentais foi de 12,9 
I A Fig 4 apresenta uma comparação gráfica entre 
os va lores ll•' "J'ÍL02" obtidos atraves desta 
cor rela,ão (Eq ~ ) e os dados obtidqs 
ex perimentalmente Pode-~se observd r que os valo res 
ca lculados atraves da correlação de Chisholm para 
ambo<; R-134a e R-1 2 e os dados eKperimentais 
co locam-se dentro de uma faixa de :t 20 X, havendo 
umd tendência desta correlação para superestimar os 
resultados experimentais para baixos títulos e 
subestimá-los para altos titulas . 

Da mesma forma, Jung et alli (1989) obtiveram 
umd equaçâo algébrica para o multiplicador bifásico 
para .-1 fasP liquida "J!fl02", utilizando os 
refr i gerantes R-22, R-114, R-12 e' \R-152d, descrita 
matemati camente na Eq 10 
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~Lo2 = 12,82 *( Xtt -1,47)*(1-x)l.S (1 O) 

E 50 

o • R12 
.c 
.! 40 • R134;r 
.c 
CJ 

o 30 
.... 
~ 

N 
'O 20 iii: 
'!. 
i 10 
N 
'O 

~ 
~ o 

o 10 20 30 40 50 
(dP/dz)a/(d Pldz)LO experimental 

Figura 4 - Comparaçao para o multiplicador 
bifásico entre Chisholm e experimental 

Uma comparação gráfica entre os valores de 
"~L02" obtidos através desta correlação (Eq . 10) e 
os dados obtidos experimentalmente esta apresentada 
na Fig 5 Os valores calculados através da 
correlaçâo de Jung e Ra dermacher superestJmam os 
dados experimentais em média da ordem de 25 X . Isto 
~ui.J~ se r to"X~• i1Lado devido ao fato de que es ta 
correlação foi obtida assumindo que a perda de 
pressão total durante evaporação horizontal destes 
refrigerantes, e então a seção de testes não 
adiabática, e devida somente ~u atrito e portanto o 
termo de aceleração fo1 desprezado, fazendo assim 
com que os valores correlaci onados superestimassem a 
perda de pressão somente por atrito 

'Ô • Iii R12 
a: 60 
III • R134a 
o 
c: 
:1 .., 

40 
o .... 
~ 

N 
'O 
~ 20 
~ 
:!. 
N 
'O 
A: 
~ 20 40 60 

(dP/dz)a/(dP/dz)LO experimental 

Figura 5 - Comparaçlo para o multiplicador 
bifásico entre Jung&Rad. e experimental 

CONCLUSÕES 

Na maioria dos experimentos realizados, os 
regimes de escoamento observados foram 
predominantemente anular . Para baixos títulos e 
baixos fluxos de massa os regimes de escoamento 
observados foram tipicamente estratificado-ondulado, 



enquanto que para altos títulos e altos fluKos de 
massa os regimes de escoamento observados foram 
tipicamente ·anular-tipo névoa, enquanto que na 
região intermediária de títulos e fluKos de massa os 
regimes observados foram tipicamente anular 

O multiplicador bifásico para a fase líquida 
"OLO", defini do em termos da razão da perda de 
pressão por atrito observada e aquela supondo que 
todo o fluído escoe na fase lÍqutda, mostrou-se uma 
função da razão de densidades e viscosidades entre 
as fases líquido-gás e do título da mistura ou "Xtt" 
(parâmetro de Lochhart-Nartinelli), bem como do 
n~mero de Fraude "Frl" (função do fluKo de massa) 

A correlação desenvolvida para a perda de 
pressão local por atrito em tubos lisos durante 
escoamento bifás1co de re'cigerantes, representada 
pelas Eqs 10, 11 e 12, mostrou-se adequadarnt=nte bem 
correlacionada através dos parâmetros adimens1ona1s 
"Xtt" e "Frl" com um desvio absoluto mfdio de 4,6 I 
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8 coeftctente proposto por Chisholml1973) 
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g aceleração da gravidade (m/s2) 
G fluxo de massa (Kg/m2*s) 
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n n~mero de expertmentos realizados 
P pressão IPa) 
DP perda de pressão ao longo do ~vaporador (Pa) 
x título <lO 
Dx vartação de titulo ao longo do evaporador 11) 

Letras Gregas e Grupos Adimensionats 

p densidade 1Kg/m3) 
~ viscosidade dinâmica IPa*s) 
r índice de propriedades, 

{Fl!pv}0.5*~v/f'l}0 125 
Frl numero de Fraude, G2/lrl2*g*0) 
Rei n~mero de Reynold~. G*D/ml 
X parâmetro de Lockhart-Martinelli, 

{ 13p/()z) 11 ((1p/2Jz) v}O 5 

Subscritos 

a 
cale 
eKp 
l 
L 
LO 
v 
tt 

atnto 
calculado através de correlação 
determinado experimentalmente 
1 i qui do 
somente fase líquidn escoando no 
todo o fluido escoando na fase 
vapor 
turbulento-turbulento 
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RESUMO 

Uma simulação termodinâmica do sistema de ref'rigeração por jalo de 
vapor· de água t.em por obj e li vo deter mi na r o consumo de vapor e de água 
de refriger-ação em relação aos vários parâmetros tais como os saltos 
de pressão, as irreversibilidades e a temperatura da água. Para isto, 
as p r· opriedades termodinâmicas do vapor e da água f'oram obtidas 
através de um programa em linguagem C, juntamente com a solução do 
sistema de equações. Os resultados obtidos permitem t'u.lura análise de 
ol i mi zação. 

INTRODUÇÃO 

O s istema de refriger-ação por· jato de 
vapor· de àgua substitui o compr·essor nos 
c 1 clo~ de refrigeração utilizando o vapor de 
p r·oc esso corno f'onte de tr-abalho. O 
refr·igerante então é àgua C vapor). e o jato 
r et ir a o refrigerante do tanque de evaporação 
rápida Cevapor ador ) , comprime-o, e envia-o 
para o condensador. 

O pr· i n c i pi o de operação de um sistema 
d e r efr· iger·ação a jato de vapor de agua é 
re l ~~t. ivamente sirnples. Se a água a uma 
t 2rnper atura ma i o r que, di gamos, 15°C é 
d es c arregada num tanque no qual se mantém a 
p ressão mano métrica de 1,704 kPa, a água 
I med iatamente se resfria até 15°C e, ao 
f az é - lo, liber·a cal o r· latente que vaporiza 
uma porção da àgua descarregada no tanque. O 
resfriamento de àgua por este sistema depende 
da manutenç ão da pressão baixa que 
c c.·r· r espo nde á temper· ,;,t ura de saturação em que 
s e q uer a àgtJa. 

A fi gur·a 1 mostr-a uma montaqem ti pi C-8 

p ;,r a o ciclo de refrig"-"r ·ação a jaLo de vapor 
de água . Seus component-es são os segui nLes 
Per· r y C l 973) : 

1 

' 

Figura 1 : Sistema de Ref'rigeração por jaLo de 
vapor de água 
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Ejetor de vapor Cor,siste 
essencial mente num di sposi li vo cinético que 
utiliza o momento de um jalo de alLa 
velocidade para arrastar e acelerar um f'luido 
em movimento mais lento para o qual se 
dirige. No bocal do ejeLor é descarregado 
vapor de água a alta pressão. O vapot· se 
expande enquanto f'lui aLravés do bocal onde a 
velocidade cresce rapidamente . 

Em virtude desta alta velocidade, o 
vapor que vem do tanque é continuamente 
aspirado pelo vapor em movimento. A mistura 
do vapor do jalo com o vapor do tanque enLra 
enLão na seção do dif'usor, onde a velocidade 
di mi nüi gradual menLe por causa do aument-o da 
área da seção reta. A energia do vapor de 
água a alt-a velocidade comprime o vapor da 
água de ref'rigeração durante sua passagem 
através do dif'usor. 

Condensador Como em qualquer sist-ema 
de ref'rigeração do tipo compressão, a 
f'inalidade do condensador é liquef'azer o 
ref'rigeranle vaporizado. Neste sistema, 
liquef'az-se a mistura de vapor de água a alta 
pressão e o vapor do ref'rigeranLe. 

No condensador a jalo, a água do 
condensador e o vapor de água que está sendo 
condensado são mist-urados direlamenle. O 
condensador a jalo pode ser barométrico ou do 
Lipo de nivel baixo. No condensador 
barométrico é necessária sua elevação acima 
do nivel de água no reservatório quenLe e um 
Lubo de escoamento, de modo que a água do 
condensador e o condensado possam escoar por 
gr·avidade. No tipo de nivel baixo, elimina-se 
o Lubo e torna-se necessário remover a água 
do condensador e o condensado, por 
bombeament-o entre o condensador e o depósit-o 
quente. As principais vanLagens do 
condensador a jato são a pouca manutenção, em 
virtude da não exisLência de tubos, e o f'alo 
de a água do condensador poder ter vários 
graus de pureza. 

Tanq-ue de vaporização C"Flash Tank":J: ~ 

o evaporador do sistema de jaLo de vapor de 
água, é onde se dá a evaporação de água e se 
obtém o resf'riamenlo. A água morna 
proveniente do processo de resf'riamenlo é 
f'inamenle espalhada na câmara de vaporização 
por meio dos bocais e o ef'luente resf'riado é 
bombeado do f'undo do tanque de vaporização. 



OBJETIVO 

E~te trabalho leve por objelivo a 
simulação em regime permanente do sistema de 
refrigeração por jalo de vapor de àgua, 
visando determinar assim as suas condiçôes de 
oper-ação e a anàl i se de seu comportamento 
variando-se os parâmetros conhecidos. 

HIPóTESES 

1) Considerou-se o sistema em regime 
per-manente; 

2) Desprezou-se as perdas de carga nas 
tubul aç:ôes; 

3) Despr-ezou-se as perdas térmicas por 
convecção natural no evaporador; 

4) Considerou-se o evaporador e os 
condensadores em equi 1 i brio lermodi nâmi c o. 

METODOU ... JGI A 

No modelamento do sistema em regime 
permanente uti 1 i zou-se as equaãôes da 
Conservação da Massa e Energia C1 Lei da 
Ter·modi nâmi c a), par-a cada componente e a 2a 
Lei da Ter modi nâmi c a par a os ej etor es, par a 
os quais foi definido um rendimento entrópico 
ne e também um rendimento enlrópico global 
·t)eg , cuja relação com os rendimentos de 
massa será disculida poslerior-menle. Para os 
condensadores, foi definida uma eficiência de 
condensação ·t)c que representa a laxa de 
incondensáveis a ser retirada pelos ejetores 
auxiliares para manler os condensadores a uma 
pressão de saturação abaixo da pressão 
atmosférica. 

Obteve-se assim as segui nles 
onde os números r·epresenlam os 
conforme notação da figura 1. 

EYAPORADOR 

M2 
H2 
T4 
P3 
H2 
H3 
H4 

M• 

M3 + M4 
H3 + H4 
T3 
P4 = f1CT3) 
f zC M2 , T2, P2) 
f3C M3, T3) 
f4CM4, T4) 
CT / HtvCT3) 

EJETORES 

a) Pr·imeiro 

Mi + M4 = M!5 
Hi + H4 = H!5 
H1 = f!5C M1, Ti, Pi) 
H!5 = f óC M!5 , To.; , P!5) 
P!i- = p~ 
Si + S4 = Yje1 S-.; 
S1 = f7CMi,Ti,P1) 
S4 = faCM4,T4,P4) 
S!5 = f9CM!5,T!5,P!5) 

b) Segundo 

Ma + Mto = Mu 
Ha + H1o = Hu 
Ha = f1oCMa,Ta,Pa) 
Hio = f uC M1o, T1o, P1o) 
Hu = f' 12C Mu, Tu, Pu) 
Pu = P1!5 
Sa + Sto = Y}e2 Stt 
Sa = f 13( Ma , Ta , Pa) 
S1o = f 14C Mio, Tio, P1o) 
S11 = f15C Mu, Tu, Pu) 

equaçôes 
ponlos 

c 1 ) 
c 2 ) 
c 3 ) 
c 4 ) 
c 5 ) 
c 6 ) 
c 7 ) 
c 8 ) 

c 9 ) 
c 10 ) 
c 11 ) 
c 12 ) 
c 13 ) 
c 14 ) 
c 15 ) 
c 16 ) 
c 17 ) 

c 18 ) 
c 19 ) 
c 20 ) 
c 21 ) 
c 22 ) 
c 23 ) 
c 24 ) 
c 25 ) 
c 26 ) 
c 27 ) 
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onde 

c) Terceiro 

Mi4 + M1ó = M17 
H14 + H1ó = H17 
Ht4 
H1ó 
H17 
P17 
S14 + 
S14 
St6 

S17 

= f tóC Mt4, Tt4, Pt4) 
f17C M1ó, T1ó, P1ó) 
f1aC M17, T17, P17) 
Po.tm 
S1ó = T)e3 S17 
f 19C M14, T14, P14) 
f2oC Mió, Ttó, P1ó) 
f21C M17, T17, P17) 

CONDENSADORES 

a) Pr·imeiro C PONTO 9): 

M!5 + Mó = M7 + Ma 
Yjc1 M!5 = M!5 - Ma 
T7=Ta=T9 
P7=Pa=P9 
H!5 + Hó = H7 + Ha 
Hó = f22C Mó, Tó, Pó) 
H7 = f23CM7, T7,P7) 

b) Segundo CPONTO 15): 

M11 + Miz = M13 + M14 
Yjc2 Mu = Mu - M14 
T13=T14=T1!5 
P13=Pi4=P1!5 
Hu + Hi2 = H13 + H14 
H12 
H13 

f24C M12, T12, P12) 
fz!5CM13,T13,P13) 

M fluxo de massa; 
T lemperalura; 
P pr-essão; 
H enlalpia; 
Htv : calor lalenle da água; 
S enlropia; 

c 28 ~ 

c 29 ) 
c 30 ) 
c 31 ) 
c 32 ) 
c 33 ) 
c 34 ) 
c 35 ) 
c 36 ) 
c 37 ) 

c 38 ) 
c 39 ) 
c 40 ) 
c 41 ) 
c 42 ) 
c 43 ) 
c 44 ) 

c 45 ) 
c 46 ) 
c 47 ) 
c 48 ) 
c 49 ) 
c 50 ) 
c 51 ) 

Yj&i rendimento enlrópico do ejelor c; 
Yjcc r· endi menlo do condensador c; 

CT carga lér-mica. 

SOLUÇÃO DO SISTEMA 

A solução do si slema foi obtida com a 
subslituição direta de parâmetros conhecidos 
nas equaçôes. Os parâmetros são os que 

seguem : 

P1, Tt, T2, T3, Tó, T9, Tt!5, Yjet, Y/<>2, 
Yje3, Yjci , "1)c2 e CT. 

As propriedades ler modi nâmi c as par a o 
vapor superaquecido foram oblidas 
uli 1 i zando-se a Equação de Redl i eh e Kwong 
para descrever vCP,T) Equação C52) ·e as 
variaçôes de enlalpia e enlropia conforme 
Equaçôes C53) e C54) r-especlivamenle. 

p 

a 

b 

a R T 
v--_-b v Cv + b) Tt/2 

0,4275 Rz T5/2 
p c 

c 

0,0866 R T 
p c 

c 

2 2 

h -h =Jc dT 
2 1 p + 1 v- T[ : ~ J~p 

1 1 

c 52 ) 

c 53 ) 



2 2 

s z -s t = Jc P d T T J I : ~ c 54 ) 

1 1 

Par-a a saturação foram utilizadas 
rotinas computacionais desenvolvidas por Shum 
(1 978)-

Os valores 
comparados com 
termodinâmicas 

das pr opr i edades foram 
os valores das tabelas 

de Keenan C1969) onde 
obteve-se erros razoáveis (menores que 5%) . 

Através de um pr·ograma computacional 
escrito em linguagem C, obteve-se a solução 
das equaç~es acima descritas. 

RESULTADOS OBTIDOS 

Através da simulação realizada pelo 
programa. apresenta-se vários figuras através 
das quais po~e-se analisar o comportamento do 
sistema sob diversas condiç~es de operação. 

A figura 2 representa o c onsumo de 
vapor por tonelada de refr1geração em relação 
a pressão do vapor variando-se o rendimento 
entrópico global. par-a os segu1 nt.es valor-es 
de : 

Tt 300 o c T9 45 o c 
T2 30 o c Tt~ 85 o c 
T3 15 o c 
Tó 32 o c 

·()c i "()c2 = 95 ~~ 

CT 3513,88 w C1 TR) 

3,0 tS• 

o 
0..2,5 
~ 

.: 
02,0 
Q. 

~ 
01,5 

"' o 
"lO 1,0 

(1) 
(1) 
Q) 

Q:o.s 

0}0 
14 ,. ,. 

kg/(h TR) Consumo de 
20 

Figura 2 Consumo de vapor para várias 
press~es e rendimentos entrópicos 

o rendimento entrópico global foi 
definido da seguinte maneira : 

St +Sto +Stó+S4+Sa+St-& 
S5 + Su + St7 

c 55 ) 

ou ainda .pode ser escrito em função dos 
rendimentos entrópicos de cada ejetor : 

Y) S5 
e:t. 

+ S6 + 

para o caso em que Y)<>i = Y)e2 

Y)e2 Y)e3 

S7 
c 56 ) 

Y)<>3. lemos 

c 57 ) 
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Pode-se notar 
diminui conforme se 

que o consumo de vapor 
aumenta a pressão do 

vapor, mas esta diminuição passa a ser 
desprezivel a partir de uma certa pressão, 
como exemplo para rendimento entrópico global 
de 95 % esta pressão é de 2 MPa 
aproximadamente . Nota-se também que o sistema 
é muito sensivel ao rend1mento entrópico uma 
vez que o consumo de vapor· cresce 
acentuadamente conforme o rendimento diminui . 

A figura 3 cor-relaciona o r-endimento 
;.nt-r ópi c o global com o r-endi menl o de massa e 
com o r €ndi menlo dos condensadores. O 
rendimento de massa global dos ejetores foi 
definido conforme Equação C58). 

Mts + Mtos + Mt6.-. 
Mt + M:t.o + M:t.ó 

c 58 ) 

nnde : 
M:t.s, M:t.os, Mtós 

consumos ~soenlrópicos 

respectivos pont-os . 

corre<:;pondem aos 
C YJeg 1 00%) nos 

Mt, Mto, Mtó : cor· r· es pendem aos 
enlrópicos nos r-espect-ivos pontos. 

consumos 

A figur-a 3 foi obtida a partir 
seguint-es par·âmelr-os 

o c 

100 

Pt 2,2 MP a Tó 
Tt 300 o c T9 
Tz 30 o c Tt!:õ 
T3 15 o c CT 

---- 95 • Rendimento 
XlClClClC 9Q • -85• doa 
••••• 80. 
- - 70 • Condenaadcna 

32 
45 o c 
85 o c 

3513,88 

80 85 90 , 95 
RENDIMENTO ENTROPICO 

w 

dos 

1 TR 

Figura 3: Correlação entre os rendimentos 

O rendimento entrópico global nest-a 
figura foi obtido ut-ilizando-se a _Equação 
C57) assumindo-se que o rendimento ' de cada 
ejetor é igual ao rendimento global. 

Nota -se que par a uma pequena var-iação 
no rendimento entrópico global lemos uma 
variação acent-uada no rendimento de massa e 
no rendimento dos condensadores 
principalmente para baixos rendimentos de 
massa. 

A figura 4 foi obt-ida variando-se o 
l' endi menta YJei e conservando-se os 
rendimentos Y);;.2 Y)E>3 85~~, par a os mesmos 
pal'âmetr-os da figura 3 . Nest-e caso podemos 
observar que o rendi menta dos condensadores 
tem uma grande i nf 1 uênc i a no rendi menta de 
,massa. 



o 
O) 

80 

~80 
~ 

" "O 

240 
c: 

" E 
l6 
C:20 
Q) 

0:: 

---- 70 • Rendimento 
IClflfXX 80 Jl 
--85 • dos 
••••• 90. 
- - 95 • Condenaodores 

I 
I 

I 
/ . 
• 

, 8"5 9"0 9"5 
Entroptco (NE2=NE3=85 

Figur·a 4: Cor·r·t.l ação Ec>ntr·e os r·Ec>nd i mEc>ntos 
mant e ndo-se "fJtf2= fJe 3=85~·~ 

Na f1gura 9 observamos a influência das 
t<:•Ji•per·at ur.:.s de cor.densação no consumo total 
de v apc>r C Mt+Mto+Mt6) para di fer· entes 
temperaturas de aguá fria CT3), neste gráfico 
os seguintes parâmetros foram mantidos 
constantes. 

.c: 10 
........ 
c: o 
+' 

~ o 
ll.. 

a 

~e 
w 
c 
o 4 
~ 
:::> cn z 2 

8 

Pt 
Tt 
T2 
T5 

• 

I 

2~2 MPa 
300 .:·c 

30 °C 
32 -='c 

f/"'9 
"f(Ci 

r]c2 

M2 

85 ?-'o 

95 ~-~ 

95 ~~ 

100 m
3

/ h 

• • • • • T9•40 e T15-=70 
n••• T9=40 e T15=75 
• • • • • T9a45 e T15a75 
-- T9•45 e T15•80 
• • • • • T9•45 e T15•85 
- - - T9•50 e T1 5•80 

• • • • • T9•50 e T15•85 

Ol u u u a u u as u 1 a a a a u usa u a u u cu u a a u u, a a,,, a, a a, 
10 ,, 2i) 

TEMPERATURA DE RESFRIAMENTO, 
25 

o c 

Figura 9: Consumo de vapor para várias 
temperaturas de resfriamento e condensação 

Podemos notar que par·a diferentes 
sal tos de pr·ess~es entr·e o evapor·ador· e os 
ccmdensador·es teremos diferentes niveis de 
consumo de vapor. Após vá r· i as s i mul aç~es 
concluiu-se que uma razão recomendável para 
os saltos de pressão seja menor ou igual a 4. 

Es te salto de pressão pode ser definido 
c omo a razão entre a pressão de saturação no 
primeiro condensador pela pressão de 
saturação no evaporador, de forma análoga 
entr·e o pr·1 mei r· o e segundo condensadores e 
também entre o seg~ndo condensador e a 
pressão atmosférica. 

PP Pt!5 
-p;-; PP-

Palrri 

P1.~ 
s 4 c 59 ) 

556 

A figura 6 demostra a influência da 
temperatura da água de condensação CT6) para 
várias temperaturas de água fria CT3) no 
consumo de água de condensação CMó+Mt2). 

Para obtermos a figura 6 assume-se 
valores dos parâmetros iguais aos da figura 5 
para que se possa também compar·ar· o consumo 
de vapor com o consumo de água de 
condensação. 

7110 

~ 
E IDO • 

1: ... 
• • • • 

.... , - . 
• - - 21 c 'IDftM!UM .....30c D.\~ 
--:.c DE 
••••• 34 c CClNIIDIIAOTID 

·- .......... ! .. • . I 
............... . 

,;.., . 
l!t 

I 1110 I I I 1 1 I I 
e e e eu u u e a L' u c c eu u u L O} e c e e s a e a a L w ,_ ~ 

TEMPERATURA DE RESFRIAt.tENTO,' 
Fi gur·a 6: Consumo de água nos condens ador·es 
pa.r·a. vàrias t.emper·atur·as de resfr·iamento e 
temperaturas de água de condensação 

cmJC:LU::-:DES 

Sem pa!-tes móvei s , o custo de um 
s istema de refrigeração por Jato de vapor de 
água reside n o forn ec iment o de vapor á 
pr essão adequada e na agua de condens a ção . 

Obser·va--se da si mul a.ção que o consumo 
de vapor ê extremament.e sensivel às 
1rreversibilidades pr oduz idas nos e j et.ores 
bem cotno a sut:.. JJr·essão de for· r~ecimenlo e à 
temperatura de resfriament o no tanque 
eva porador CEvaporador) . Além disso, 
-:=:t l t_.prando -~e os s aJ tos de pr·es são ent..r e os 
djver sos. e j etor·E?s r.:.: onfor· me Equaç-ão (59), 
p ode - se t.arnbêm a lt.er·ar· s ignif icativaJnente o 
c o n s umo d E~ \l.ctpor 
p ara otimi zaç~o. 

/,8::7-:TJ<-·f,<::T 
----

abrindo-se ass1m espaço 

A ther·modynamic s imulat ion of a steam 
jet. refr·iger·ctlion sys tem was per·fol' med in 
arder to determine the steam c o nsumption as a 
funct1on of sever·al par·ameter·s such as the 
pressur·e j umpõ,, t.he ir·J' eveJ' bilities and the 
waler t.emperatures. For that., lhe evaluation 
of lhe thermodynamic properties of waler and 
st.eam has been included into the C comput.er 
code. The resul ts obtained offer some room 
for furt.her optimization analysis. 
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RESUMO 

t apJz.M en:ta.do nu t e tJz.abal.ho u.m modei.o matemã.tic.o va.ü..dado, ap.Uc.ado a c.om­
p~~.ó~Jz.M ab~o-6 al.teJz.r:~v o-6. E.ó te modelo, h nplemen:ta.do num pJz.ogMma de .óhnu..fuç.ão 
dinam-tc.a, peJz.rn.Ue a a~a.ü..aç.ao do du empenho de W12. c.ompJz.M-60.11. de Jz. e61Úge.Jta.ç.ão de gMn 
de pOI!.te, e .6 e c.ol1.6ti:t:l.ú rLu.ma 6eMamen:ta. mtúto u.til quando .6e plletende o apeJz.6eiç.oã 
menta de pllo jeto-6 j á. ex-ú.\ t~ntu, _atllcw ê:ó de_valÚaç.ÕM em pallãmetM-6 c.o11.6tllu.tivo.6. A 
peJz.6oJz.manc.e do c.ompJz.M.óM e an~ada atMv u da ava.ü..aç.ão da.6 pellda-6 de ma.6.6a e e­
neJz.g-<-a, qu.e fio llnec.e o ZncLLc.e de de.ó empenho em deteJz.rn-<-nada c.ondiç.ão de te.6te. 

INTRODUÇÃO 

Programas de simulação numer1ca têm sido 
amplamente utilizados a partir do advento dos 
computadores digitais, e os resultados demonstram ter 
grande utilidade no entendimento dos processos 
envolvidos na situação real. A reprodução fiel 
daquilo que ocorre na natureza tem uma relação direta 
com o detalhamento utilizado para a formulação do 
modelo matemático . 

Na área da engenharia , tais programas são 
desenvolvidos basicamente com dois enfoques : o de 
sistema e o de equipamento. Sob o ponto de vista de 
sistema , é analisado o desempenho do conjunto 
constituído por var1os c omponentes, objetivando 
identificar as interações que ocorrem. Já sob o 
aspecto de equipamento, procura-se entender o 
funcionamento isolado de um determinado componente, 
identificando maneiras de aumenlar seu desempenho 
através do programa de simulação. 

Compressores de refrigeração têm sido alvo 
deste tipo de estudo há um bom tempo. Conhecimento da 
maioria das áreas da engenharia moderna são 
requisitos necessar1os para um bom projeto de 
compressores . Principalmente, uma boa base em 
mecânica dos fluidos, transferência de calor e 
mecânica dos sólidos é essencial para o correto 
entendimento dos processos envolvidos . Ussyk e 
Ferreira (1985) desenvolveram um programa capaz de 
simular o func ionamento de compressores herméticos 
alternativos de alta rotação, e obtiveram resultados 
bastante fiéis com relação aos ensaios calorimétricos 
realizados no compressor em questão . A influência da 
pulsação dos gases nos sistemas de sucção e 
descarga , deste mesmo compressor, foi estudada por 
Mansur e Ferreira (1987), melhorando a reprodução dos 
resultados experimentais . Ainda, Mansur e Ferreira 
(1989) quantificaram o desempenho do compressor 
hermético através da simulação, e procuraram 
identificar modificações de projeto que promovessem 
uma redução nas perdas de massa e energia envolvidas. 

Mais recentemente, Fleischfresser e Ferreira 
( 1992) desenvolveram um programa de simulação capaz 
de representar o funcionamento de compressores 
abertos de grande porte. Tal tipo de compressor 
apresenta o motor de acionamento como uma peça a 
parte do compressor, conectado a ele por algum tipo 
de transmissão mecânica. Neste trabalho são 
exploradas algumas modificações de projeto capazes de 
alterar o comportamento do compressor, buscando 
alternativas para melhorar o rendimento deste 
equipamento.O compressor em análise é constituído de 
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4 cilindros, em V, com diâmetro de SSmm, curso de 
57mm, apresentando uma capacidade de 44 . 900 W na 
condição (7,2°C, 54 , 4°C) para o HCFC-22. 

EQUAÇÕES DO MODELO MATEMÁTICO 

O volume instantâneo do cilindro V(t) é dado 
pela soma de um volume fixo, conhecido por volume 
morto (Vc), com um volume variável, definido pela 
posição instantânea do pistão. Considerando um 
mecanismo do tipo biela-manivela , com ralo da 
manivela R

1 
e comprimento da biela R

2
, para o 

ac lonamento do pistão de diâmetro D, tem-se a 
seguinte expressão: 

n:D
2
R { 

V(t) = Vc + ~ . . 1 + cos e(t) + 

Assumindo que a velocidade de rotação é constante: 

e (t) = w.t (2) 

A mudança de estado do fluido refrigerante no 
c ilindro é resultado de quatro processos 
termodinâmicos distintos, a saber : escoamento através 
da válvula de sucção (m ), compressão e expansão no 

VS 

cilindro e escoamento através da válvula de descarga 
(mvd). A equação da Conservação da Massa, aplicada ao 

volume do cilindro fornece: 

dm(t) 
-----at m - ni 

VS Vd (3) 

onde m(t) é a massa instantânea dentro do cilindro. 
Para representar o processo termodinâmico no 

cilindro, é assumida uma transformação politrópica 
que fornece os valores instantâneos de pressão e 
temperatura, a partir da relação pressão-densidade: 

p(t) [ 
m(t) ] n 

p . V(t) 
o 

(4) 



n-1 

T(t) [p~t)rn 
o 

{5) T. 
o 

onde P
0

• T
0 

e P
0 

são condições de referência e n é o 

expoente da transformação politrópica. 
O escoamento para dentro e para fora do volume 

do c i 1 indro é devido a processos termodinâmicos que 
consistem em expansões através das válvulas de sucção 
e descarga. Na análise devem ser consideradas as 
possibilidades tanto de fluxo direto como reverso. 
Finalmente, deve-se levar em conta também as 
possibilidades de escoamento crítico ou subcrítico, 
sujeitas a hipóteses simplificativas usuais. 

Na sua forma gera 1, a equação que define o 
escoamento através da~ válvulas, fu , é dada por: 

fu 
v p . A · 1,~~,--k=R---,. T;;--

u v ljTR u 

v 

ê./k 
r 

(k•l) 
- r k (ó) 

onde p e T são a pressão e a temperatura do gás à 
u u 

montante da válvula, R e k são a constante do gás e o 

coeficiente isentrópico (c /c ), r é a razão entre as 
p v 

pressões à jusante e à montante (p /p ) 
d u 

e, 

finalmente, A é a área efetiva de escoamento, 
v 

parâmetro obtido empiricamente em função do 
deslocamento da válvula. 

Na obtenção da equação do movimento das 
válvulas de palheta é feita a hipótese básica de que 
seu movimento é uma superposição dos modos de 
vibração livres ~. com freqüências naturais w e 
coeficientes de amortecimento Ç. Para cada modo de 
vibração considerado, existe uma equação diferencial 
que define o fator de participação modal q. Esta 
equação tem a seguinte forma: 

q (t) + 2 Ç w .q (t) + w2 .q (t) 
m m m m m m 

Js~m(x,y).p(x,y,t).dS 
(7) 

p.h . f ~ 2 (x,y) . dS 
s m 

onde p e h são a massa especifica e a espessura da 
palheta, p(x,y,t) é a pressão instantânea local sobre 
o orifício e dS o elemento de área diferencial da 
válvula. 

As deflexões instantâneas W(x, y, t), para cada 
ponto sobre a palheta, são dadas por: 

W(x,y,t) 
(I) 

L: q Ctl 
m 

m=l 

~ (x,y) {8) 
m 

Na análise dinâmica das válvulas, deve ainda 
ser considerada a possibilidade de encostar no 
batente limitador de curso, o que propicia novas 
equações diferenciais similares à equação (7) . 

CRITÉRIOS DE DESEMPENHO 

A função do compressor em um sistema de 
refrigeração é movimentar a máxima quantidade 
possível de fluido refrigerante, entre um dado 
intervalo de pressão (condição de trabalho), 
utilizando a mínima quantidade de energia. 

Com esta idéia em mente, podem ser listados os 
dois critérios fundamentais que levam à determinação 
da eficiência de desempenho (Pandeya e Soedel, 
1978): 
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(i) A capacidade do compressor, isto é, o fluxo de 
massa de fluido refrigerante produzido pelo 
compressor em condições pré-estabelecidas. Um 
aumento neste fluxo de massa aumenta a 
eficiência de desempenho . 

(i i) A utilização efetiva da energia fornecida ao 
compressor, ou seja, o consumo de energia por 
unidade de massa deslocada. Uma redução no 
consumo específico de energia também aumenta a 
eficiência de desempenho. 

O acoplamento destes dois critérios define uma 
expressão para a eficiência de desempenho: 

TlP = TI MA. l)E (9) 

onde liMA é a eficiência de massa, que engloba todas 

as perdas de massa de um compressor. 

O outro termo, nE. é a eficiência de energia, e 

identifica todas as perdas de energia de um 
compressor. 

A eficiência de desempenho representa a fração 
do desempenho ideal que pode ser atingida por um 
compressor submetido a condições reais de operação. 

RESULTADOS 

Validação. Com a finalidade de verificar alguns 
resultados importantes obtidos da simulação, Ferreira 
(1992) realizou ensaios calorimétricos em um 
protótipo do compressor em análise, onde foram 
obtidos valores para a capacidade de refrigeração e 
para a potência demandada em diversas condições de 
trabalho. Foram feítas també m medições experimentais 
para a obtenção da variação de pressão no cilindro e 
as curvas de deflexão das palhetas das válvulas do 
compressor. Tais experimentos objetivam, em 
principio, comprovar se o modelo matemático é 
adequado, identificando possíveis aproximações feitas 
na formulação que necessitem de um melhor 
de talhamento . 

A Tabela 1 apresenta a comparação da capacidade 
de refrigeração em quatro condições distintas. A 
concordância é excelente em razões de compressão 
menores. Em razões de compressão maiores, os 
processos de transferência de calor, que ocorrem no 
cilindro, são mais críticos, em função da redução no 
fluxo de massa em circulação. O efeito de pulsação 
dos gases, principalmente na descarga do compressor, 
também ê mais influente, ocasionando diferenças nos 
valores · de pressão, de forma que a hipótese de 
pressões constantes nas câmaras de sucção e descarga, 
como está sendo considerada na simulação, fica mais 
fra ca. 

Tabela 1. Comparação da capacidade de refrigeração. 

RAZÃO DE NUMÉRICO CALORIMÉTRICO 
(). (%) 

COMPRESSÃO (Watts) (Watts) 

3,46 44960 44335 1, 41 
3,48 37644 37400 0,65 
4,78 24440 23965 1, 98 
8,13 15640 14190 10,22 

Na Tabela 2 é mostrada a comparação da potência 
jemandada. Percebe-se que existe uma boa concordância 
na faixa de razões de compressão consideradas . 

Com relação à comparação da variação da 
pressão no interior do cilindro, são mostrados, na 
figura 1, os resultados numer1cos e experimentais 
para uma condição de trabalho especificada. Nota-se 
uma boa concordância com pequenas discrepâncias, 
principalmente nas fases de compressão e expansão 
puras. As aproximações de uniformidade dos valores de 



Tabela 2. Comparação da potência demandada. 

RAZÃO DE NUMÉRICO CALORIMÉTRICO t:. (%) COMPRESSÃO (Watts) (Watts) 

3, 46 17592 18400 4,59 
3,48 14048 14600 3,93 

I 
4,78 11376 11800 3 , 73 
8, 13 11244 11000 2, 17 

Figura 1. Variação da pressão no interior 
do cilindro. 

pressão no cilindro, para um dado instante, e a 
utilização de um processo politrópico para o cálculo 
da pressão, são os principais motivos para as 
pequenas diferenças encontradas. 

Outro parâmetro de fundamental importância no 
cômputo do desempenho do compressor é a movimentação 
das palhetas das válvulas de sucção e descarga. As 
Figuras 2 e 3 apresentam as curvas de movimentação 

para as válvulas de sucçao e descarga, 
respectivamente . É mostrada a comparação entre a 
curva numérica e experimental, de modo que se possam 
identificar as deficiências do modelo matemático. 

Com relação à movimentação da válvula de 
sucção, a duração da abertura da válvula, obtida pela 
s imulação, está bastante prox1ma da curva 
experimental. A forma da curva numérica não concorda 
bem com a experimental. Novamente, os efeitos de 
pulsação dos gases e a consideração de um 
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Figura 3. Comparação da movimentação da válvula de 
descarga. 

engastamento perfeito da palheta devem ser apontados 
como os principais causadores para as diferenças 
encontradas. 

Para a válvula de descarga, mais uma vez a 
previsão da duração da abertura da válvula está 
bastante próxima do valor medido . No entanto, a forma 
das curvas não compara bem. Aos efeitos mencionados 
anteriormente para a válvula de sucção, deve-se ainda 
ressaltar que o óleo lubrificante pode estar atuando 
durante a abertura da válvula, retendo-a por mais 
tempo em contato com a lâmina limitadora de curso. 

As incertezas de medição calculadas pa­
ra as várias grandezas são: pressão 2%, deslQ 
camento das válvulas de sucção e descarga 5%, 
capacidade de refrigeração 6% e potência d~ 
mandada 3%. 

O expoente politrópico n é mantido con~ 
tante para as fases de compressão e de expan­
são, podendo ser valores diferentes, obtidos 
diretamente das medi~~es do diagrama indicado 
para a condição de operação do compressor. t 
um parâmetro de ajuste do programa para com 
pensar as trocas térmicas verificadas nos ci 
lindros. 
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Alterações no Compressor. Uma técnica utilizada 
quando se deseja variar a capacidade de refrigeração 
de um sistema frigorífico é a substituição do 
virabrequim e das bielas originais do compressor por 
outros com novas dimensões. Para que isto não afete o 
volume morto, um virabrequim que tenha um determinado 
raio da manivela, que proporcione um menor 
deslocamento do pistão, deve ser compensado por uma 
biela mais comprida, na mesma proporção. Desta forma, 
o único efeito será a variação da posição do ponto 
morto inferior do pistão e a conseqüente alteração no 
fluxo de massa produzido . Na figura 5 estão 
apresentados três diagramas indicados para as 
sltuações ali indicadas. o aumento do curso do pistão 
permite admitir uma quantidade maior de fluido 
refrigerante, o que vai refletir no aumento da 
duração da abertura das válvulas e conseqüente 
acréscimo da capacidade de refrigeração e potência 
demandada. 

A variação das eficiências do compressor 
aparece na figura 5. O comportamento das curvas 
mostra que existe uma faixa de relações ideais para o 
raio da manivela/comprimento da biela para a condição 
de trabalho escolhida, que se situa entre 45mm e 65mm 
de curso . 
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CONCLUSÕES 

A análise do desempenho de compressores abertos 
de grande porte, por intermédio de um programa de 
simulação, é uma forma rápida e bastante segura de 
obter tendências a partir da variação de parâmetros 
construtivos e das condições de funcionamento do 
compressor. A comparação de resultados numéricos com 
experimentais, realizados em um compressor protótipo, 
é uma etapa importante no processo, pois serve para 
mostrar a qualidade do mode lo matemático utilizado. 

A utilização da eficiência de desempenho (~P), 

como parâmetro de ava liação do rendimento do 
compressor, mostrou-se bastante adequada a través da 
individualização das perdas de mass a e energ ia . Tal 
índice substitui, com vantagens, outros índi ces 
tradicionais em refrigeração, como o C.O.P. e o 
E.E.R., na comparação de projetas distintos de 
compressores. 

Com relação ao detalhamento da formulação 
matemática, cumpre notar que a desconsideração do 
efeito da pulsação dos gases nas câmaras e condutos 
do compressor, assim como a hipótese de uniformidade 
das propriedades termodinâmicas no volume do 
cilindro, são os maiores entraves a uma me lhor 
reprodução dos resultados experimentais. 
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ABSTRACT 

This paper presents lhe valida ted 
mathematical model used to simulate the working 
features of an open- type re c iproca ting compressor. 
This dynamic simula tion program permits the 
evaluation of the performance of an industrial 
refrigerating compressor and it is a hel pful tool 
when the designer's intention is the optimization of 
the existing equipment through the varia ti on of 
certain parameters. The compressor perfo r~ance is 
ana lyzed by means of the evaluation of the 
performance index which identifies a ll the mass and 
energy lasses in the compressor for certa in test 
condition. 
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RESUMO 

t apresentado um modelo matemàtico que simula a transferência de calor e 
massa durante o pro cesso de dessorção que ocorre em um sistema de refriearaÇão 
oor adsorção sólida em um coletor solar de estrutura tubular. O modelo ~ermita 
a avaliação da influência das temperaturas inicial do sorventa e de o~eração 
do condensador, e de dimensôes - construtivas do coletor. auxilia~do n~ 
ot imização e dimensionamento de protótipos. Comparação com resul ta.dos 
experimentais mostram a coerênci~ do modelo. 

INTRODUÇÃO 

Sistemas de refrigeração por adsorção só!id~ 

usando energia solar são de grande simplicid~de 

construtiva sendo basi camen te formad os por t rês 
trocad or es ae calor interligados: Coletor solar, 
conde nsa dJr e e vaporador. O fun c i onamento dessas 
màquinas é baseado na reação qulmica entre dois 
compostos que se apresentam um na forma sólid~ 

CsorventeJ e outro na forma liquida ou vapor 
Csorbatol. Os sistemas fun cion am aproveitando a 
alternância dia/noite. Durante a noite é retirada 
energia térmica do evaporador através da avapor~ção do 
so rba to que é adsorvido no reatar. Durante o dia com a 
Incidência da radiação solar no coletor. o aquecimento 
do servente per mite sua regeneração. 

A escolha do par sorvente/sorbato depende das 
tempe r aturas de t r abalho esperadas para o evaporador e 
também da temperatura de re1eneração do servente. 

Dada a complexidade termodinâmica de tais 
sistemas, a análise da inf I uéncia das propriedades do 
par frigor~~ena e das var i àveis climáticas exi?iria um 
enorme esforço experimental. Para facilitar a a.nàlise 
e a otimização construtiva de ProtótiPos é Preciso 
conse~uir um modelo matemàtico que rePresen t e 
fielmente a ooeraçaa de um sistema real. Al?uns 
mode lo s simplificados. para um leito de geometria de 
placa plana, )à foram apresentados por \Boubakri. 
1985J e lGrenier et ai., 1985). Um estudo mais 
completo que os mencionados acima. tendo reportado uma 
boa concordância entre simu!aÇ~o numérica e resultados 
experimentais, foi proposto por 
(Gullleminot et ai .. 1987>. Aquele modelo, entretanto 
foi feito para uma pequena célula experimental usando 
uma potência constante para a regeneraçao. No made I o 
aqui apre!?entado, para uma geometria ci lindrica de 
coleto r. está incluído o fluxo de radiação solar 
inc idente funç~o do tempo. Este modelo permite testar 
a influência dos parâmetros fisicos. geométricos e 
meteoroló~icos no desempenho do sistema. 

EQUAÇXO DE ESTADO DE DUBININ 

O teor de sorbato retido no servente é dado pela 
relação entre massa adsorvida Ma e massa do servente 
seco Ms na forma: X = Ma/Ms. 

A relação entre o teor de sorbato X em kg/kg, a 
temperatura do leito sólido T <K> e a pressão em 9ue 
se encontra o sorbato gasoso, P (Pa>, foi proposta 
por <Dublnin, 1947) na forma abaixo: 
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Wop<T> exp [-k <R T Ln < Ps I Pn>J (1) 

3 
onde: p CTl =massa especifica do sorbato. ( kg / m l : 
R= 461.6 (J/kg K>: Ps = pressão de saturação do 
sorbato à temperatura do leito servente. <Pal: n. k e 
Wo são constantes dependentes do Par sorvente/sorbato. 
Por exemplo, para o par si lica-gel / àgua., essa.s 
constantes foram de~~rmLnadas por CKhelifa. 1986l e 
são: \Jo = 4. 07_J 10 m <HzO)/kg de> si lica-gel: n = 1: 
K = 4.912 X 10 kg(H20 l/ J. 

A relação de C!apeyron dà a enta!Pia de mudanÇa 
de fase Hmf: 

!2) 

Derivando-se a Eo. 1 em relação a Te usando-se 
a Eq. 2 obtem-se. após alguma simplificação e 
rearranjamento de termos. a entalpia de sorção Hs em 
função de P e T CBoubakri. 1985 l : 

1-n 

HL<Tl +RTLn(p'")+[oTR)[TLn(~) ] 
P nK P 

(31 

onde: HL<TJ = Calor latente do 
do servente. <kJ/kg): a 
volumétrica do sorbato. CK-

1
> 

MODELAÇÃO PARA COLETOR / REATOR 

sorbato à 
Coef. de 

temperatura 
dilatação 

Coletores tubulares foram utilizados no LES / UFPb 
(Kiüppel et ai.. 1986) em protótipos de sistemas de 
refrigeração por adsorção sólida usando o par gel de 
silica/àgua. testados anteriormente. Os coletores são 
compostos de cilindros metálicos justapostos com o 
interior preenchido por grânulos de adsorvente, com a 
região central ôca, conforme esquematizado na Fig. 1. 

Para simular os processos que se passam no 
interior de um coletor como o da Fig. 1 a modelação 
leva em conta a condução de calor no interior do leito 
de sorvente e as migraçôes internas do sorbato 
decorrente do gradiente radial de temperatura no tubo. 
Esse modelo é construido usando-se a Equação 3 e as 
~quaçôes de conservação para um volume de controle do 
3dsarvente sujeitas às simplificaç~es abaixo: 
1) A equação da estado (ll é válida para 9Ual9uer 
ponto do leito poroso em qualquer instante e ou seja, 



a) YISIA FRONTAL 

VIdro 

Tubo Externo 

~~~ 
~ubo 

Interno 

c) DETALHE DO 
I.\l.!!Q 

aixa de Alumtnio 

b) CORTE TRANSVERSAL 

Fi~ura 1. Desenho do Coletor Multitubular. 

os Processos 
quase-estàticos 
de massa, Essa 
calor imposto 

de sorção são consider,;dos 
ignorando-se a resistência à difusâo 
suposição é và!ida quando o fluxo de 

ao sistema corresponde a valores 
obtenlveis pela incidência de rddiêiÇão solar 
(Y;aragiorgas et ai., 1986!. 
2) A pressâo é considetada uniforme em gualquer ponto 
do sorvente para qualquer instante de tempo. 
3) Sâo desprez3dos quaisquer efeitos bidimensionais no 
interior do Jeito, cu seia. T = Tlr.8!, 
41 As propriedades termoflsicaE do par são 
consideradas independentes da temperatura. 
5) Não é c:onsidera.d:'J qualquer efeito de naturezCi-
convectiva no fluxo gasoso de sorbato. 
6! O Jeito granular adsortivo em presença de vaPor do 
sorbato é tratado como um sólido continuo homozêneo. 
para efeito de conduçâo térmica. 
71 'A parede metd.l ica do tubo é consid;orad<> a uma 
temperatura uniforme. 

constante. 8! A condensação se dà a uma temPeratura 
O deseguilibrio térmico resPonsável peio i nl c i ü 

do processo de dessorção corresponde, a partir do 
instante e = O. ao fornecimento de um~ Potência solar 
incidente I' { W./m

2
}. à pE~rede exter~a dos tubos 

Paralelos. !' é representado por um Polinómio obtido 
por regressâo de dados de radiaçâo solar obtidos ao 
longo de um dia. Um balanço de energia para a parede 
de um tubo cuio comprimento total \Lt) sejõ> suficientE' 
para Preencher a área de um metro quadrado de coletor, 
considerado à temperatura uniforme Tw, dá: 

I'= M·.· Cpv.· 
àT·• 
a e - 2rr Ll rohwb !Tw - Tb' 

- Ac Ug I Tv - Ta 1 

Na Eq, 4 os termos s~o definidos cOmo: 
M·.· =Massa do tubo. ikz!: Cp·.· =Caior es;:>eolficc 
pressão consta,nte do m3terial do tubo. iJ/k? i<): 

( 4) 

a 

ro = Raio externo da camada de servente. lm•: 
h~b = Coeficiente de contato térmico entre o tubo e o 
leito de sorvente. (W/m

2
i<): Tb = TemP. do sor·.-·ente em 

r= ro. IKI; Ac =Are<> Util de captacã'J sol,;r. \m
2 

Ta= Temperatura ambiente. (Kl: Ug = Coefi~iente 

global de perdas térmicas do co!etor solar. •Wim Kl 
As perdas térmicas globais de um coletor solar 

plano correspondem á soma das perdas pela face 
superior com as da face inferior, desprezando-se as 
Perdas laterais. Assim o coeficiente global de perdas 
por unidade de área Ug é dado por: Ug = Ub ~ U onde Ub 
corresponde à ra.zão entre a condutividade térmica do 
isolante do fundo do coletor k~ e sua esPessura 
Lc: Ub = i,i./Lc 

O coeficiente de Perdas pela parte superior pode 
ser calculado usando uma equação empirica proposta por 
lr:Iein. 19731 

Ut= ( 
N 

O.lH 
<344/T ![II- I l/(N + /ll 

v ., a 

1 J -1 
+ --- + 

h ., 

a <T + T l<T
2 

+ T
2

1 
----------------"'~----"' W a 

[& + 0.042!5 N11-e ,-f + [l2N~/-llle J- N 
'.{ "' g 

(5) 
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-4 z 
onde: f = 11 - 0.04h + 5X10 h 1(1 + 0,05BNl; N é o 
número de coberturas \vidros!: &g= Emitància do vidro 
: &"' = Em i tància da parede do tubo ; h = coef. de 
convecçâo para o ar externo IW/m

2
KJ: 

No interior do tubo o campo radial de 
temperatura é dado pela solução da. egua.Ção da. condução 
de calor em coordenadas cilindrica.s a uma dimensâo: 

à
2
I 

a r
2 

r 

a I 

à r 

_'E_ 

;>., ()( 

a r 

a e 
(6 I 

onde as corresponde ao calor de sorçâo decorrente da. 
migração do S>Jrbato no interior do leito que é dado 
pelo produto da massa de servente pela entalpia de 
sorção e pela variação temPoral do teor de sorbato: 

a x 
o:;;= M;;; H,. ae ( 7) 

onde o último termo é obtido diferenciando-se a eg. l\) 

parcialmente em relaçâo a T e ln P na forma: 

d<: 
à :t 
àlnP td!nP' ~(dJ> --àT 

fazendo-se a seguinte transform~çâo: dC lnPl 

Ô{ 

a e 

â\! n P' 
a e 

T-n 

n 
nRr l. 

~âT 
R 

1
z àe 

[ ln - ~s r-n 

\ ô) 

f t x. J) e 

( :3) 

O calor especlfico a pressâo constante do gel de 
si!ica é admitido como uma função linea.r do tE'or de 
d.gua adsorvida aue pode ser aproximada por: 

c = 
b 

(( .. s + ~: Cc.i 

1 + .l: 
( 10) 

sendo: Cb = Calor especifico a pressão cte do servente 
em orocesso de sorção (J/kg Kl: C:;;= Calor esPecifico 
a pressâo cte do servente seco: Cu 
a pressão cte do sorbato liquido. 

C"Çilor I?S!=•ecifico 

As condições limite para a Eq. l61 sâo o fluxo de 
calor na parede do tubo em contato com o leito: 

-:\ ( âT I ar) I r=r: h"'b ( T b - T.,) 

e a condiçâo de isolamento térmico em r 
ausência de convecção: 

( ãT I ar ) I r=n o 

As condições iniciais sâo: 

T<rl = I~. gua.ndo e = O 

P = Pc <xL,Ill, guando e o 

(1 i i 

rc devido à 

112) 

( 131 

( 14) 

Um coletor funcionando num sistema de 
refrigeraçâo por sorção està normalmente ligado a um 
condensador. Quando a. pressão do leito atinge a 



pressão de condensação do sorbato <Pcl, que é 
pela temperatura a gue se encontra o condensador 
outra condição de contorno se impê5e: 

P = Pc 

da de> 
uma 

( 15) 

Enquanto a pressão no interior do leito for 
interior a do condensador, tem-se, em decorr·ência do 
gradiente de temperatura imposto. um gradiente de 
concentração ao longo do raio do leito que se 
estabelece através da difusão interna de massa. Cada 
ponto do leito está em eguilibrio conforme a Eg. 1. e 
a pressão no leito é considerada uniforme, função da 
temperatura e concentração média no leito. Nessa fase, 
a massa total de sorbato <Mal adsorvida pela massa de 
servente <Msl. se mantém constante. sendo dada por: 

Ms y (r) f ( P. T ) Mo. ' 16) 
1. 1. ,_ 

onde nn corresponde ao numero de volumes 
discretizados, que compôem o tubo coletor. 

finitos 

SOLUÇÃO NUMÉRl C.~ 

A soluçâo do sistema de equaçôes 
suieito às condicôes 11 e seguintes 
obtida analiticamente. devido ás 

.3. 4. 6. 7 e 8 
não pode ser 

comP I i caçf:)es 
matemáticas inerentes. Aqui é mostr~da uma solução 
numérica obtida Por diferenças finitas através de uma 
discreti:ação implisit&. As equações 
facilmente resolvidas por iteraçôes. 
tuoo de comprimento unitário foi 

acopl.:tda.s são 
Uma por çâo de 
subdividida em 

elementos concêntricos. Para cada um desses elementos 
finitos sâo supostas constantes as vari~veis T. x, P e 
consequentemente Cb. Para cada ponto são calculadas 
as variàveis usando as equaçôes 3 a 9 para intervalos 
de te~po e de um minuto. Para o perlodo em gue a 
pressâo do 1 e i to for i nfer íor 3 pressão ·:lc 

condensador. P P~. as eguações sâo resolvid:;s 
iterativamente com as condições de contorno 11 e 1~. 

c:onseguindo-se 
.A. press.ito 

a convergênci3 d0s ~r3die~tes d? T 
lJniforrea em todo o ! e i t •'J 1 

obtida Por convergéncia. sendo c3lculad3 como função 
de uma temperatura média do leito de tal forma que a 
::ondição da Eo. •,16i seia obedecida. A pressão é 
calculada usando a Egt1açâo {1} em recorrência. Qu3ndo 
a pressão do 
condensador. 
simplifica a 

vapor de sorbato atinge a pressão 
passa a valer a condição l15l 

resolução do sistema de eguações. 

RESULTADOS OBTIDOS 

do 
que 

Inicialmente o modelo foi testado pelB compBração 
com resultados de experimentos de campo realizados com 
protótipos reais. Em seguida o modelo foi explorado 
para mostrar a influência relativa de diversa~ 

variáveis operacionais. 

Comparação com resultados experimentais. Foram 

usados dados geométricos, as propriedades tisicas e 
variàveis meteorológicas referentes a um coletor 
anteriormente ensaiado no LES/UFPb <KIUppel e Gurgel. 
1988a) Esses dados se referem a um coletor em tubo de 
cobre de 42 mm DE com um vazio interno de 15 mm DI 
cheio com silica-gel do tipo "Sorbead R" com ~s 

seguintes propriedades no estado anidro:p=800 kg/m : 
~ = 0.16 Wlm

2
K e C= 850 J/kg K. 

Durante os experimentos foram medidas as 
temperaturas no interior do evaporador, dentro do tubo 
em contato com o adsorvente e do ar ambiente. A 
radiação solar no plano do coletor também foi obtida. 
conforme detalhado em <Kli..i:ppel e Gurgel. 1988b). 

Foram escolhidos para demonstração os resultados 
obtidos durante um dia de boa insolação com baixa 
nebulosidade. Os dados referentes à radiação no plano 
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ambiente (medida) 
:;;;: 400 

1- T 
2- T 
3- T 
4- T 
5- T 
6- T 

silk:a !medida Mad=0,8 
silica modelo p/Tc=30 
sílica modelo p/Tc=40 
silica modelo p/Tc=50 
silica (modelo p/Tc=58 

(medida) 
Mod=2 1 kg 
Mod= 1:6 kg 
Mod=1.2 kg 
Mod=O,B kg 

-...-
I-

380 

360 

340 

320 

300 ~' ------------------------- ...... ._ __ ... -

280 Mod (água dessorvida) 
Te (temperatura do condensador) 

260~~~~~~,~0~~,~,~~,~2~~,3~~,~4~~,~6~~,~~18' 

horos 

Figura 2. Comparação entre resultados experimentais 
simulação para a temPerat•.Jra de ieito poroso funÇão cl<­
diferentes temperaturas de condensação do sorbato. 

do coletor e a temperatura ambiente instantáneas pars 
uso no modelo. são obtidos por regressãc. pc,Jinomin.3l 
a partir das curvas medidas. A concentração inicia! 
foi calculada a partir da temperatura medica da si: ica 
no coletor sob a pressâo referente á s~tur3Çâo co 
sorbato à temperatura medida ns evaoorador. A 

simulaçâo é realizada por tod~- periodo em que p 0 ~e 
ocorrer dessorção. das 6:00 às 1-5-;0t) h. com Passc;s ,--:~ 
um minuto. 

Os dados experimentais nâo for~m obtidos tende ?~ 
vista sua utilização num modelo matemàt1co ae 
que nâo podem ser totalmente aProveitados 3g111. 

principal dif~culdade reside na determinaçâo d~ rea: 
temperatura de concen5açâo. que determin; a Pr~s 5 ~ 3 rio 
coletor. 

existe um Pode-se observar na fig. ~ 

acordo entre as temperaturas 
Considerando-se que o estágio 

que id. 
me:: idas e c:B:cula.Jas. 

a t 'Ja i do mooelo 
uma precisâo aceitável Pode-se explsrà-lo 
verificar a influência relativa dos parámetros. 

Influência da temPeratura do ccnjensadcr 

A influência da temper3tura do c8rden~3dor. que 
determina a pressâo durante a dessorçâo f8i 3n~Ii:~ja 

com o modelo usando os dados de operaç~o cit3rlcs 
acima. Foi variada apenas a pressâo do 
(funç~o da temperaturat P3f3 S3d3 uma d35 Cl'[\'35 ~~e 

na Figura 2. ~ mostr3do n3 te~~~d3 ~3 Fig. ~ 

quantidade de água dessorvida Par3 as jlvers~s 

temperaturas de condensador. Os resultados obticJs 
mostram a grande influência da temPeratura 
condensador na temperatura de funcionamento do coletor 
e na guantidade final de áeua dessorvica. mostrsndo 
gue aquela variável é cruci~l p~ra o dimensionamento e 
otimização do projeto de um refrigerador solar. A 
temperatura inicial do leito linlcio da manhâ. que 
influi no teor do sorvente. foi também analisada :om o 

uso do modelo. O resultado obtido é mostrado na Fie. 
3 gue representa a massa total de àgua dessorvid:; em 
função da. temperatura de condensação. par.a as mesmas 
condiçôes da Fig. 2. com diferentes temperaturas 
iniciais de servente. A Fig.3 evidencia a importância 
de um bom resfriamento noturno do coletor. 

Influência da quantidade de sorvente. 

Conservando-se a mesma geometria multitubular 
mostrada na Fig. 1. a quantidade de servente contida 
por metro quadrado de coletor varia em função do 
diámetro dos tubos. O modelo foi então usado P<Ha 
estudar a influência da quantidade de silica no 
coletor, fator importante para o di~ensionamento de 
sistemas reais. Foi simulado o funcionamento do 
coletor usando os mesmos dados de operação da figura 
2, variando-se o diámetro dos tubos, mantendo-se a 



mesma àrea de co!etor \ 1 m
2

1. Foram usados diversos 
diàmetros externos de tubo entre Zô e 100 mm. e 
obtidos valores de massa total dessorvida para duas 
condiç~es distintas.de insolação. Os resultados estão 
na figura 4 onde pode-se observar gue para as 
condiç3es climáticas simuladas. o diâmetro de tubo gue 
permite a maior quantidade dessorvida corresponde a 
42 mm. comprovando o acerto das estimativas 
realizadas na construção dos primeiros protótipos no 
LES/UFPb. A figura mostra ainda um patamar de 
diâmetros que significa que outras variáveis devem 
ainda ser levadas em consideração na otimização final 
dos protótipos. 

(;;2,5 
~ 
'--"" 

o 2.0 
"O ·:; 
~ 1.5 
<n 
Cl.l 
-o 1 ,O 
o 
:l 
O> 

<t: 0,5 

~ ', 

·-----~-~-' '' .... ' 

Ti=25 
Ti=30 
Ti=35 

-- ---

Ti (temperatura inicial do leito) 
O O 1oooo 1 """" """"' o ooo. 

' 25 35 45 55 
Temperatura do condensador (C) 

Figura 3. O.uantidade de sorbato dessorvido em função 
da temperatura inicial do sorbato para diversas 
temperaturas de operação do condensador. 

,..... 
O> 
-"' 
'--"" 

1,8 

o 1,4 
-o 
·~ 
o 
~ 1,0 
Cl.l 
-o 

§lo.6 
O> 
<( 

c o c c 
c 

c 

22 MJ/dia 
ccccc 17 MJ/dia 

c 

0,220 40 60 80 100 
Diametro do tubo (mm) 

Figura 4. Quantidade de sorbato dessorv!do em 
do diàmetro do tubo do coletor. 

CONCLUSOES 

Os primeiros resultados da si muI ação 

função 

aqui 
apresentados, mostram concordância e coerência com os 
dados obtidos experimentalmente. Para se ter maior 
confiança no modelo é preciso ainda que se tenha uma 
concordância entre experiência e simulação maior gue a 
gue é a.presentada na fig. 2. Para tal está em 
montagem uma bancada experimental bem instrumentada 
onde deverá ser medida com toda a precisão passivei a 
temperatura da água na mudança de fase no interior do 
condensador como também da medição de temperaturas e 
pressão no interior do lei to poroso. O modelo será 
completado com a simulação das trocas térmicas no 
condensador e no evaporador e a inclusão do processo 
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de sorção. A inclusão das perdas de 
tubulaçBes e no interior do leito 
finalmente a obtenção de um modelo que se 
realidade a ponto de podar ser usado para 
frigorigenos e no dimensionamento de 
comerciais. 

carga nas 
permitirão 

aproxime da 
outros pares 

protótipos 
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ABSTRACT 

lt is shown here a mathematical model of an 
infinite tube filled with a porous sorbent during the 
time, temperatura and pressure dependent process of 
dessorption of a gaseous sorbate. The model is a too! 
to study the dynamic behavior of tubular solar 
collectors for use in solid sorption cooling devlces. 
The Dubinin equation is used to link the state 
variables of the couple sorbent/sorbate and the 
conservation equatlons are solved bv flnite 
differences using an implicit method. The first 
results yielded by the use of the model were compared 
to experimental data obtained previously. The results 
presented here illustrate the posslbilities of the 
simulation and show the need of further improvement of 
the model. 
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INTRODUÇÃO 

o entendimento do escoamento de g~s 
através de válvulas automáticas de 
compressores de refrigeração é essencial para 
o modelo matemático usado em um programa de 
simulação do compressor, visto que o campo de 
escoamento é o responsável pela abertura e 
fechamento da válvula. 

Deschamps (1987) e Ferreira et al. 
(1989) analisaram numericamente, com 
validação experimental, o escoamento laminar, 
incompressível e isotérmico de ar através de 
difusores radiais concêntricos com o 
propósito de entender o escoamento através de 
válvulas de compressores. Deschamps (1987) 
apresenta uma boa revisão bibliográfica com 
relação a este assunto. Entretanto, poucos 
sistemas de válvulas de compressores 
apresentam este tipo de concentricidade. Com 
o intuito de aperfeiçoar o modelo, tornando-o 
mais próximo da situação real da maioria dos 
sistemas de válvulas de compressores de 
refrigeração, a análise do escoamento através 
do difusor radial excêntrico, mostrado na 
Fig. 1, é realizada neste trabalho. 

Pode ser observado na Fig. 1 que a 
presença da excentricidade entre o orifício 
de passagem e o disco frontal, que é similar 
à palheta de deslocamento paralelo, gera 
regiões com recobrimentos diferentes. Isto 
causa uma distribuição circunferencial não 
uniforme no fluxo de massa saindo do orifício 
de passagem. O escoamento se ajusta de tal 
forma que a componente principal da 
velocidade na região do difusor, v, aumenta 
progressivamente da região (2) para a (1). 
Este fato produz uma distribui~ão assimétrica 
de pressão sobre a palheta e, portanto, o 
escoamento torna-se tridimensional. 

o objetivo deste trabalho é apresentar 
resultados numer1cos para o escoamento 
laminar, incompressível, isotérmico e em 
regime permanente de ar através de difusores 
radiais excêntricos. O modelo numer1co foi 
validado pelas boas comparações com as 
distribuições experimentais de pressão sobre 
a palheta. São apresentados resultados 
numéricos para a distribuição de pressão e 
força resultante sobre a palheta. O 
procedimento experimental e os equipamentos 
utilizados são descritos sucintamente. 
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área de 
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Fig. 1. Geometria do escoamento 

FORMULAÇÃO DO PROBLEMA 

A geometria do difusor excêntrico 
estudado, descrita pelo sistema de 
coordenadas bicil índricas ('!', 'lrZ), é 
apresentada na Fig. 1. O ar escoa axialmente 
(direção z) através do orifício de passagem 
de diâmetro d e comprimento 1 e, ao incidir 
sobre a palheta de diâmetro D, é forçado a 
passar pelo canal de altura s, formado pela 
palheta e assento, escoando nas direções 11 e 
•· O disco com o orificio de passagem é 
análogo ao assento da válvula e o disco 
frontal correaponde à palheta. 

O problema hidrodinâmico é governado 
pelas equações da continuidade e 
Navier-Stokes (1-4), escritas no sistema de 
coordenadas bicilindricas para escoamento 
laminar, incompressível, isotérmico e em 
condicões de regime permanente. 
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1/h2 [a(phul/a. + a(phv)/~ + 

a(ph 2wl/az]-o (1) 



1/h 2 [a(phuu)/~o(phvu)/àij+a(ph 2wu)/ôz]= 

-1/hé}p/ ~IJ/h 2 [a2u/ ôtp
2 +a2u/ ar,2 +h 2a 2u/âz 2] 

+1J/h 2 [2/h.8h/ar, . av/~2/h.8h/ôtp.av/~­

-u/h(a2h/ôtp2+a2h/~2JJ-p/h2[uv.Oh/~-

-v2.8h/ôtp] (2) 

2 2 1/h [a(phuv)/~a(phvv)/~a{ph wvJ/ôz]= 

-1/hé}p/àij+IJ/h 2 [a2v/ôtp2+a2v/~2+h 2a2v/ôz 2 ] 

+1J/h 2 [2/h.8h/ôtp.au/~-2/h.Oh/~.au/~ 

-v/h(a2h/~2+a2h/ôtp2 J) -p/h 2 [uv.8h/~ 

-u
2 .Oh/~] ( 3) 

2 2 1/h [a(phuw)/~a(phvw)/àij+a(ph wwl/az]= 

-ap/ az+IJ/h 2 [ a 2w I ôtp2+a2w I ar/ + 

+h 2a 2w/az 2
] (4) 

onde u, v e w s ão as velocidades nas direções 
~. ry e z, respectivamente , p a press ão, p a 
massa específica, 1J sua viscosidade dinâmica 
e h refere-se à raiz quadrada da mé trica do 
sistema de coordenadas bicilíndricas. 

As condi ções de contorno necessárias 
para completar a especificação do problema 
são dadas pelas equações (5). 

u=v=w=O em z=l+s, ry=ry
2

, 0~~2n 

u=v=w=O em O~z~l. ry=q
2

, 0~~2n 

u=v=O e w=w em z=O, Tf~TI , o~~:S2rt 
1 

u=v=w=O em z=O, q2 ~q:Sry 1 , 0:S~2n 

w=a(phu) /art-=a(phv) /arr-o em l.sz:Sl+s. 

(5. a) 

(5.b) 

(5.c) 

(5.d) 

rr-q
2 

e 0~~2n ( 5. e) 

SOLUÇÃO NUMÉRICA 

As equações diferenciais (1)-(4) e as 
condições de contorno (6) são discretizadas 
usando o método dos volumes finitos 
desenvolvido por Patankar (1980). A 
discretização detalhada das equa ç ões é 
apresentada por Gasche (1992). 

Para o caso especial do difusor radial 
excêntrico, o modelo numérico deve considerar 
uma pressão manométrica de referência igual a 
zero na saída do difusor, ou seja, p=O para 
l~z~l+s, rpcf)

2 
e 0~2x. No presente 

trabalho, isto foi conseguido fazendo o 
coeficiente principal da equação para a 
correção da pressão, p', pertencente ao 
algoritmo SIMPLE, muito grande nos volumes de 
controle do contorno. 

A malha utilizada na obtenção dos 
resultados contém 30240 pontos nodais, sendo 
14 pontos na direção '' 54 pontos na direção 
f} e 40 pontos na direção z . 

PROCEDIMENTO EXPERIMENTAL 

A fig. 2 apresenta uma vista esquemática 
de toda a bancada experimental. Ar 
comprimido, armazenado em três tanques de 450 
litros ligados em série, a uma pressão máxima 
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de 12 bar, escoa por uma tubula ç~o de PVC de 
J pol de diâmetro e 6,5 m de comprimento até 
atingir a secção de teste. Uma v á lvula 
controladora de vaz ào e um medidor de vaz ao 
tipo placa de orifício calibrado s ão 
instalados ao longo do escoamento. A secção 
de teste é composta por um disco de alumínio 
(0 150 mm, 1=28 mm), contendo um orif í cio 
(0 30 mm), pela palheta, um disco de aço inox 
(0 90 mm) , contendo um cursor com um pequeno 
furo para medir a distribui ç~o de pressão e 
por um sistema de posicionamento usado para 
ajustar a palheta no local desejado . A 
palheta da válvula, representada pelo disco 
frontal, é mostrada na Fig. 2. Diametralmente 
existe um cursor contendo uma tomada de 
pre5s~o (0 0,7 mm) central, interligada a uma 
das extremidades por um canal interno. Nesta 
extremidade é conectado um transdutor 
diferencial indutivo de pressão. Na 
extremidade oposta é conectado um transdutor 
indutivo de deslocamento, responsável pela 
leitura da posiçã o radial instantQne a da 
tomada de press ão. Ambos os sinais s ão 
introduzidos em uma pont e amplificadora c, 
depois, em um microcomputador atravP.s de um 
conversor analógico/digital. Os sinais s ão 
tratados por um programa d e aquisi ç~o de 
dados capaz de registrar os sinais de pres s ão I 
a cada dist ância de 0,5 mm. 

O sistema de posicioname nto da palheta, 
composto por 5 mesas múveis, permite o seu 
posicionamento no afastamento, s, e 
excentricidade, e, desejados, al em do ajuste 
correto do paralelismo e concentricidade 
e ntre palh~ta e a s sento. Maiores informa ções 
sobre o aparato expe rimental s ão fornec idas 
por Gasche (1992). 

Canalizaca o (/J3" 

ç •aQ_ _ . . / ·- -.1- Ma nguei_ro 
I F'ex 1ve , 

~ ' ' I ,:, .__ 11 r n:::::J=11 
Reser~ vatóri o 

de a r Vá lvula 
Reguladora 

) _, \ lrf, )>x \ 
7 

,..J..L, • T?;5""""":'\ d e Vazã o 

Mesa · Rigido 
Conecçõo p i o 

de P ressão 

Conecçáo p/ o Transdutor 

d e Deslocam e nto--A 1 _ f· :;;{. _~ 

Fig. 2. Esquema do aparato cxprimcntal 

Antes de iniciar a tomada de dados, s ~o 
necessários alguns ajustes na bancada 
experimental. Iniciamente, é determinada a 
separação de referência entre os discos. o 
disco frontal é cuidadosamente posicionado 
usando um gabarito de papel, contendo o 
desenho da palheta, que é fixado no assento 
da válvula assegurando a concentricidade e 
paralelismo grosseiros entre palheta e 
assento. Um ajuste mais fino é conseguido com 
o uso de uma esfera de a ço padr ã o de 3,174 mm 
de diâmetro que é passada ao longo da folga 
existente entre os discos. Simultaneamente, a 
palheta vai sendo ajustada de tal forma que o 
deslizamento da esfera seja o mais uniforme 
possível em toda a posi ç ão. Esta posi ção é a 
refer ência para a determinaç~o do afastamento 
desejado. A verificaç ão final é feita usando 
a própria distribui ção de press ão sobre a 
palheta. Para a máxima vaz~o desejada e uma 
separação entre os discos, a simetria do 



perfil d e pressão é checada. Se esta simetria 
n ;< o estiver dentro da faixa de 2%, o 
procedimento acima é repetido quantas vezes 
for necessário. A incerteza no posicionamento 
da palheta é menor que 0,01 mm. 

As principais quantidades medidas no 
experimento s ão: distribuil,:ào radial de 
pre ssi-lo sobre a palheta, vaz ã o do escoamento , 
afastamento entre palheta e assento e 
ex centricidade entre palheta e orif icio de 
passagem. A distribuiç ã o de press ão é medida 
por um transdutor indutivo de press ão com 
fundo de escala de 0,01 bar ou 0,1 bar para 
as maiores pressões. 

A incerteza associada aos resultados 
expe rimentais resultam em valores da ondern de 
1% para a distribui ção adirnensional de 
prcssi-lo sobre a palheta, segundo o método de 
Holrnan (1981). Entr e tanto , l e vando em 
considera ç ão a contribui ~_: ão da incerteza do 
afastame nto entre os discos , ela é menor do 
que ~0% , conforme apresentado por Gasche 
(1992). 

RE SULTADOS 

Urna compara ção típica entre os 
resultados experimental c numérico para a 
distribui ção radial de pressão sobre a 
palh~ta é mostrada na Fig. 3. A valida ção da 
soluç i-!o numérica é evidenciada pela boa 
concord ~ncia entre os resultados. 
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Os resultados numéricos para a 
distribuição radial de pressão sobre a 
palheta são apresentados nas Figs. 4 a 9. 
Pode ser obs e rvado a grande influência do 
afastamento e núme ro de Reynolds sobre o 
perfil adirncnsional de press ão, especialmente 
para s/d=O,Ol. A influência da 
excentricidade, no entanto, t~ relativamente 
pequena . 
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Para s/d=0,01 verifica-se que um aumento 
da excentricidade provoca uma queda do 
patamar de pressão para todos os números de 
Reynolds analisados, significando uma redução 
na resistência ao escoamento. Para s/d=0,03 a 
mesma tendência é notada para Re=500 e, em 
menor escala, para Re=1500. Contudo, para 
Re=3000 observa-se uma tendência inversa, ou 
seja, existe uma maior resistência ao 
escoamento, causando uma diminuta elevação no 
patamar de pressão quando se aumenta a 
excentricidade. Isto ocorre devido ao 
aparecimento de grandes bolhas de separação 
na região do difusor (Gasche 1992), o que 
provoca uma redução da secção transversal do 
escoamento. 

A força adimesional resultante sobre a 
palheta é dada pela equação (6). 
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2 
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Fig. 10. Força adimensional sobre a palheta 

A Fig. 10 apresenta a força adimensional 
sobre a palheta em função da excentricidade 
para vários números de Reynolds e 
afastamentos. Para os dois afastamentos 
analisados nota-se uma queda apreciável da 
força com o aumento do número de Reynolds. No 
entanto, a influência da excentricidade é 
praticamente desprezível. Para s/d=0,01 a 
força diminui um pouco com o aumento da 
excentricidade para todos os números de 
Reynolds. Contudo, para s/d=0,03 o mesmo não 
se verifica. Para Re=500, a força diminui 
levemente com o aumento da excentricidade 
devido à queda do patamar de pressão. Para 
Re=1500 ocorre o inverso, pois o patamar de 
pressão permanece praticamente constante, 
enquanto ocorre um aumento da pressão numa 
região maior do escoamento, ver a Fig. 7. O 
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mesmo acontece, de maneira mais acentuada, 
para Re=3000, onde se verifica, inclusive, um 
pequeno aumento do patamar de pressão. 

CONCLUSÕES 

O presente trabalho apresenta uma 
investigação numérica, com validação 
experimental, usando o método dos volumes 
finitos, do escoamento laminar, 
incompressível e isotérmico de ar em 
difusores radiais excêntricos. A principal 
motivação deste estudo é o entendimento do 
escoamento do fluido através de válvulas de 
compressores de refrigeração. 

Para uma certa excentricidade, 
observou-se uma grande influência do 
afastamento e número de Reynolds sobre o 
perfil adimensional de pressão ao longo da 
palheta, principalmente para os menores 
afastamentos. A excentricidade, apesar de 
tornar o escoamento tridimensional e 
assimétrico, modificando sensivelmente os 
campos de pressão e velocidade, nào alter a 
significativamente a força resultante sobre a 
palheta, quando comparado aos discos 
concêntricos. No entanto, o carregamento da 
palheta, utilizado para a análise da 
distribuição de tensões, é amplamente 
alterado e como tal deve ser considerado. 
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ABSTRACT 

An experimentally validated analysis of 
the incompressible, laminar and isothermal 
flow in eccentric radial diffusers, 
representing a laboratory model of 
compressors valve system is numerically 
performed. The experimental procedures and 
the experimental setup are concisely 
described. Pressure distributions along the 
three-dimensional flow and the resultant 
axial force acting on the frontal disk are 
presented for various flow Reynolds numbers, 
different axial gaps and eccentricities. 



ENCIT 92- IV Encontro Nacional de Ciências Térmicas, ABCM, Rio de Janeiro (Dezembro, 1992) 
4th Brazilian Thermal Science Meeting 

MODELLING AND SIMULATION OF NATURAL CONVECTION FLOW 
lN A POROUS CAVITY SATURATED BY A NON-NEWTONIAN FLUID 

Maria Laura Martins Costa & Rubens Sampaio 
Department of Mechanical Engineering- PUC/RJ 

Rua Marquês de São Vicente,225 - 22453 - Rio de Janeiro- Brazil 

Rogério Martins Saldanha da Gama 
Laboratório Nacional de Computação Científica (LNCC/CNPq) 

Rua Lauro Müller,455- 22290- Rio de Janeiro- Brazil 

SUMMARY 
Using the Continuum Theory of Mixtures a systematic model for a local description of the natural 

convection fiow in a two-dimensional porous cavity, saturated by a non-newtonian incompressible fiuid is 
proposed. It considers the non-newtonian fiuid and the porous medium as continuous constituents of a binary 
mixture, coexisting superposed in the whole volume of the mixture. The superposition causes the simultaneous 
exislence, at ea ch spatial point, of two velocities and t~o temperatures, giving rise to a momentum generation 
and an energy generation, which provide dynamical and thermal interactions, respectively. The model is 
simulat ed with the help of the Contrai Volumes Method. Stream lines and isotherms are presented for some 
represe ntative cases. 

INTRODUCTION 

The importance attached nowdays to problems that impact the 
energy self-sufficiency and the environment state may be the reason 
of the crescent in terest on natural convection in porous media, which 
is present in a broad range of engineering applications, such as petrol 
ex ploitation , geothermal energy extraction , heat lesses from under­
ground storage systems, solidification of castings, post-accident heat 
remova] frorn nuclear reactor rubble beds or the identification of ge­
ological repositories (deep ocean seabeds or deep earth rock layers) 
for th c storage of nuclear waste material. 

The mai n purpose of the prcsent- work is the study of the natu­
ral convcc tion in a ri gid porous cavity saturated by a non-newtonian 
flu id. Flow iu a porous cav ity is a subject that attracts a great deal 
of rcscarch attcntion, not only for the fundamental nature of the 
problem, but a lso for the large number of applications , as previous ly 
men t. ioucd. Jt. is to be not iced that the majo rity of work s deal with 
newtonian fluids using a Continuum Mechan ics approach assuming 
therrn a l equilibrium betwecn fluid and porous ma trix . Even when two 
distin ct ternperatures are a llowcd (one for the fluid and another for 
the porous rned ium) they are usually calculated as intrinsic volume 
averages , each one in a volume associated to the respective phase . A 
di ffercnt approach is used in th is work , in which two different t em­
pcraturcs and two differcnt velocitics (the porous matrix .is assurned 

' at rest) are evaluated at the sarne spa tial point, since the fluid and 
' t he sol id constitucnts coexist superposed, as can be observed in the 

isovalues curves . To the authors knowledge, a problem cornbining 
a porous cavity saturated by a non-newtonian fluid with a Mixture 
Thcory approach has not b een analysed yet. 

The phenornenon is mathematically described with the help of 
the Continuurn Theory of Mixtures, which considers the fluid and the 
porous medium as continuous constituents of a binary mixture, coex­
isti ng su perposed in a material region (the mixture). Since both con­
stituents are continuous, there exists, simultaneously, at each point of 
the domain, two temperatures and two veloci ties, giving rise to new 
parameters (not present in the classical single continuum approach) 
in order to take into account the thermomechanical interaction be­
tween both constituents. The existence of two temperatures at a 
single point givcs rise to an energy generation, while the existence of 
two velocities gives rise to a momentum generation, providing ther-

. mal and dynamical interactions. 
ln the present work a porous cavity saturated by a non-new­

tonian fluid , in which two distinct temperatures and two distinct 
velocities at each point of the domain are allowed (since a Theory of 
Mixtures approach is used), is studied by means of a thermodynam­
ically consistent local model. 

MATHEMATICAL MODEL 
Since the porous medium is assumed rigid and at rest, the mass 
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and linear momentum balance equations need only to be considered 
for the fluid constituent, while the energy balance must be satisfied 
by both constituents. 

The continuity equation for the fluid constituent, for steady-state 
flow regime, can be written as [1]: 

(1) 

in which PF is the fluid constituent mass density (locally, the ratio of 
mass of the fluid to the corresponding volume of mixture) and Jl.F is 
the fluid constituent velocity. Since the porous medium is saturated 
by t he fluid constituent, the field PF is given as follows : 

PF ='PP (2) 

where p is the actual fluid density and rp the porosity. 
The balance of linear momentum is given by [1]: 

(3) 

where 'ZF is the partia! stress t ensor [1], analogous to the stress tensor 
in Continuum Mechanics, mF an interaction force, which acts as a 
rnomentum source and provides dynamical interaction between solid 
and fluid constituents [1] and g is the specific body force. 

The balance of angular momentum is automatically satisfied, 
under the assumption of symmetry for the partia! stress tensor. 

The energy balance [1] must be satisfied by each constituent 
of the mixture. For steady-state flow, low velocities, without heat 
generation, it can be stated as: 

p;c;(grad Ti)· JL; = -div !l.; + tPi (4) 

in which i = S and i = F stand for the solid and the fluid con­
stituents , respectively, p; represents the i-constituent density, T; its 
temperature, q. its partia! heat flux, t/J; its energy generation func­
tion and , finally , c; the specific heat of the i-constituent, regarded as 
a continuum. 

Constitútive assumptions are required for the fluid constituent 
partia! stress tensor 'ZF• the interaction force mF, for both con­
stituents partia! heat fluxes !l.F and !l.s and the energy generation 
functions tPF and t/Js . 

Assuming the classical Boussinesq approximation: 

PF r;,; Po(1- f3(TF- To)) (5) 

where p0 = prp , f3 is a coeficient of thermal expansion and To is a 
reference temperature, which, in this work, is the lowest temperature; 
a constitutive equation for an incompressible fluid may be employed . 

An Ostwald-de Waele fluid is an stokesian fluid that may be 
described by the following constitutive equation: 



!Z. = -pl + 21Jo(J2.J2t 12. (6) 

in which p is the pressure acting on the fluid, .Il. the symmetric part 
of the velocity gradient and 1'/o and n are the Ostwald-de Waele pa­
rameters . 

This equation, also known as power-law, is reduced to Newton 's 
law of viscosity for n = O, if 1'/o represents the fluid viscosity. The 
deviation of n from zero indicates the degree of deviation from new­
tonian behaviour. Positive values of n indicate dilatant behaviour 
while negative values indicate pseudo-plastic behaviour . 

According to Saldanha da Gama and Sampaio [2] the interaction 
force mF acting on the fluid constituent may be written as: 

<p 1)o 4n + 1 <p n 2n 2 [( 3)2n+1 ] 
mF = -~ 2n + 1 3 (6K) II3!F- 3!sll (3!F- vs) 

(7) 
where K is the porous matrix permeability, <p the porosity (coinci­
dent to the fluid fraction for saturated flows) and QF and Qs are the 
fluid constituent and the solid constituent velocities, provided that 
the stress tensor acting on the fluid (regarded from a Continuum 
Mechanics viewpoint) is given by equation (6) . 

An analogy with the partia! stress tensor proposed by Williams 
[3] for a newtonian fluid leads to the following constitutive equation 
for the partia! stress tensor acting on an Ostwald-de Waele fluid: 

!Z.F = -<ppl + 2.Àtp21)o(12F .]2Ft JlF (8) 

where À is a scalar positive parameter which depends on the porous 
me.trix microstructure and QF is the symmetric part of the fluid 
constituent velocity gradient. 

The partia! heat !lux fór both constituents, according to Martins 
Costa, Sampaio and Saldanha da Gama [4] may be expressed as: 

g_8 = -Aks(1- <p)grad Ts (9) 

g_F = -AkFtpgrad TF (lO) 

where A represents an always positive parameter which may depend 
on both the internal structure and the kinematics of the mixture and 
ks and kF are the solid and the fluid constituents thermal conduc­
tivities. 

The total heat !lux (per unit time and unit area) for the mixture 
is given by : 

g_ = g_F + !!..s (11) 

The energy generation function , 1/1, which is an internal contribu­
tion, represents the energy supply to a given constituent, arising from 
its (thermal) interaction with the other constituents of the mixture. 
The 1/J function is zero at a given point only if ali the constituents are 
at the sarne temperature at this point. According to Martins Costa, 
Sampaio and Saldanha da Gama [4] the following linear constitutive 
equation can be considered for both constituents energy generation 
function: 

-l/Is= VlF = RFs(1 + 8II3!F - 3!sii)(Ts- TF) (12) 

since the energy balance for the mixture [4] states that the sum 
VlF + 1/Js must be zero . The coeficients RFs and 8 are positive-valued 
parameters which depend on both constituents thermal properties 
and on the mixture internal structure. 

The influence of the fluid constituent velocity (since Qs = O) 
on the energy generation function (accounting for convective heat 
transfer), for simplicity, will be neglected in the present work . ln 
other words, 8 will be considered zero. 

AN APPLICATION 

ln this section the natural convection phenomenon in a cavity, as 
presented in figure 1, is taken into consideration. Assuming constant 
thermal properties, low velocities, isocoric flow and the mentioned 
Boussinesq approximation, the problem, in its two-dimensional form 
(O < x < L, O < y < H), is reduced to: 
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Figure 1 - Physical Configuration 

au av -+-=0 
ax ay 

au au ap n [a2u 82u] 
p(u 8x +v 8y) =- 8x + À<p1Jo(DF.QF) 8x2 + 8y2 + 

)n 1 [au 1 (au av) ] +Ãtp1)on(12F .DF - ax EX+ 2 ay + ax EY -

<p 7Jo 4n + 3 ! (5?._)n (u2 + v2t u 2 [( )2n+1 ] 
K 2n+ 1 3 6K 

av av BP n [82v 82v] 
p(u 8x +v 8y) =- 8y + .À<p7Jo(DF.J2F) 8x2 + 8y2 + 

( ) n 1 [1 (au av) av ] +Ã'P1Jon QF.QF - 2 8y + 8x EX+ 8y EY -

'P2 7Jo 

K [ )
2n+11 )n ] r 

(
4n + 3 _ (5?._ (u2 + v2)n v+ pf3gTF 
2n + 1 3 6K 

uaTF +vaTF = AkF [8
2
TF + 8

2
TF] + RFs (Ts -TF) 

ax ay PCF 8x2 8y2 P'PCF 

8
2
Ts 8

2
Ts RFs (T - Ts ) 

O= 8x2 + 8y2 + Aks(1-cp) F 

in which: 

(au) 2 
1 (au av)

2 (au) 2 

JlF.JlF = - + - - + - + -ax 2 ay ax ax 

EX=2--+ -+- -+- +2--aua
2
u (au av)(a

2
u 8

2 v) ava
2
v 

Bx 8x2 8y ax Bxy 8x2 ay 8xy 

(13) 

(14) 

(15) ; 

(16) 

(17) . 

(18)1 

(19) j r 

- au a2u ( au a v) ( a2u 8
2v) 2 a v 8

2
v (20) i EY-2--+ -+- -+- + -- I 

ax 8yx ay ax 8y2 8yx ay 8y2 
I 

where u and v are QF components on x and y directions, respectively, 
and P = p + p(1 - (3T0 )gy is a modified pressure. The followins 
boundary conditions are to be satisfied: 

TF = Ts = Te, .u = v = O at x = O, O < y < H 

TF = Ts = TH, u = v = O at x = L, O < y < H 

. 
\ r 



aTF aTs ay = ay = o, u = v =o at y = O, O < x < L (21) 

aTF aTs ay = ay =o, u = v= o at y = H, O < x < L 

NUMERICAL PROCEDURE 
Since no analytical solution to the system of equations describ­

ing the natural convection flow is known, numerical approximations 
to its solution are seafthed with the help of a Contrai Volumes Finite 
Difference approach, proposed by Patankar [5]. The numerical proce­
dure is essentially the sarne described in the work of Martins Costa, 
Sampaio and Saldanha da Gama [6], which considers a newtonian 
fluid saturating the porous cavity, except for the source terms, which 
include the terms depending on EX and EY, as well as the ones con­
sidered in [6]. The values for u and v, necessary for the derivatives 
as well as for II.!!F li are taken from the previous iteration . 

After their solving, the discretization equations are put in a di­
mensionless form : 

au av 
- + -=0 
8E 8€ 

(22) 

[ 
p (4 + 3) 2

n+l n+l ] __ r_,._ _n__ 2 ('!!.) (u2 + v2)" U 
Dan+l 2n+ 1 6 

(23) 

(25) 

(26) 

n which: 

(
au)

2 

1 (au av)
2 

(au)
2 

f2_F.f2_F = ii{ + z a;+ ii{ + ii{ (27) 

rith the following associated boundary conditions : 

OF =Os =O, U =V =O at E=O, O<!<H/L 

OF =Os = 1, U =V =O at E= 1, O < f < H/ L 

aoF aos 
fu = fu = o, u = v = o at f = O, O < € < 1 (30) 

at f = H/ L, O< E < 1 

The dimensionless equations were obtained with the help of the 
following dimensionless variables : 

y E=_:: f=-
L L 

'PI'Jo ( DiF) 2n 
Prn = -- L2 

PDiF 

K 
Da= L2 

uL 
U=­

DiF 

RL2 
R• - -----:----,-

8 - Aks(l- cp) 

O 
_ Ts - Te 

s-
TH -Te 

where CI.F = kF/PcF , L is the cavity length and TH and Te are, 
respectively, the highest and the smallest cavity temperatures . The 
new dimensionless parameters Rj;. and Rs relate the coeficients as­
sociated to the heat exchange between both constituents (due to its 
temperature difference) to the coeficients of heat conduction, for the 
fluid and the solid constituents, respectively. 

RESULTS 
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Figure 2 - Streamlines and lsotherms 
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ln this section some particular cases are presented in order to ii· 
lustrate the employment of the mathematical modelling discussed in 
previous sections. Figures 2 to 5 present streamlines for the f!uid con· 
stituent (since the solid constituent is supposed at rest) and isotherm 
for both the f!uid and the solid constituent, each of them character· 
ized by a given set {n, R= Rps, Prn, Ran, Da} 

FINAL REMARKS 
The model presented in this work allows a local simulation of the 

natural convection f!ow in a non-newtonian f!uid saturated porow 
cavity, in a context of thermal nonequilibrium, based on a system 
atic theory, which considers the f!uid and the solid as continuous 
constituents of a binary mixture. 

The effects of a new dimensionless parameter ( Rf. o r R5) as well 

as those caused by a modified Rayleigh number, a modified Prandtl 
number and the Darcy number were studied. The results obtained 
in a context of the Continuum Theory of Mixtures are inside the 
physically expected range. 
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SUMMARY 

Heat transfer to non-Newtonian flows in rectangular ducts has been studied. The conservation equations 
of mass, momentum and energy were solved numerically by a finite volume technique. The viscoelastic 
behavior of the fluid was given by the Criminale-Ericksen-Filbey {CEF} constitutive relation. It was found 
that secondary flows occur due to the second normal stress difference. Heat transferis strongly enhanced by 
these secondary flows. Maximum heat transfer was shown to occur for some combinations of parameters. 
Thus, there are optimal combinations of aspect ratio and Reynolds numbers, which depend on the fluid's 
mechanical behavior. This result can be usefully explored in thermal designs of certain industrial processes. 

INTRODUCTION 

Heat transfer in flows of non-Newtonian fluids inside non-circular 
ducts has been analyzed numerically and experimentally by severa! 
authors [1-5,7-9] . ln ali these works it is observed that heat "transfer to 
non-Newtonian flows is quite different from Newtonian heat transfer. 

There are two distinct effects that influente this behavior, name­
ly, the viscosity dependente on shear rate (shear thinning or thick­
ening fluida), and secondary flows caused by elastic effects (normal 
stress differences). 

Severa! fluids do not show elastic effects. Some authors analyzed 
this kind of fluids flowing inside rectangular ducts (e.g., [1-3]) and 
observed that for shear thinning fluids heat transfer is greater than 
for Newtonian fluids. For shear thickening fluids, the opposite trend 
is observed. 

Viscoelastic fluida show both viscosity dependente on shear rate 
and elastic behavior. ln order to model this kind of fluida it is neces­
sary to use more complex constitutive relations, like retarded motion 
expansions, differential or integral modela [6]. 

ln thia work the Criminale-Ericksen-Filbey (CEF) equation was 
employed as a constitutive relation. This equation is similar to a 
aecond grade fluid except for the dependence of the material func­
tions on the shear rate. It is an attractive choice for this problem 
because it is perhaps the simplest constitutive equation that can pre­
dict both shear thinning ( or thickening) and non-zero second normal 
stresa differences. The latter is related to the driving force that causes 
secondary flows in non-circular ducts. 

Townaend et. ai [7] and Gervang and Larsen [8] analyzed the be­
havior of viscoelastic flows inside rectangular ducts. They obtained 
numerical resulta using the CEF equation in order to analyze the 
streamlines of the flow. Townsend et. ai [7] obtained resulta for a 
square duct. Their resulta showed eight 'vortices arranged symmet­
ricaly in a transversal duct section. Gervang and Larsen [8] noted 
that, as the aspect ratio is increased, the vortices become different in 
shape, strength and size. Results were obtained for different values of 
the firat and second normal stress coefficients, and it was shown that 
the vortex intensity is strongly affected by the second normal atress 
coefficient. Townsend et. ai [7] also noted that the vortex intensity is 
slightly affected by the first normal stress coefficient. 

Hartnett and Kostic [9] compared experimentally the developing 
flow of viscoelastic and Newtonian fluida inside rectangular ducts, in 
the presence of natural convection. They noted that Nu values are 
larger in non-Newtonian fluida. Their resulta suggested that sec­
ondary flows are responsible for the heat transfer enhancement ob­
served. 

This paper reporta a numerical investigation of heat transfer to 
viscoelastic liquida flowing in a rectangular duct. lt will be shown 
that the secondary flow is indeed the enhancing mechanism for heat 
transfer, and that the Nusselt number dependa on the duct aspect 
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ra.tio in a different fashion as compared to the trends observed for 
Newtonian fluida. 

ANALYSIS 
The problem under study is depicted in Figure 1. 

qw(a), Tw(z) qw(a ), Tw(z) 

Hl 

ftt 
qw(x),Tw(z) qw(x),Tw(Z) 

Fig. 1: Schema.tics of the problem 

The geometry consista of a duct of axial length L and a rectan­
gular cross section with aspect ratio a = a/b. The flow is considered 
to be hydrodyna.mically and therma.lly developed. Thus, velocity and 
dimensionless temperature profiles are the sarne in ali cross sections 
along the tube length. This allows the flow to be treated as two­
dimensional, and the conservation equations are elliptic. 

The conservation equations of mass, momentum and energy are 
the system of non-linear partia! differential equations to be solved. 
The energy equation is not coupled with the others, since neither nat­
ura.! convection nor tempera.ture-dependent properties were consid­
ered . The flow is assumed to be laminar, steady and fully developed, 
and the fluid is incompressible. 

Then, the mass conservation equation can be written as: 

(1) 

where u and v are respectively the transversal and vertical compo­
nente of the velocity vector, v = uê% + vêu + wê •. 

The three components of the momentum equation are given by: 

p(uau +vau)=- ap- (aru + ar%11) 
ax ay ax ax ay 

(2) 

( 
8v 8v) 8p (ar%11 8ri/U) pu-+ v- = --- -- + -- - pgy 
ax ay ay ax ay 

(3) 

p(uaw+vaw) =- ap- (arzz + 8ry.) 
ax 8y az ax ay 

(4) 

where 8p/8x, 8pj8y and 8p/8z are pressure gradient components, 
r;; are components of the extra.-stress tensor, r, and p is the fluid 
density. 

The energy conservation equa.tion can be written as: 



where c is the specific heat of the fluid, k the heat conductivity, Dn 
the duct hydraulic diameter and Ui the fluid average axial velocity. 

As mentioned earlier, the CEF equation was employed to sim­
ulate the non-Newtonian viscoelastic behavior of the fluid. ln this 
case, the extra-stress tensor becomes 

r= -ry(i')..Y + ~ \111 bh(3( - \112(1')-Y (6) 

where ..Y := grad v+ (grad v )T is the rate-of-deformation tensor, and 

D' 
'J(3) := D;- [(gradv)T ·i+ '1· (gradv)] (7) 

is the second rate-of-strain tensor. The quantities ry(i'), 1111 (1') and 
1112(1') are respectively the viscosity, first and second normal stress 

coefficients. The deformation rate, "y, is defined as "y := V~ tr..Y2
. 

ln order to simplify the numerical solution, the extra-stress ten­
sor r was split in a Newtonian part (N) and a non-Newtonian (poly­
meric) part (P): 

rN = -ry(i')-1 rP = ~~~~1("rh(2J- lli2bW (8) 

The material functions ry(i'), 1111 (1') and 1112 (1') were chosen as foliows: 

ry("y) = ~10iao+adlog"f)+a,(log"f)'+a 3 (Iog"f)'l 
I 

(9) 

where a0 = -0.932, a 1 = 0.621, a2 = -0.0688 and a3 = 0.0195. 
This viscosity function corresponda to a polyacrylamide solution [9], 
whereas the first and second normal stress coefficients were taken as 
constants for simplicity. It is known that 1112 for polymeric solutions 
are typicaliy in the range -0.251111 < 1112 < -0.1111 1 [6]. Thus, the 
values of the first and second normal stress coefficients used in ali 
cases investigated here were such that 1112 = 0.15111 1 . 

Owing to the symmetry of the problem, only one quarter of the 
domain was solved, namely, the upper right comer. 'The appropriate 
boundary conditions for the problem are shown in Figure 2. 

aw av 
a-x=ax=o,u=o 

aT 
ax= o 

I 
I 
I 
~ 

I 

T=Tw(z) 
u=v=w=o 

y~ _'\ __ _ 

aT aw au --=--=--=o,v=o 
ay ay ay 

u=v=w=o 
Qw=o 

Fig. 2: Boundary conditions 
The usual impermeability and no slip conditions are used for 

velocity at the walls, and symmetry conditions are imposed at the 
centerlines. 

The duct is externaliy heated at the upper and lower walis such 
that the heat flux at these walis, qw (x), varies crosswise but is con­
stant in the axial direction. On the other hand, the temperature at 
the upper and lower walis, Tw ( z), is uniform in the crosswise direc­
tion, but varies in the downstream direction. The vertical walls are 
adiabatic. ln the heat transfer literature this the so calied H1 thermal 
boundary condition. 

NUMERICAL SOL UTION 

The differential equations (1-5), together with the respective 
boundary conditions, were solved numerically via the finite-volume 
technique described by Patankar [10]. The SIMPLE algorithm was 
adopted to handle the coupling of the momentum and continuity 
equations, whereas the line-by-line Thomas Algcrithm was used to 
solve the discretized equations. 

Extensive mesh tests showed that uniform grids performed better 
in this problem than non-uniform ones, due to its high complexity. 
The meshes utilized were: 22x22 for a= 1; 24x18 for a= 2 and 
24x 16 for a = 4. Errors within ~ 1 % for Nu and f R e values were 
typicaliy obtained for Newtonian flows with these meshes [11]. The 
mesh validation for non-Newtonian cases was done by comparing the 
results obtained with these meshes with corresponding ones obtained 
with finer meshes (32x32 for a= 1; 40x26 for a= 2 and 42x26 for 
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Ci = 4). The percent deviation in (tPmux - tPmon) values were of the 
order of 5%, and in Nu values were less than 0.2%. 

Some difficulties in convergence were caused by the highly non­
linear character of the equations of motion. ln order to overcome 
these problema and obtain a converged solution, a zero-th order con­
tinuation procedure in 111 2 was employed, starting from the solution 
for the Newtonian case. 

RESULTS AND DISCUSSION 

The Reynolds number is defined as: Re = pwDn/'lo, and the 
Prandtl number as: Pr = ry 0 c/k; 'lo= ry("r = 0.03). 

Ali the results presented in this paper pertain to Pr = 1827. 
Some typical flow patterns are shown in Figs. 3-5 for ducts with aspect 
ratios a= 1, 2 and 4 respectively, whereas the other parameters were 
kept at Re = 27.6, 1112 = -5. X w-s and IIII = 3.33 X 10- 4 . 

Fig. 3: Streamlines for a = 1 

Fig. 4: Streamlines for a = 2 

Fig. 5: Streamlines for a = 4 

The streamlines shape is in agreement with [7,8]. lt is noted that 
as the aspect ratio is increased, the negative vortex becomes smaller 
in size, whereas the positive vortex increases to occupy almost ali the 
domain. lncreasing 1111 2 1, it was noted that the streamlines shape are 
the sarne but the vortex intensity is different. 

Hartnett and Kostic [9] obtained experimental results of heat 
transfer for developing flow of a viscoelastic liquid in a 2 x 1 rectan­
gular duct with mixed convection. They showed that Nu numbers for 
non-Newtonian fluids are larger than for Newtonian fluids. This be­
havior is also observed in this work, and even the order of magnitude 
of the heat transfer enhancements are the sarne in some of the cases 
investigated. However, a direct comparison between the present re­
sults and the ones by Hartnett and Kostic [9] is not possible because 
the normal stress coefficients of the ftuid used in their experimenta 
are not known. 

The following results show how the Nusselt number, Nu, and 
the intensity of the secondary flow vary with (i) the aspect ratio, 
a, (ii) the Reynolds number, Re, and (iü) the material functions 
111 1 and 1112 (first and second normal stress coefficients, respectively). 
The intensity of the secondary flow is characterized by the difference 
between the extreme values of the stream function, tPmax -- tPmin. 



1/Jmax is the maximum value at the 'positive' vorte;x:, and 1/lmin is the 
minimum value, at the 'negative' vortex. 
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Fig. 7: (1/lm«x -1/lmin) X l'11 2l for a= 1,2,4 

Figure 6 illustrates how Nu varies with 1'1121 (o r ftuid elasticity), 
for Re = 27.6 and three different aspect ratios. The corresponding 
values of (1/lmax -1/lmin) are shown in Figure 7. 

A comparison of Nu v alues obtained for the Newtonian case 
(Nu = 4.1 for a = 1; 5.2 for a = 2 and 6.3 for a = 4) to non­
Newtonian values in Fig. 6 shows that non-Newtonian Nu values are 
much larger. Also, it can be verified that the presence of secondary 
flows is the cause for this increase in heat transfer. 

For '11 1 = W2 = 0. (i.e., zero normal stress differences and no 
secondary flows) and q("t) (i.e., a shear rate dependent viscosity), 
Nu is just a little larger {less than 5%) than in the corresponding 
Newtonian cases. For 1{/2 varying from - 10- 6 to - 5 x 10- 4 , the 
increase in Nu values varies from 6% to 275% for a= 1; frorn 38% 
to 230% for a= 2; and frorn 33% to 130% for a= 4. Then, it can be 
noted that the effect or the shear-thinning viscosity in heat transfer 
is very srnall as cornpared with the secondary flow effect. 

Frorn Figs. 6 and 7 it can be verified that the Nu curves h ave 
the sarne qualitative behavior as the ( 1/Jmax - 1/Jmin) curves, further 
confirming that the heat transfer enhancement is due to secondary 
flow effects. Another result obtained frorn these figures is that for 
smalll W21 ( or low elastic effects), Nu is larger for larger aspect ratios, 
as occurs for Newtonian flows . ln the high lw21 range, however, a 
different trend is observed. The Nusselt nurnber increases as the 
aspect ratio is increased frorn a = 1 to a = 2, but then decreases 
when the aspect ratio is further increased frorn a = 2 to a = 4. 
These results irnply that, for a given fluid (w 1 and 1}12 fixed) and a 
given Re, there is a criticai aspect ratio that corresponda to rnaxirnurn 
heat transfer. 

The trend described above can be explained as follows. For low 
1'11 2 1, secondary ftows are weak for ali aspect ratios, and the behavior 
of Nu values is essentially the sarne as for Newtonian fl.ows. Narnely, 
Nu is a monotonically increasing function of a. ln the absence of 
secondary flows, heat transfer in the cross section plane occurs by 
conduction only, and, as the heated walls approach each other (with 
increasing a), they irnpose larger ternperature gradients in the fluid. 
Since Nu is essentially a dirnensionless ternperature gradient at the 
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wall, this explains the trend observed in the Newtonian case. 
As IW2 1 is increased, the secondary fl.ow gets more intense, be­

corning responsible for a large ( convective) portion of the total heat 
transfer. However, as the heated plates get closer together, a viscous 
resistance to the secondary fl.ow comes into play, tending to decrease 
the intensity of the vortices and hence heat transfer. 

lt is also seen in Figs. 6 and 7 that ( 1/lmax - 1/lmin) decreases in 
the range of higher values of 1'1121. This indicates that the elastic force 
which drives the secondary flow decreases after sorne criticai value of 
1'1121, o r else a rnonotonically increasing or at most asyrnptotic be­
havior would be expected. The reason for this is related to the first 
normal stress coefficient, 1}1 1 • Since W 1 and 1}/2 are proportional to 
each other, in the high Jw2 1 range 1}1 1 is also large. As it will elabo­
rated at the end of this section, the driving elastic force decreases as 
1}1 1 is increased, which explains the observed trend. Due to flow pat­
tern differences the rnaxirna occur at sornewhat higher IW2I's for the 
Nu curves, as cornpared to the corresponding ( 1/lmax - 1/lmin) curves . 

ln Figures 8-11 Nu and ( 1/lmax - 1/lmin) are given as functions 
of 1'112 1, for four different Reynolds nurnbers. Results in Figs. 8 and 
9 pertain to a = 1, whereas in Figs. 10 and 11 the results are for 
a = 2. The first comrnent about these results is that the qualitative 
behavior is about the sarne for both aspect ratios . 
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Interesting trends are observed in these figures. ( tPmu - tPmin) 

increases with I w2 1 up to a certain value, and from that point on 
it starts decreasing monotonically with I W2 1. Therefore, the curves 
for ( tPmax - tPmin) present a maximum. It seems that similar trends 
would be observed in the Nu curves, which is reasonable to expect, 
but many of the maxima would occur outside the range shown in 
Figs. 8 and 10. Moreover, Figs. 9 and 11 show that, in most cases, 
larger maximum values of ( tPmax - tPmin) are reached for the lower 
Recurves . 

lt is perhaps worth recalling at this point that Nu is a con­
stant, irldependent of Re, when the fluid is Newtonian, regardless 
the intensity of the axial flow . Therefore, it is readily seen that the 
non-Newtonian effect on heat transfer is very strong. 

There are two important and opposite forces that affect vortex 
intensity. One is the elastic force, dueto the normal stress imbalance 
I W2 1, and the other is the shear, or viscous force. The elastic force 
increases with lw2 1 up to a certain point, when the W 1 effect takes 
over. Then, it reaches a maximum and decreases henceforth. The 
viscous force always act against the motion, and increases at higher 
and higher rates as the vortex intensity increases. 

ln this manner, when both Re and IW2I are small, the secondary 
f!ows are weak, and the viscous action does not play a significant 
role. Therefore a monotonic increase of Nu and (tPmaz- tPmin) with 
these two parameters is observed when they are both relatively small. 
As Re (or IW2 1, up to a certain value) is increased, however, the 
secondary f!ow gets stronger, and the viscous force becomes more 
and more important. Therefore, the slope of the curves in Figs . 8-11 
decreases with lw2 1. F'ilrther, it starts decreasing earlier for higher 
Re's, when vortex intensity is higher for a given value of I W2 1. 

Figures 8- 11 also show that (tPmax - tPmin) and Nu present a 
maximum at some value of IW2 1, beyond which it starts decreasing. 
This is due to a decrease in the driving elastic force , which occurs 
when W 1 reaches high values. Mild changes in flow pattern are the 
reason for the maxima to occur at somewhat higher I W2 1 's for the Nu 
curves, as compared to the corresponding ( tPmax - tPmin) curves. 

To explain why in most cases the maximum value of ( tPmax -
tPmin) is larger for lower Re's, it is speculated that the W 1 effect 
mentioned above is amplified as Re is increased. One exception to 
the observed trend is given by the curve for Re = 13.8 in Fig . 10. It 
seems that in this case the elastic force starts decreasing due to the 
wl effect because wl itself reached high values, even before a high 
enough secondary flow intensity was achieved to invoke significant 
viscous action . 

As mentioned above, increasing the first normal stress coefficient, 
W1, tenda to decrease the driving elastic force. Actually, this fact was 
used above to explain certain trends. ln arder to better assess this 
behavior, some extra cases were investigated in which W1 and W2 were 
decoupled. The results obtained are shown in Table 2. It becomes 
clear from these results that increasing W1 inhibits the secondary 
flows, and hence heat transfer. 
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Tablel: Effect of W1 

R e w~ Wt Nu (tPmas- tPmin} 

23 -to- 6 o. 12.84 2.12xlo-s 
23 -lo- 6 6.67x 10- 6 12.79 2.09xlo-s 
23 -5 X 10- 4 1.5xlo-s 20.81 4.77xlo-s 
23 -5 X 10-' 3.33xlo-s 16.67 2.70x to-s 

CONCLUSIONS 

The flow of non-Newtonian fluids inside rectangular ducts has 
been investigated. The governing differential equations of mass, mo­
mentum and energy were solved numerically by a finite volume tech­
nique. The viscoelastic behavior of the flowing fluid was given by the 
Criminale-Ericksen-Filbey (CEF) constitutive relation. 

Secondary flows are caused by the second normal stress differ­
ence . Other parameters influence secondary flows, such as the aspect 
ratio, the Reynolds number and the first normal stress difference. 
However, the second normal stress difference plays the dominant role. 

The dependence of the secondary flows and heat transfer on 
these parameters was investigated. It was found that heat transfer 
is strongly enhanced by secondary flows, Nusselt numbers reaching 
values as large as three times the corresponding Newtonian ones. 

Perhaps the most interesting finding is related to maximum heat 
transfer that was shown to occur for some combinations of parame­
ters. This implies that there are optimal aspect ratios and Reynolds 
numbers in the sense of maximum heat transfer, which depend on the 
fluid's mechanical behavior. Obviously this fact might be explored in 
future thermal designa of certain industrial processes. 
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RESUMO 

O presente traba~ho descreve uma investi~ação de cardter 
ntanérico-experimentaL referente ao escoamento confinado de um f~ui..do 
poLimérico em presença de uma obstrução ~oca~i..zada de ~randes 
dimensões. Diversas condições de escownento são estudadas permitindo 
avaLiar a infLuência da obstrução em adimensionais de interesse 
tecnoLó~ico. O tamanho da obstrução ~ caracterizada pe~as razões de 
as[----ectc- ~eométrico Ca/R e l / R :J que variaram de 0,1 < a/R < 0,98, 

o o o 

INTRODUÇÃO 

O , 1 < l / R < 1 , O. 
o 

O escoamento de f 1 ui dos poli mér i c os em 
presença de obslruç~es encontra inúmeras 
aplicaç~es em ciência e tecnologia (Pereira 
(1992), Harnoy (1989), Drew C1988) ele). Em 
outro trabalho dos mesmos autores CPereira 
et al. ( 1991)), o assunto do escoamento em 
presença de uma obstrução localizada foi 
tratado, porém restrito ao caso de fluidos 
newtonianos. 

No presente trabalho, o método numérico 
foi generalizado para fluido de natureza 
nlo -newloniana do tipo puramente viscoso. O 
algoritmo computacional foi qualificado à 
1 uz de exper i menl o s i nédi los que envolvem 
sistemas fluido partículas. 

Soluções poli mér i c as de Carboxy Melhyl 
Cell ul ose com comportamento pseudopl ás ti c o 
foram utilizadas nos experimentos. 

O PROBLEMA FlSICO 

A Fig. 1 caracteriza o problema fisico 
em questão: o escoamento confinado de um 
fluido na presença de uma obstrução 
localizada. O fluido é polimérico e a 
obstrução imposta a o escoamento é 
ma ler i ali zada pela presença de um c i 1 i ndro 
posicionado ao 1 ongo do eixo do duto. A 
razão de aspecto a / R

0 
estabelece a escala 

para quantificar a magnitude da obstrução. 

r - - - - - - - -~ w 
I I 

+ 1 ·r. -- - ----, I 

~ ir-=J~~:- --
1 ~~: 
I I 

L-- - - - - - - - .,_:.Jw+ 

--obstrução ao escoamento 
(cilindro de raio a e comprimento D 

Fig. 1 Escoamento obstruido 
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Na forma compacta expressa pela equação 
C1), são estabelecidas as equaç~es de 

movimento. A escolha dos parâmentros C~. F~. 
p<P e G<P, per mi te recuperar a equação da 
continuidade e as equaç~es de momentum nas 
direções radial Cr) e longitudinal (z). 

ac vcp) ac ucp) vcp 
- c<P [ 

ô2cp 1 ôcp ô2cp ]= 
+ + --+ + 

ôr ôz r ôr 2 r ôr ôz2 

= Fcp + p<P + Gcp (1) 

As condicões de contorno referem-se ao 
não desl i zamenlo do flui do nas par ades do 
duto e da obstrução. Adicionalmente, 
considera-se que o campo de velocidade do 
fluido distante da obstrução pode ser 
substituído pelo campo de velocidade do 
escoamento não obstruido, exatamente 
conforme proposto· nas linearizações 
clássicas. 

O MODELO CONSTITUTIVO 

Foi utilizado no presente trabalho o 
modelo constitutivo Power-Law, para 
descrever a função viscosidade do fluido: 

2 
(2) 

sendo m o índice de consistência do fluido, 
n o expoente power-~aw e !Ir o segundo 

invariante do tensor da taxa de deformação. 



O CõDIGO NUMil':RICO 

As equaçeies de movimento, escri las na 
sua formulação divergente, são discrelizadas 
via Método das Diferenças Finitas supondo 
malhas não deslocadas seguindo tendências 
recentes CShi e Ren C1984) e outros). Após a 
lineariazação dos lermos de inércia via 
Método de Newton-Raphson, estes são 
discrelizados via esquema adaptativo de três 
pontos proposto por Braga C1990). Outros 
termos, incluindo os de difusão, são 
discrelizados via esquema central. Em ambos 
os casos, a discretização foi feita de forma 
a poder-se trabalhar com malhas não 
uniformes. Os termos relativos à função 
viscosidade do modelo constitutivo utilizado 
Cpower-!aw) foram tratados explicitamente. 

O delalhamenlo do método é apresentado 
em Pereira (1992). A equação da pressão foi 
obtida substituindo-se os componentes de 
velocidade, determinados nas equaçeies de 
momenlum, na equação discrelizada de 
movimento Ce.g.: Shi e Ren C1984) e Palankar 
(1980)). 

As condiçeies numéricas de contorno 
foram implementadas da forma clássica, sem 
dificuldades observáveis. O algoritmo 
numérico utilizado para resolver as equações 
é sequencial. Ele consiste em atualizar-se 
inicial mente o campo de pressões, vi a uma 
única iteração do Método SOR para, em 
seguida, determinar os novos valores do 
campo de velocidades através da solução 
simultânea das duas equações de momentum, 
pelo Método TOMA. O tamanho relativo da 
particula variou de a/R = 0,1 a 0,95. A 

o 
convergência do método sequencial foi 

definida através da tolerância 10-
5

, suposta 
suficiente para este problema. Tipicamente, 
cerca de 150 a 500 iterações foram 
necessárias para a convergência. 

O APARATO EXPERIMENTAL 

Por limitação de espaço, a descrição da 
técnica e do aparato experimental não :foi 
incluída, estando entretanto, disponivel em 
Pereira (1992). Basicamente, cilindros de 
polipropileno são utilizados para causar a 
obstrução do escoamento no qual são medidos 
e calculados a queda de pressão e a força 
atuante na parede confinante, devido, 
unicamente, a presença da obstrução. 

RESULTADOS EXPERIMENTAIS E NUM~RICOS 

A seguir são analisados os 
adi mensi onai s de interesse Ch.P+A/0, F+ /0 e 

v 

Cd) que relacionam :forças adicionais e 

outros parâmetros relevantes ao estudo da 
influência da obstrução no escoamento. 

O regime hidrodinâmico :foi 
caracterizado com base na dimensão 
caracteristica da obstrução e 
adimensionalizado com base em parâmetros 
reológicos do :fluido, segundo a expressão: 

R e 
p 

p V 2-n d n 
c c 

m 8n-i ( 3~~1 r (3) 
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A razão entre a :força de pressão 
adicional e a força de arrasto atuante sobre 
a obstrução Ch.P+A/0) :foi obtida 
experimentalmente para os casos de 
obstruções de geometrias esférica e 
cilindrica e :fluidos de natureza newtoniana 
e não-newtoniana. Já a simulação numérica 
objetivando a determinação de h.P+A/D :foi 
feita para os casos de obstruções 
c i 1 i ndr i c as e :f 1 ui dos newton! ano e 
não-newtonianos. 

A Fig. 2 apresenta o comportamento da 
razão h.P+A/D em :função da razão de aspecto 
a/R

0 
para o caso de obstrução cilindrica e 

fluidos de natureza newtoniana e 
não-newton! ana, par a baixo regi me 
hidrodinâmico CRe =1,0). De um modo geral, o 

p 

valor de h.P+A/D decresce de forma drástica e 
tende ao valor unitário em um deter mi nado 
valo r de a/R 

0 
que é cada vez menor à medi da 

que o expoente power-!aw decresce. 
Resultados numéricos e experimentais, 

não incluídos por limitação de espaço, 
mostram que o tamanho da obstrução l/R

0 
na 

direção longitudinal praticamente não a:feta 
o valor de h.P + A/D. 

Analogamente ao que foi descrito para a 
razão h.P+A/D, a Fig. 3 refere-se à simulação 
numérica e ilustra o efeito da razão de 
aspecto a/R no adimensional F+/0. 

o v 

A Fig. 4 apresenta o comportamento do 
coeficiente de arrasto CCd) em :função de 

a/R
0 

para o caso de particula cilindrica e 

:flui dos de natureza 
não-newtoniana para 
hidrodinâmico CRe < 5) 

p 

drástico aumento no valor 

newtoniana e 
baixo regime 

Observa-se um 

de cd à medida que 

cresce o tamanho da obstrução na direção 
radial. 

Ao contrário do ocorrido para as razões 
h.P+A/D e F+/D, a razão de aspecto l/R a:feta 

v o 
o coeficiente de arrasto para o caso de uma 
obstrução cilindrica em presença de :fluidos 
newtonianos e não-newtonianos, conforme 
ilustrado pela Fig. 5. Os resultados mostram 
que o tamanho da obstrução na direção 
longitudinal a:feta menos significativamente 
o valor de Cd que o aumento da obstrução na 

direção radial. 

Visualização Computacional. As Figuras 

6 e 7 mostram as linhas de corrente na 
vizinhança da obstrução ao escoamento para 
diferentes regimes hidrodinâmicas e 
diferentes razões de aspecto, evidenciando 
adequada sensibilidade do código numérico às 
especificidades do escoamento. 
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CONCLUSOES 

A despeito do enorme bloqueio imposto 
ao escoamento Ca/R

0 
> 0,7), o código 

numérico provou-se eficiente para calcular o 
escoamento polimérico de f.j.uidos power-Law 
em presenç'a de uma obstruç~o localizada . O 
algoritmo computacional foi qualificado à 
luz de experimentos inéditos e reproduziu 
resultados confiáveis compativeis com a 
banda de incerteza experimental, estimada em 
3~. 
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ABSTRACT 

The present work describes an 
experimental and computational investigation 
concerning the flow of a non-Newtonian fluid 
inside a tube, in the presence of a large 
located blockage. Aré considered "large" 
obstruction those having a / R

0 
> 0,7. 

Severa! block:age levels and different 
flow conditions were studied leading to the 
evaluation of the influence of the blockage 
under parameters of technological interest. 
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ESCOAMENTO DE UM FLUIDO DE MAXWELL 
ATRAVÉS DE CILINDROS CO-AXIAIS POROSOS 
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N:ste trabalho é desenvo.lvido um método de elementos finitos tipo misto para 
a ~oluçao de escoamento de f~u~dos ~e Maxwell em cilindros co-axiais porosos. Foram 
ut~l~-:ados eleme_ntos quadr~latera~s com aproximações quadráticas nas tensões e 
v:loc~dades, e l~near ?as pressões. O sistema não-linear resultante é resolvido pelo 
meto~o de Newton comb~nado com uma versão modificada do método frontal de resolução 
de s~stemas ~~neares. O programa de computador desenvolvido foi testado para os casos 
onde a den_s~âade . era nula para comparação entre a solução exata e numérica. um 
e~emplo fo~ ~nclu~do para demonstrar as capacidades do programa para a constante de 
v~scoelast~c~dade até 0.05. 

INTRODUÇÃO 

O problema de escoamento através de 
paredes porosas vem atraindo a atenção de 
engenheiros e matemáticos, em vista de suas 
múltiplas aplicações corno transpira.ção, controle 
de camada limite e resfriamento em reatores 
nucleares. 

Vários métodos aproximados têm sido 
utilizados, mas sempre impondo certas condições 
e restrições, extensos cálculos e 
sirnplif icações, corno o problema analisado por 
Huang (1974). Existem atualrnente vários 
programas para o cálculo de escoamento de 
fluidos Newtonianos pelo método dos elementos 
finitos. Tais programas exigem muito espaço de 
memória e tempo de cálculo. 

Neste trabalho, procurou-se desenvolver o 
método dos elementos finitos através da 
utilização da rotina frontal, que minimiza os 
requisitos da área de memória, sendo ideal para 
uso em micro computadores. 

O modelo utilizado para o fluidos é o de 
Maxwell (Chaves, 1987). 

De modo a validar o programa, são 
apresentados alguns problemas, bem corno urna 
avaliação crítica dos resultados obtidos quando 
comparados com soluções analíticas. 

FORMULAÇÃO DO PROBLEMA 

Vamos denotar G o tensor de tensões, p a 
pressão e T o tensor de extra-tensões definidos 
por 

G- -'-pi+ T ( 1) 

onde I é o tensor unitário. 
Para escoamento em reg irne permanente, a 

equação do momento tem a forma: 

- Vp + Vo T + f - p V VV (2) 

onde v é o vetor velocidade, l . é a força de 
corpo, l=(O,O,pg), pé a densidade, e g é a · 
aceleração devido a grav i dade. 

A equação da Conservação da massa quando 
p é constante é dada por: 

V •V- O (3) 

Corno equação de constituição nós usaremos 
o modelo convectivo de Maxwell dada por: 

T+À. (VVT-LT-TL 0 ) -21.1D (4) 

onde À. é a constante de viscoelasticidade, ~ é 
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a v i scosidade, L é o gradiente de velocidade e 
D é o tensor taxa de deformação (o Modelo 
Newtoniano corresponde a l- 0). 

Vamos tornar as equações (2)-(4) escritas 
e m coordenadas cilíndricas e considerarmos 
simetria axial. Tornando a forma fraca das 
equações (2) - (4) multiplicando-as por rt(x), 
r~(x) e re(x) respectivamente e integrando sobre 
o domínio o0 do escoamento obteremos: 

jnlf(xl{-'Vp+divT+l-pvVv}dtJ-o, Vljl JS) 
o, 

Jre<xldivvdõ-o, v~ r6J 
D, 

frcjl(x)ÍT+Á (VVT-LT-TLc) -2f1D}dtJ-O, V<!l 
D, 

( 7) 

Para obtermos aproximações de menor ordem 
para p, .urna integração por partes é realizada na 
Eq. (5): Tal procedimento faz com que surjam 
condições de fronteiras naturais: 

f {r [-pVljl + ( Vljl J T-"' { f- p v VVJ I + 
D, 

+ljl (T86 -p) lr-lj1Tzil18 }d6 - (8) 

-f rljl (i{ T-pif) dX -0 
c 

onde lr e 16 são vetores unitários ao longo das 
direções r e 6 em coordenadas cilíndricas. 

O termo 

(9) 

é a força de contato na fronteira com i{ a normal 
unitária na fronteira. 

Antes de discretizarmos as variáveis, nós 
tomamos T dado pela Eq. (4) e substituímos na 
Eq . (8) para obtermos: 

JDo{r [-pVljl+ (Vljl) (21JD-À (VVT-LT-TLc)) -ljr (f­
-pV'VV) I +ljl( {21JD ··À {VVT-LT-TL<) 88 )-

-p)lr-ljr ( (21JD-À. (VVT-LT-TLr)_...)16)d6-

-fcrljl {i}T-pij) dX- O (lO} 

O MÉTODO NUMÉRICO 

Para aplicação do método dos elementos 
finitos misto, o domínio Do é dividido em 
elementos quadrilaterais com nós nos vértices, · 



pontos médios dos lados e centro dos 
quadriláteros. Em cada um dos nós associamos um 
polinOmio de Lagrange quadrático por partes ~i 
e com os vértices um polinómio de Lagrange 
linear por partes ~i' 

As aproximações para V, p e T são dadas 
por: 

N 

v• = J.;_ v; cjiJ 
-1 

N 

T• =I;. T; cjiJ (11) 
-1 

• 
P"= k,_ Pi {t 

-1 

A substituição das expansões dadas por 
(11) nas Eqs.(6), (7) e (10) e tomando t =~=~i 
e ~ = ~-, obtemos um sistema de equações 
algébrica~ não-lineares de 9N+m equações em 9N+m 
incógnitas (3N velocidades, 6N tensões e m 
pressões), que representamos por: 

F( v; 1 Ti 1 Pi) =O (Eqs. (5), (6) e(B) J 

G( Vi, T;J =O (Eq. (10)) 

Para reduzirmos o tamanho das matrizes 
envolvidas desacoplamos o sistema em dois como 
se segue: 

Para n=0,1,2 ... , dado: 

T;<nl 

resolvemos: 

F( v; I T;<nl, Pil =O (12) 

e co~ os valores obtidos de: 

Vi=Vi <n> 

calculamos o novo: 

Ti,. Ti <n•ll 

através de: 

G( v;<o>, Til =O 
(13) 

O método de Newton é aplicado na Eq. (12) 
enquanto a Eq.(l3) é um sistema linear. 

Para fluidos Newtonianos, À=O e o sistema 
(12) se reduz a: 

F(Vi,Pi) :O 

A Eq.(l3) é usada somente quando queremos 
conhecer as tensões. Quando a inércia é 
desprezada ( p=O) o sistema ( 12) é também um 
sistema linear e somente uma única iteração no 
método de ·Newton é necessária para resolvermos 
o sistema (12). Nós resolvemos todos os sistemas 
lineares pelo método frontal idealizado por 
Irons (1970). 

O processo iterativo foi interrompido 
somente depois que os valores de T tivessem 
satisfeitos o seguint~ critério: 

<lxlo-4 (14) 

Critérios análogos foram exigidos para V e 
p. 
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RESULTADOS 

O programa desenvolvido a partir do método 
de elementos finitos descrito acima foi testado 
para dois problemas de escoamento com densidade 
nula, onde admitimos a viscosidade ~=1 e 
obtivemos as seguintes soluções exatas: 

ESCOAMENTO DE COUETTE 

u = o 

v=-5(~-r) 

w = o 

8 
T.o=J 

1 
r2 

À 8,16 
TII0=--9- r• 

com condições de fronteira 

z 

V =1 

Tre-8/ 3 

T .. = 6 , 16À 
9 

r=1 r=2 

p-0 

v .=-0 

Tr o-2/ 3 

T.., = ~ 
9 

{15) 

r 

Figura 1 - Condições de Fronteira do 
Escoamento Couette 

ESCOAMENTO ANULAR 

u = o 

v = o 

w=1- ln r 
ln 2 

-1 
Trz= r ln 2 

2À 
Tzz= r• (ln 2) • 

com condições de fr o ntr • · · ~ 

(16) 



z 

w=1 

'Tr""Z=~ 
ln2 

Tzz • Zl. 

p:O 

W= O 

Trz- ....=...:!_ 
21n2 

L
( In 2)' Tzz• 2!1~ 2 )' 

- ·-~ r 
r=l 

Figura 2 Condições de Fronteira do 
Escoamento Anular 

Os dominios para os testes foram 
discretizados usando 2 malhas diferentes, com 9 
e 16 elementos. 

Os resultados obtidos são apresentados 
comparativamente nas Tabel as 1 e 2. 

Pode-se verificar que a discretização do 
dominio em 9 (3x3) elementos já proporciona uma 
solução bastante precisa. 

Tabela 1. Erros em u, v e w para Escoamento 
de Couette (9 e 16 elementos) 

~). 0.0 0.01 0.1 

9 elem. o 7xlo·5 lxlo- 4 

---------- ---------- ----------- ----------u 
5xlo· 6 4xlo· 6 16 elem o 

9 lxlo ·B 3xlo·S 2xlo·3 

---------- ---------- ----------- ----------v 
1x10-9 7x lo· 7 6x lo· 4 16 

9 o 2x1o· 6 1x1o·S 
---------- ---------- ----------- ----------w 

1x1o·8 2x 10-6 16 o 

Tabela 2. Erros em u, v e w para Escoamento 
Anular (9 e 16 elementos) 

~-). 0.0 0.01 0.1 

9 elem. 5x1o· 5 6x lo · 5 8x lo · S 
---------- ---------- ----------- ----------u 

5xl0·7 7xlo· 6 3xlo·6 16 elem 

9 o o o ---------- ---------- ----------- ----------v 
16 o o o 

9 1x1o· 5 2x1o·5 4x1o·• 
---------- ---------- ----------- ----------w 

2xlo·5 4xlo· 5 7xlo· 5 16 

O PROBLEMA DE PAREDES POROSAS 

O problema de esc~amento de um fluido de 
Maxwell . através de cilindros co-axiais porosos 
representa um exemplo de aplicação do programa 
desenvolvido para situações maia gerais: 

O CASO DO CILINDRO CO-AXIAL POROSO 

Condições de fronteira 

583 

tr:O 
v n O 

t.z:-o 

u=O 

+ teneoae 1 f vree 

P-0 

u--1 

v-0 Tensoes 
I lvr"" e:lía 

w=O 

v=O • t.ensoes livres 
w=-2/3 

Figura 3 - Condições de Fronteira para 
o Cilindro co-axial poroso 

A Tabela 3 mostra para uma rede de 16 
elementos os resultados apresentados para o caso 
do cilindro co-axial poroso. No problema de 
escoamento de Maxwell, através da t écnica 
frontal, o maior valor de À aceitável para o 
qual o método convergiu foi À= O. 05. O valor 
N0.06 não apresentou convergência de solução. 

Tabela 3. Resultados·· 

Residuos 

À. = 0.0 3 X 10·15 

À = 0.01 5 X 10· 10 

À = 0.02 8 X 10-7 

À = 0.03 2 X 10-6 

À = 0.04 7 X 10-5 

À. = 0.05 2 X 10 -4 

À. = 0.06 1 X 10- 1 

Os campos vetor iais relativos aos casos 
NO e À=0. 05 são mostrados nas Figuras 4 e 5. 

f- ... ... ... ... ... f- ._ ._ ._ ._ ._ f- f- f- .... .. • ... ... ... ... ... ... ... ... ... ... ... ._ ._ ._ +- f- ._, 
+- ... ... ... .... ... ... ... ... ... ... .... ... .... ... ... ... . 
+- .. .. .. .. ... ... ... ... ... ... ... ... ... ... ... ... 
f- ... ... ... ... ... ... ... ... ... ... ... ... ... ... ... ... c 

... ... ... .. ... ... ... ... ... ... ... ... ... ... ... 1- 1- c 

... .. ... ... .... ... ... ... ... ... ... ... ... ... ... ... .... c 

... ... ... ... ... ... ... /(' ... ... ... ... ... ... ... ... ... • ... ... ... .... .... ... .... /(' /(' ... ... ... ... ... ... ... ... .. ... .... .... .... .... .... .... .... ... ... ... ... ... ... ... ... • ... I(' .... .... .... I( .... I(' I(' I(' /(' ... ... ... ... ... ... c 

... I(' .... .... .... .... .... ........ .... ... ... ... ... ... 1- ... . ... ................ .... .... .... .... .... .... .;- ... .... ... ... ~- c 
I(' 1<'1<"1<'"1<' I(" t(' t(' t(' "' ... ... I(' ... .... ... .... ·-
I( i( I(' I( I(' t(' I( I( t(• t( t( t( ... I(' .... ... ... c .. 

J l('i(IC' t(' I( " " " " " " .. .. .... ... +- • .. 
• I<:' I<' " ot " J J J J ~ 4 J J J " " .... 

Figura 4. Campo Vetorial para escoamento 
de cilindro co-axial poroso 

(À = 0 . 0) 
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Figura 5. Campo Vetorial para escoamento 
de cilindro co-axial poroso 

(À = 0.05) 

CONCLUSÕES 

O método dos elementos finitos foi 
desenvolvido para fluidos de Maxwell pela 
utilização da Técnica Frontal. Tal procedimento 
possibilita trabalharmos com pouca capacidade de 
memória, útil para microcomputadores . 

O programa desenvolvido foi testado em 
dois escoamentos de Maxwell com soluções 
analíticas conhecidas e a precisão dos 
resultados é satisfatório. 

o programa desenvolvido é bastante 
eficiente para os escoamentos de fluidos 
Newtonianos; porém apesar de obtermos soluções 
numéricas aproximadas razoáve i s para os fluidos 
de Maxwell, a análise não foi possível para 
valores de maiores do que 0,05 por encontrarmos 
soluções não convergentes. 
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ABSTRACT 

In this paper, a finite element method for 
the solution of the Maxwell fluid flow in porous 
coaxial cylinders is presented. Quadratic 
approximations are used for tensions and 
velocities while linear functions are employed 
for the pressure . The resulting non-linear 
system is sol ved by Newton' s method combined 
with a modified frontal technique for solving 
linear systems. The computers program developed 
was tested for the cases where the density was 
zero for comparison between the exact solution 
and the computed solution. A example was 
included to demonstrate the numerical program 
capabilities for viscoelastic constant jor the 
range (O, 0.05). 
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SUIIIIARY 

The ~ i xed convection characteristics of a non-Nertonian fluid contained in a square cavity is emtin~~· . ~h~ 
overnin conservat ion equat ions were solved nu1erically in the entire physJCal do11B1n by a control-vo1u.•e based . rnr e 

~ i fferen~e method. De ta i 1 ed ; nfor11at; on about the ffor and te11persture fi e 1ds is presented through stre11 11 nest~ ~~o~~er~ 
1ots res ective1y rnspect ion of the graphica1 resu1ts indicate the presence of brceUu1ar f1ors. at rnter1e "·e o 19 

~ay1e,igh n~llbers. I~ addition, g1oba1 heat transfer rates as a function of the contro11~ng geo11etrrc, hydrodyna11rc, the~~a1 
and rheo1ogica1 pars11teters are reported. For non-Nertonian f1urds wr.th and wrthout 11ovrng p1ates, co11parrsons rrth ear rer 
a na 1 yt ica 1, numer i c a 1 and ex per i11enta 1 da ta are 11ade whenever poss r b 1e. 

. NOMENCLATURE When any fluid is subjected to a 
temperatura gradient in a stationary cavity, 
natural convective motion is generated even 
for small temperatura differences. Normally, 
a single cell fills the cavity, and the 
corners act as passive regions for low Grashof 
number flows. Application of a shear force at 
the upper lid dramatically alters the buoyant 
flow structure in the cavity showing minicells 
at the corners. This configuration represents 
an important type of flow occurring in 
lubrication and manufacturing processes. 
Torrance et al. (1972) published the first 
numerical results for a buoyancy- and 1 id­
driven cavity. This investi~ation covered a 
range of Grashof numbers,-10 < Gr < 10 . The 
Reynolds number was fixed at Re = 100 whereas 
the Prandtl number typical of gases, Pr = 1, 
was assumed. These authors concluded that the 
combi ned effects on the flow were qui te 
different from the separata effects. Recently, 
Mohamad and Viskanta (1991) reported the 
second numerical results for a cavity driven 
by combined temperatura gradients and imposed 
lid shear. The cavity was filled with a liquid 
metal (Pr = 0.005, typical for sodium an~ 
tin). The Grashof number was fixed at Gr = 10 
and a range of Reynolds numbers were used for 
both aiding and opposing flows. Certain 
anomalous patterns exemplified the behavior of 
these low Prandtl number fluids. 

CP 
g 
Gr 
h 
fi 
k 
K 
n 
Nu 
NU 
p 
p 
Pr 
<lw 
R e 
t 
T 
u,v 
u,v 
uo 
x,y 
X,Y 
w 

specific heat 
acceleration of gravity 
Grashof number, eq.(9) 
local convective coefficient 
average h 
thermal conductivity 
consistency index 
power law index 
local Nusselt number, eq. (11) 
average Nu 
pressure 
dimensionless p, eq.(9) 
Prandtl number, eq.(9) 
wall heat flux 
Reynolds number, eq.(9) 
temperatura 
dimensionless t, eq.(9) 
velocities in the x- and y-directions 
dimensionless u,v, eq.(9) 
velocity of the upper plate 
coordinates 
dimensionless x,y, eq.(9) 
side of square cavity 

Subscripts 

c cold 
h hot 

Greek letters 

volumetric coefficient 
of thermal expansion 
dynamic viscosity, eq.(6) 
zero shear rate viscosity 
density 
shear rate 

I NTRODUCTION 

Non-Newtonian fluids are of conaiderable 
interest in the chemical, pharmaceutical and 
food industries. ln a review papar on the 
subject, Hartnett (1992) comm~nted that 
limited attention has been pa1d to heat 
transfer processes associated with these 
fluids although knowledge of its behavior is 
import~nt in the design of industrial 
equipment. 
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A review of the archival literatura 
reflects that non-Newtonian mixed convection 
in a cavity has not been studied and of course 
is not understood. ln fact, the nature of the 
flow is highly nonl inear and the competing 
viscous and gravitational mechanisms impede 
the use of superposition of two different 
flows. These mixed convection problems have a 
direct application in extrusion processes 
involving highly complex polymer1c flows. 

This papar introduces for the first time 
local and global analysis of non-Newtonian 
fluids confined to 1 id-driven cavities. The 
local analysis was done by displaying velocity 
and temperatura fields in the cavity. Global 
analysis was carried out by calculating the 
average Nusselt number of the cavity flow. As 
a first step, this investigation focuses on a 
two-dimensional numerical study for 



~orced/natural convection of a non-Newtonian 
fluid employing the convenient power law 
mode 1 . Among the many mode 1 s that h ave been 
used to describe the non-Newtonian behavior 
exhibited by certain fluids, the power law 
modal has received special attention (Bird et 
a 1. , 1 98 7) . As expected, the effect of 1 i d 
motion can be classified into two categorias: 
aiding ar opposing the buoyancy force. 

The numerical results were obtained using 
primitiva variables together with uniform 
finite volumes. To guarantee accuracy a 
deta i 1 ed exami nat i on of convergence was 
necessary because of the relatively larga 
value of the source term . 

PROBLEM DESCRIPTION 

The phys i c a 1 mode 1 cons i sts of a non­
Newtonian fluid confined to a square cavity in 
which the upper lid moves with a ·, canstant 
velocity u. The cavity is differentially 
heated, sue~ that the upper wall is maintained 
at a higher temperatura than the stationary 
walls. The problem will be considered as 2-0, 
steady and 1 aminar and the assoei ated 
coordinate system is depicted in Fig. 1. 

t h 
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Fig. 1 Diagram of cavity 
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The dimensional equations of mass, 
momentum and energy are expressed as follows: 

mass: 

.Ê.f!.E. + ap v _ 0 
ox iJy 

(1) 

x-momentum: 

aeuu + apvu _ -22 + ~("' au) 
~ oy ~ ox ~ (2) 

+ a ( au) + a ( au) + a ( av) õy~' õy ax~-' õx ay~' ãX 

y-momentum: 

a~~v + aw-

.22 + a ( av) + a ( av) 
- oy ax~' õx ay~-' oy 

(3) 

a ( õu) õ ( õv) - pg + ãX 1-L õy + õy 1-L õy 
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energy: 

, 
i 
! 

i 
' 

aput + aSvt _ ~ (....!.. at) + a (....!.. at) <4 > 1 
õx y ax CP ãX ãY CP ãX -

where the variables are clearly identified in 
the Nomenclatura. · 

As far as the physical properties ial 
concerned, they are assumed constant. For thei 
buoyancy component of the convect i ve f 1 ow, thei 
Bouss i nesq approx i mat i on is adopted, and the j 
density is given by the customary relation I 

P - P rer [1 - I! ( t - trerl 1 
(5) • 

Here P~f designates 
evaluated at an 
temperatura traf· 

the reference densi~ l 
appropriate reference t 

ln the mathematical modeling , the 
hydrodynamic boundary conditions are related 
to impermeable no-slip walls, except at the 
upper moving wall. For sake of generality, the i 
thermal boundary conditions are taken al i' 
isothermal. Since the heating is highly 
asymmetric, the computational domain cannot 
be simplified, and inevitably has to coincide 
with the physical domain. For ease of 
presentation the imposed boundary conditions 
are displayed in the accommpanying table 

Location u v t 

X = 0 o o te 
X : W o o te 

y = o o o te 

y = w uo o th 

V ISCOSITY MODEL 

Many fluids, particularly liquids, differ 
markedly from the Newtonian behavior and as a 
result, are termed non-Newtonian (Bird et al., 
1987). The development of appropriate 
const i tu v e equat i ons to de ser i be the stresa 
state of these 1 iquids remains an area of 
active research (and controversy). 

No theory is yet available that can 
adequately describe all of the observed 
phenomena in a variety of these fluida. 
Nevertheless, the power law modal is 
particularly convenient for preliminary 
analysis and has been used for this purpose. 
ln fact, for practical applications, the power 
law modal is a very good empirical represen­
tation of the viscometric data of many non­
Newtonian fluids. Therefore, as Bird et al. 
(1987) pointed out, this model should be 
viewed as a convenient empiricism for the flow 
characteristics as opposed to strictly 
constitutiva laws. Correspondingly, the 
v i se os i ty appear i ng i n the re 1 ati on between 
the shear stress and shear rate, is given by 

1-L - l'o i'n-1 (8) 



where 

t•l - ~ ! n -
(1) 

~ 2 
[ (~r + (~r J + ( ~ + ii r 

Thus, the expression for the viscosity, in 
terms of the velocity gradiente (in both 
directions), becomes 

{ [ ( au}:i ( av}:i ] ( au av):i} n;
1 

I' - I" o 2 ãX + dY + dY + ãX ( 8) 

From an engineering framework, use of the 
simpl istic power law modal providas a rapid 
first-order estimate of heat and fluid flow 
problems, because it portrays the physical 
trends and requires less effort and expense. 

NUMERICAL COMPUTATION ANO VALIDATIQN 

Using w, u and (th - t ) as reference 
quantities for fength, velociiy and tempera­
tura respectively, permits the variables and 
parameters to be rewritten as 

x- X Y• L u- u v- u 
I w w Uo li o 

T• 
t- te 

p- p Pr- l'oc, (9) ---1 
pu; I k tb- te 

Gr -
p~g~ (t;h-te)w3 

Re-
PUa IV 

I.L~ I.Lo 

Accordingly, the set of conservation 
equations can be accomodated into the general 
diffusion-convection equation: 

( 1 o) 

w~ere r"' and s,. denote the d iffus i on coeff i­
c1ent a~d the ~ource, respectively. 

The conservation equations were solved by 
the control-volume procedure (Patankar and 
Spalding, 1972). In this work, the algorithm 
was somewhat modified to accommodate the 
buoyancy force term and the terms account i ng 
for the shear rate .y. The SIMPLER algorithm 
( Patankar, 1 980) was ut i ·1 i zed to hand 1 e the 
pressure-velocity coupling and the block 
correction procedure of Settari and Aziz 
(1973) was incorporated to enhance the 
convergence. 

Relevant tests pertaning to the limiting 
situation o,f a Newtonian fluid are inevitable, 
where the parameters controlling the cavity 
problem are the Reynolds, Grashof and Prandtl 
numbers. At the beginning, uniform intervals 
were considered to establish grid independent 
results under the preponderance of forced 
convection (Gr = O). Table 1 summarizes the 
comparison of the maximum stream function for 
Re = 100 and 400 starting with a coarse grid 
of 12x12. In thi s regard, the resul ts of two 
meshes of 42x42 and 82x82 were compared and 
~vealed minor differences (relativa error = 
8~) in the streamlines. Therefore, it is 
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assumed that the 82x82 mesh is sufficient fine 
and the predictions were found to be accurate 
and . consistent. Additionally, solutions 
~bta1ned for an index n = 1 have been compared 
1n Table 2 against the benchmark calculations 
of ·Torrance et al. ( 1972) and Schrei ber and 
Keller (1983). The deviations seem to be very 
small for both Reynolds numbers. Therefore, 
the success of the code in simulating moderate 
forced convection in 2-D enclosures has been 
demonstrated. 

Table 1. Sena;tivity analysia of tha grid using -••x as a criterion 

R e 12x12 22x22 32x32 •2x•2 ...... 82x82 

100 0,0873 0.0977 0.1000 0.102 o. 103 

400 0.0665 0.0850 0.0984 0.101 0.110 

Table 2. Comparison of the numerical values of -tux 

R e Present Work Torrance et SChreiber and 
al. ( 1972) Keller ( 1983) 

100 0.103 0.101 0.10330 

400 0.110 ---- o. 11297 

PRESENTATION OF RESULTS 

For the general case of non-Newtonian 
fluids, in addition to the parameters Re, Gr 
and Pr, the power law index n plays a decisiva 
role. To save space, a limited set of results 
will be reported for pseudoplastic fluids 
(n < 1) only, although results for dilatant 
fluids (n > 1) have been generated as well. 

In general, the presence of viscous and 
gravitational forces in mixed convection 
problems can be classified into two distinct 
categorias: aiding or opposing. As expected, 
the mixed convection parameter Gr/Re2 controls 
this intricate combined flow. Correspondingly, 
when this ratio is greater than unity, the 
buoyancy forces are dominant and the influence 
of forced convection is negligible. In 
contrast, when the ratio is less than unity, 
forced convect ion outwei ghs the strength of 
buoyarcy. Obviously, for moderate values of 
Gr/Re (order of magnitude one), both effects 
compete on an equal basis. In addition, it 
should be underlined that when the fluid under 
study is non-Newtonian, the magnitude of the 
power law index n can be envisioned as another 
"force" affecting the fluid motion inside the 
cavity. 

Structures of the flow and thermal fields 
for a Newtonian fluid (n = 1) wherein Re = 100 
and Gr = O are included in Fig. 2 primari ly 
for comparison purposes. This case exemplifies 
a single primary eddy at the center and small 
secondary corner eddies. Temperatura fields 
exhibit a minute stratification where all 
lines are clustered in the 1/3 upper portion 
of the cavity. This format correlates closely 
with the corresponding flow patterns. 

Fig. 2 Streamlines and isotherms for Gr = O 
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8 
n = 0.6 

Results for ••ln are displayed in Table 3 
for a fixed Re, Re = 100, while the Rayleigh 
number and the index n are treated as 
parameters. Hera, we observe that for 
decreasing values of n the flow is retarded 
for I R a = 1 o41 and on -the contrary is 
accelerated for IRa= 1061. This behavior is 
indicative of the influence that n exerts as 
the "reigning force" on the flow circulation 
since the value of the parameter Gr/Re2 is 
exactly one. 

Table 3. Numerical values of .,; 11 for Re = 100 and Pr = 1. 

R a 
n 

10' 101 -10' -101 

1 .o - 0. 08095 - 0 . 04849 - 0.11620 - 0.32120 

0 . 8 - 0.06867 - 0 . 05188 - 0.10970 - 0.56040 

0.6 - 0.05531 - 0 . 05399 - 0.09959 - 0.66690 

0 .4 - 0.04072 - 0.05190 i - 0.07491 - 0.55130 

1 n retards 1 n accel . 1 n retarda 1 n accel . 

Table ~. Nusaelt number forRe= 100 and Pr = 1. 

R a 
n 

104 101 -104 -10' I 

1 .o 7.719 8.012 8 . 423 15.42 

0. 6 7. 513 8 . 428 8.371 18 08 

0 .6 7.287 8 . 771 8.248 28.52 

0 . 4 6 . 992 8 . 948 7,7 50 32.58 

Figs. 3 and 4 presents jtreamlines and 
isotherms for Gr = 10 and -10 and n ranging 
from 1 to 0.4. The evolution of the contour 
plots is self-explanatory and because of space 
restrictions is · not discussed in detail. 

For heat transfer calculations, the local 
Nusselt number is defined by 

Nu- h w 
lC 

W qw 
k(tb- te) 

( 11) 

From here, the average Nusselt number fffi is 
obtained by integrating the local values of Nu 
in the x- and/or the y-coordinate directions. 
Table 4 displays results for fffi versus the 
index n. For assisted or opposed values of 
IRa = 1041, the impact of n is practically 
nepligible. The same trend persists for Ra = 
10. Using a Newtonian fluid (n = 1) as a 
baseline case for a bufyancy opposed flow 
characterized by Ra = -10 , it is seen that NU 
increases significantly as n decreases. The 
re 1 ati ve heat transfer enhancement is about 
111~ for n = 0.4. Smaller values of n tend t9 
aid the buoyancy motion, which as Gr/Re 
reflects buoyancy forces are 100 larger than 
its viscous counterparts. 
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Abstract 

The effect of inertia Ín the steady laminar axisymmetric flow of a non-Newtonian fluid through 

a 4 to 1 abrupt contraction h as been investigated numerically. A simple generalized N ewtonian 

model proposed by Debbaut and Crochet was employed, and the conservation equations were solved 

with the aid of a finite volume tecnique. Flow patterns were obtained which are in good qualitatíve 

agreement with experimental resu.lts fou.nd in líteratu.re. For some values of the W eíssenberg num. 

ber, as inertia becomes important a lip vortex appears, which is shown not to be a purely elastic 
effect, but rather, a result of an interaction between inertia and 'elongation thickening.' 

Introduction 

The flow of viscoelastic liquids through abrupt contrac­
tions has been subject of a large number of recent studies, both 
experimental and numerical, dueto its importance in polymer 
processing and in other flow systems. Fairly recent reviews are 
available in [1] and [2] . ln particular, the 4:1 axisymmetric con­
traction has received great attention, mainly because the flow 
through this geometry was chosen by an international research 
group as a model flow to be used in validations of constitutive 
equations and numerical simulations [3] . 

The non-Newtonian mechanical behavior of polymeric liq­
uids leads to a completely different flow pattcrn when com­
pareci to the Newtonian flow. Depending upon the viscoelast ic 
characteristics of the fluid and on the flow rate, larger and 
stronger vortices, increased pressure drop, tridimensional and 
unsteady flow may be observed in flow regimes that do not 
occur with a Newtonian fluid (e.g., [4], [5]). 

ln spite of efforts of the ongoing re:;earch, a complete un­
derstanding of the fluid mechanics of this flow is far from be­
ing achicved. There is a number of basic issues that clearly 
need further clarification. For instance, it is presently ac­
cepted that the non-Newtonian effects mentioned in the pre­
vious paragraph are closely related to the fluid behavior on 
extension (e.g., [6], [1], [2] , [7]) . However, it is common prac­
tice to use as non-Newtonian parameter in experiments the 
Weissenberg number, which is proportional to À1i'o, where i'o 
is a characteristic shear rate and .\ 1 is the Maxwell relaxation 
time of the fluid. The hüter is defined as a ratio between 
two rheological quantities measured in shear ftows, namely, 
the first normàl stress difference 'l' 1 and the shear viscosi ty 17 
(i.e., .\1 = 'li I/2ry ) . Due to experimental difficulties , typically 
the ftuids are not characterized as far as their extensional be­
havior is concerned, and no parameter representing this fluid 
characteristic is specified. As a result, for two different flu­
ids, completely different flow patterns may be observed for the 
sarne Weissenberg number [8] . 

Another issue regarding this flow which awaits better un­
derstanding is the role of inertia in the flow pattern and in 
other viscoelastic features. Here both experimental and nu­
merical barriers make the task of studying systematically this 
effect a rather difficult one. With regard to experimental in­
vestigations , although it is well known that inertia plays an 
important role in flows of viscoelastic fluids [3], due to practi­
cal reasons normally the Weissenberg number is varied through 
the shear rate i'o, by means of flow rate variations (e.g., [7], 
[9]). Therefore, as W e is increased, the Reynolds number Re 
is also increased, i.e., both the elastic and the inertial parame­
ters are varied simultaneously. Hence, the separate role of each 
effect cannot be observed. 

Regarding numerical investigations, the difficulty in an­
alyzing inertial effects on this flow stems from the fact that 

589 

the partia! differential equations to be integrated numerically 
are rather complicated, even when inertial terms are neglected 
and when the simplest viscoelastic constitutive equations such 
as the upper-convected Maxwell or Oldroyd B models are em­
ployed. Issues such as change of type of governing equations 
[10, 11] and the development of numerical algorithms that are 
effective at reasonable cost [12, 13, 14] still represent challenges 
that have gathered most of the attention of the researchers 
in the field . Seemingly, including the additional complication 
brought by the presence of advection terms in the governing 
equations is a task to be addressed after reliable and relatively 
inexpensive creeping flow solutions are available. 

For these reasons , very few conclusive results regarding 
the role of inertia in this flow can be found in the literature. 
It is generally accepted that inertia inhibits the vortex activ­
ity and is co-responsible for instabilities [3, 5], but otherwise, 
little is known. ln the numerical investigation reported in the 
present paper, a simple generalized Newtonian model proposed 
by Debbailt and Crochet [15] is employed in conjunction with 
the complete conservation equations to analyze some new as­
pects of the inertial effects on this flow . Despite the simplic­
ity of the model, which allowed inclusion of advection terms 
in the momentum equations, it will be shown that a qualita­
tively correct flow field was obtained for steady flow. This is 
probably due to the fact that the non-Newtonian characteris­
tic that is apparently the most important in this flow, namely, 
an 'elongation-thickening' behavior of the viscosity function , is 
predicted by the model in the case of this axisymmetric fiow. 

Numerical studies that consider inertia in their calcula­
tions are reported by Choi et al. [16] for the Leonov-like Giese-
kus fluid and by Yoo and Na [17] for the Oldroyd-B fluid , both 
for the planar contraction case. It is interesting to point out 
that, as will be discussed !ater, these much more sofisticated 
models were not as effective in qualitatively predicting the flow 
pattern for the planar contraction as the Debbaut-Crochet in­
elastic model did in the present case of the circular contraction. 
More recently, Debbaut used a generalized Newtonian Model 
with a slightly different viscosity to analyse this flow [18]. 

Statement of the problem 

The problem under study is shown in Fig. 1. The geo­
metry consists of a tube of axiallength L and inner radius r 1 
whose downstream end is attached to another tube of smaller 
radius, r 0 . The length of the downst.ream tube is 2r0 , and it 
is positioned such as to share the sarne axis of the upstream 
tube. The velocity field is u = uex +ver, where ex and er are 
unit vectors in the axial and radial directions, respectively. 

At the inlet cross section, a parabolic axial velocity profile 
is imposed, i.e., 



f. 
L 2ro 

.j 

I 
I 
I 

clettachment 

!U=~u[l-C~J
2

] rl 

length 

t=o __ _ 
X 

Flow Direction 

Fig. 1 - Schematic of the problem. 
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ln this cquation, a = rifr0 , u is the average axial velocity 
at the downstrearn tubc, r is the radial coordinate, and x is tlw 
axial coordinatc. The origin of .x is locatcd at the contraction 
plane anel x inc:reases in the fiow direction. 

At the solid boundaries, the no-slip c:ondition ( u = v = O) 
is assurncd. Syrnrnetry boundary conditíons are imposeel at 
the centerline, namely, íJulíJr =O and v= O. At the outfiow 
boundary, it is assumed that the fiow is locally parabolic, i.c., 
Du I íJx = íJv I íJ:r = O. 

The eguations of motion anel constitutivc rnodel 

The fiow is assumcd to be two-dimcnsional, laminar and 
stcady. It is further hypothesized that the fiowing fiuiel is in 
compressible anel that tcmpcraturc is uniforrn throughout the 
How. 

For a generaliY-ecl Newtonian fiuid, thc extra-stress tensor 
T is rclated with the motior1 in the following manner: 

T = U + p1 = 1Ji', (2 j 

wherc i' = grad u + (grad u) t is the rate-of-deformation tensor, 
u is the total stn1ss, 1 is the unit tensor, ]! is the prcssun'. 
and 17 is the viscosity function. ln principie, 17 depends on tlw 
scalar invariants of,Y, namcly, I= tr,Y, II= tr·,Y 2

, and III= 
tr ,Y 3

. Assuming this typc of fluid behavior, the mornentum 
conservation equations hecmnc 

p(u.V')u = -V'p+ V'.(17i'l (3) 

where p is the mass density of the fiowing fiuid. 
Since for incompressible fiuids I = O, and for shearing 

and plane fiows III= O everywhcre in the flow, it is a rathcr 
common practic:e arnong users of the generalized Newtonian 
fiuid model to assume that the viscosity function 17 depcnds 
solely on the second invariant II, even for fiows whose third 
invariant III is not zero throughout the fiow. ln this case the 
assumption lcads to a prcdiction of a fiow field qualitativcly 
different from experimental obscrvations ( e.g., [4]) ln fa.ct, the 
dcpendcncc of 17 on I I alonc decreases the vortex size and 
intensity compareci to the Newtonian vortex [19]. 

Debbaut and Crochet [15] showed that the inclusion of the 
third invariant I I I on the viscosity function leads to qualita­
tively realistic predictions of the generalized Newtonian model 
for this fiow. The functional relationship was chosen so that 
the gcneralized N ewtonian model yields the sarne behavior in 
uni axial extension as the upper-convected Maxwell model [15]: 

"'o 
"'(f.) = 1- ÀÉ- 2(Àf.)2' 

. III 
€=­

II 
(4) 

The quantities "'o and À are the rheological constants of 
the model; !Jo is the viscosity at zero elongation rate, whereas 
the characteristic time À represents the sensitivity of the vis­
cosity function to the elongation rate. 
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The weakness of generalized Newtonian modcls whosc vis­
cosity function is of thc form 17 = 17( II, II I), like eq. ( 4 ), resides 
in the fact that their nice capability of responding to an exten­
sional flow kinematics is lost for plane fiows, where I I I = O. 
This represcnts an obvious loss of generality, which perhaps 
explains why they are seldom uscd. 

Some dimensiqnless quantities are now definecl, namely, 
thc Reynolds numbér, Re = plirol17o, tbe viscosity, 17. = 71/'lo, 
and the extension rate, i = É I 4-"Yo. Thc dimensionkss vcrsion 
of the viscos i ty function is 

T/•(f.) = 1 (5) 

where l/V e = 4À'"Yo is thc Vv'eissenberg number. It is worth 
noting that this function displays a singularity at i W c = 0.5. 
Thereforc, physically reasonahle results can only lw cxpected 
for dV e < 0.5, when the viscosity function is positive. ln the 
just mentioned range of validity of eq. (5), such type of clqH'll­
dencc of the cxtcnsional viscosity 17 E (E) = 317(f) on t llf' clonga­
tion rate is actually rcprcscntative of some materiais [20], and 
thcre is experimental cvidcnce ([3], [6]) that suggcst.s that such 
a stccp growth of 17 r;; is closcly rdated to vortcx cnhanccment 
in size and intcnsi ty. 

ln ordcr to asscss the rclat.ive importancc of inertial and 
non- r\ ewtonian effects on the prcscnt. fiow. solu tions were ob­
taincd for cliffcrent Reynolds aml \Veissenherg m1mhcrs. while 
thc dimcnsionlcss upstream tulw kngth and contradiou ratio 
werc lwlcl consta11t at L/r 0 = 13 nnd o= 4. 

Method of solut.ion 

The finitc-volumc mcthod desnilwd hy Patankar [21] has 
bccn employcd to intcgratc nunwrically the govcruing cqua­
tions presenteei carlicr. Sincc no nodal point is reqnircd at the 
nonna1ly problcmatic corner point, this mcthocl lwcomc~ par­
ticnlarly advantageous in this sense. A non-unifonn grid was 
employcd, with 50 X 26 nodal points in tlw axial anel radial 
directions rcspectivcly, conccntratcd in the rcgion where the 
recirculatiou occurs. 

To obtain a convcrgcd solution for thc velocity ficld. dif­
ficulties m cmn'crgcncc caused by tlw uonlincarity rdatccl to 
tlw viscosity function werT trcatcd a,; follows: (i) first the flow 
fidd is obtained for .' = O ( Ncwtonian solution ); (ii) wi th this 
vdocitv ficld, a E ficld and lwnce a viscosit.y ficld are cvaluatcd; 
(iii) wi.tlmut corrccting the viscosity fidd. during iterat.ions, a 
new convngcd vclocit.y ficld is obtaincd; (i v) stcps (ii) and 
(iii) are repeated until full convergence. Typically finnl conver­
gcncc was achicved in a total of a.hout one lmndrcd i ter a tions, 
including thosc nccded in the nlong·t hc-way convngcncies of 
stcp (iii). • 

N nnwriral 1mccrtainty 

The accuracy of thc rcsnlts obtained with the gri<l distri­
bntion utilizcd in the final runs was as:.;essed usinp; t lw smne 
grid-dcpendence tcst as in [23]. 

It was found that the numerical uncertaintv of the result 
for the typic:al case analyzed is 0.4% for tlw vm··t<·x sizc V. 

Result.s and discussion 
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Before procecding to the presentation of results, it 1s im­
portant to crnphasizc that in thc present analysis tlw \Veis­
senberg number has an unuRlW1 physical meaning, nmndy, it 
reprcsents the sensitivity of thc fiuid viscosity to extension. 
Tbercfore, quantitative comparisons betwecn thc results to be 
presenteei hcre and experimental rcsults available in the liter­
ature cannot be perforrncd dircctly. Meaningful comparisons 
would only be possible if extensional data wcrc available for the 
fiuids employcd in thc rcportcd cxperimcnts. Ouly upon eval­
uation of thc paramctcr À of cq. (4) with basis on cxtensional 
experimental data it would bc possible to determine at which 
valucs of W e the puhlished experiments were run. Unfortu­
nately, presently there is no reliable means of obta.ining steady nt 
extensional viscosity data, especially in the range of viscosities I lo 
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of the so called Boger fiuids [24,25]. V< 



1s now turned to some representative results 
ohtained with the formulation described in the previous sec­
tions. ln the following discussion, the dimensionless dettach­
ment length, V, is a useful quantity which helps in the de­
scription and characterization of the flow fields obtained. As 
mentioned earlier, it is defined as the ratio between the length 
of the secondary flow vortex from the contraction plane to its 
dettachment point on the wall of the upstream tube and the 
upstream tube diameter. 

The Newtonian case is firstly examined, i.e., the case of 
We =O. Figure 2 displays a small Moffat vortex (V= 0.17) at 
the comer, which remains unchanged as the Reynolds number 
is increased, until inertia starts to become important, which 
occurs between R e = 0.08 and R e = 0.8. At this Re level, the 
vortex size V starts decreasing as R e is increased. Moreover, 
the comer vortex region , delimited by the dettaclunent line, is 
concave in shape for all Re's investigated. These results agree 
very well with experimental observations (3] and with the nu­
merical prediction of Kim et al. (19] , considering the differences 
in numerical methods and especially in mesh refinement. 

Re = 0.008 

Re = 0.08 

Re = 0.8 

Re = 8 

Fig. 2 - The velocity field . W e = O 

As the Weissenberg number is slightly increased to W e = 
0.7, the flow pattern still exhibits Newtonian. fluid character-

1 istics. The shape of the corner vortex remams concave a?-d 
looks pretty much the Sél;me as in the Newto~ian flow, and m­
ertial effects start to be 1mportant at approx1mately the sarne 
value of the Reynolds number. However, a careful. comp.ari-

. son between both cases shows that (i) the vortex s1ze Y IS a 
· little larger for W e = O. 7 and (ii) it decreases faster w1th the 

Reynolds number once inertia starts to affect the flow pattern . 
Further increasing the Weissenberg number to W e = 2.1 

changes dramatically the flow field (Fig .. ~) .. The vo~t.ex; gets 
stronger and occupies a much larger regwn m the vt~tmty of 
the contraction plane which ranges from the protrudmg cor­
ner to the re-entrant ~ne. Moreover, its shape becomes convex. 
For srnall values of Re, i.e. , when inertia is negligible, the det-

1 tachrnent length is V = 0.26. Inertia beco'?es important for 
higher values of the Reynolds number, and mfluences the fl<?w 
pattern in a different fashion as compared to the lower Wels­
senberg number cases. As the Reynolds number is inc~e~d 
from Re = 0.8 toRe= 8, the large vortex is squeezed by mertJa 
a.gainst the contraction pl~ne, .and is broken into two smaller 
vortices. One of these vortices 1s located at the re-entrant co~­
ner and has a Newtonian-like concave shape. The other IS 

loc~ted dose to the protruding comer, and is the so-called lip 
vortex. 
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Fig. 3 - The velocity field . W e = 2.1 

The existence of the lip vortex and the co-existence of a lip 
anda comer vortex are well documented in the literature (e.g., 
(3], (7)). It is remarkable that a very simple, inel~tic. mode~ is 
able to predict the lip vortex while other formulatwns mcludmg 
inertia and more sophisticated constitutive models ([16], (17]) 
failed to reproduce this phenomenon observed experimentally. 
ln fact , as far as the present authors know, no previous nu­
merical simulation of flows of non-Newtonian fluids through 
abrupt contractions was successful in predicting the existence 
of the lip vortex. 

Because the only non-Newtonian feature of the present 
model is that it predicts elongation thickening, its lip-vortex 
prediction capability strongly suggests that the lip vortex ap­
pears as a result of an interaction between inertia and elon­
gation thickening effects . Therefore, it seems that it is not a 
purely elastic effect, as is commonly implied in the literature. 

When the Weissenberg number is increased to W e = 3.2 
(Fig. 4), the extensional effects further increase the comer vor­
tex, whose dettachment length reaches V = 0.33. Moreover, it 
seems that the vortex is less sensitive to inertia, and no lip vor­
tex is observed for Reynolds number values up to Re = 8. An­
other interesting fact is that the the vortex grows also inwards 
in the radial direction, partially blocking the flow exit. Ap­
parently, this last effect has not been experimentally observed, 
and therefore should be regarded cautiously until experimental 
evidence is available. 

Figures 5 and 6 illustrate further the results obtained. Fig­
ure 5 shows the dependence of the dettachment length on the 
Reynolds number, whereas in Fig. 6 the sarne results are pre­
sented as a function of the Weissenberg number. It can be seen 
from these figures that the vortex size increases as the Weis­
senberg number is increased. FUrther, it becomes clear that 
the onset of inertial effects is delayed to higher values of the 
Reynolds number as elongation thickening gets more intense. 
ln other words, the relative importance of inertia diminishes as 
the Weissenberg number is increased. This trend is in accor­
dance with expectations for the present formulation, because 
when the Weissenberg number is increased, the diffusion terms 
of the goveming equation also increase, and eventually become 
dominant. For comparison and validation purposes, the results 
of Kim et al. [19] for the Newtonian case are also plotted in 
Fig. 5. The results of Debbaut and Crochet (15] for Re = O, 
which woere obtained with the sarne model employed here but 
using a. different numerical approach, are also shown in Fig. 6. 
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Fig. 4 - The velocity fielel. W e = 3.2 
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Fig. 5 - Effect of Re on vortex size. 
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Fig. 6 - Effect of W e on vortex size. 

Concluding remarks 

The results reported in this paper suggest that general­
izeel Newtonian models with viscosity functions of the type 

:; = ·r1(I I, I I I) can be employeel as useful tools to examine 
more complex regimes of the axisymmetric fl.ow through con­
tractions, such as time-dependent and tridimensional regimes, 
leading perhaps to a better understanding of the wiele variety 
of fl.ow phenomena which are observed experimentally. The 
fact that ali the results presenteei here were obtained in ahout 
110 hours of computer time in a standard PC/ AT Imvl-type 
personal computer equipped with a math processar indicates 
that there is plenty of room for explorations into more involved 
problems before computer cost becomes a barrier. 
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SUMÁRIO 
O presente trabalho faz um breve estudo sobre o problema da modelagem da turbulência, emprega 

sete diferentes modelos algébricos de turbulência com a finalidade de compará-los e determina o 
comportamento típico da viscosidade turbulenta no interior da camada limite de um escoamento 
incompressível sobre uma placa plana. 

INTRODUÇÃO 

O fenômeno da turbulência, apesar de manifestar-se através da 
desordem e de grande complexidade, é estável e racional, conforme é 
afirmado por Hinze ( 1975). Isto permite uma descrição matemática dos 
escoamentos turbulentos. 

O problema consiste em resolver o sistema de equações que 
governa os escoamentos turbulentos, ·escritas com base nas três leis 
fundan1entais da conservação dos sistemas fisicos: conservação da 
massa, conservação da quantidade de movimento c conservação da 
energia. 

Os estudos e investigações sobre a turbulência, até hoje, não 
conseguiram desenvolver uma teoria que permitisse uma solução geral 
para os problemas que envolvem escoamentos turbulentos. Uma 
descrição matemática do escoamento cm todos os pontos no tempo e no 
espaço é impraticável, porém, o tratamento através de valores médios é 
possível, conforme foi estabelecido cm 1895 por Reynolds através das 
suas equações. Estabclcccu-sc, assim, o modelo matemático do 
escoamento médio turbulento. Desta forma passa-se das equações 
instantâneas que govcrnan1 os escoamentos de um modo geral, 
Equações de Navicr-Stokcs, para as equações médias de Navier­
Stokes, ou como são conhecidas, Equações de Reynolds . 

Existem diferentes técnicas de modelagem da turbulência que são 
classificadas de modo diverso por vários autores. Talves, a tentativa 
mais abrangente e sucinta de classificação seja a apresentada por 
Markatos (1986). 

Dentre os diferentes modelos de turbulência distinguem-se os 
modelos de transporte que formam a base do tratamento da 
turbulência pela engenharia (Russo, 1992). O ponto de partida de todos 
os modelos de transporte está na modelagem das quantidades 
turbulentas, cm termos de quantidades do escoamento médio. 

Na prática de cálculos de engenharia destacam-se os modelos 
que introduzem o conceito de viScosidade dinâmica turbulenta ou 
viscosidade efetiva, invocando a idéia de Boussinesq, introdutor deste 
conceito, que estabeleceu a hipótese de que existe uma analogia entre o 
movimento molecular e o turbulento (Hinze, 1975). 

A introdução do conceito de viscosidade turbulenta por si só não 
constitue um modelo de turbulência, é necessário que se consiga 
expressar a viscosidade turbulenta, J.lt, em termos de quantidades do 
escoamento médio. Isto pode ser feito de diversas maneiras e dá origem 
a diversos modelos de turbulência. Neste trabalho emprega-se apenas 
modelos algébricos, que não utilizam equações diferenciais parciais 
para modelar as quantidades flutuantes. Esses modelos empregam a 
hipótese de que as tensões turbulentas são função apenas do gradiente 
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de velocidades médias e de um comprimento de escala. Isto implica no 
equilíbrio turbulento, isto é, a convecção e a difusão turbulentas são 
pequenas comparadas com a produção e a dissipação que estão cm 
equilíbrio, e exige que o número de Reynolds do escoamento seja 
elevado (Bradshaw et ai., 1981), (Markatos, 1986). 

DEFINIÇÃO E FORMULAÇÃO DO PROBLEMA 

Atualmente a principal abordagem da Dinãmica dos Fluidos 
Computacional para solucionar escoamentos turbulentos, consiste em 
desenvolver métodos numéricos de solução das equações de Reynolds . 
Estas equações, além de envolverem termos que necessitam ser 
modelados ainda formam um conjunto dificil de resolver na sua forma 
completa; em geral exigem um grande esforço computacional, que 
mesmo para os supercomputadores atuais implicam em custos 
elevados. Surge, então, a necessidade de reduzir-se o esforço 
computacional na aplicação dos métodos numéricos. 

Alguns escoamentos de interesse da engenharia, apresentam 
características fisicas que permitem negligenciar certas quantidades do 
escoamento que têm pouca influência no comportamento global do 
movimento. Este processo introduz conceitualmente algumas categorias 
de escoamentos governadas por equações consideravelmente mais 
simples. Um desses escoamentos é o escoamento de camada limite, que 
ainda pode ser aliado a duas outras simplificações, a 
incompressibilidade e a bidimensinalidade do escoamento. 

No caso dos escoamentos de camada limite uma análise da 
ordem de grandeza dos termos das equações de Navier-Stokes permite 
que se despreze os termos de difusão (viscosa e turbulenta) na direção 
do escoamento principal, como é mostrado por Schlichting (1966). As 
equações de camada limite para um escoamento turbulento 
bidimensional incompressível são: 

di+& =0 
âr 0' 

iiai +vai =-.!_iP +~[(vt+v)ro] 
âr 0' pâr 0' 0' 

iP =0 
0' 

(I) 

onde vt e v são as viscosidades cinemáticas turbulenta e molecular, 
respectivamente. 



Este sistema de equações tem um caráter parabólico e está 
associado fisicamente a um problema de propagação da massa e 
dissipação da quantidade de movimento. Requer condições de contorno 
como: u("o,y)=U00 , u(x,O)=O, v(x,O)=O, u(x,oo)=Ue e p=p(x). As duas 

últimas condições devem ser supridas experimentalmente ou através de 
uma análise irrotacional do escoamento, pois o escoamento externo à 
camada limite, afastado da superficie sólida é suposto irrotacional e 
pode-se aplicar a equação de Bernoulli (fennekes & Lurnley, 1985). A 
pressão no interior da camada limite turbulenta pode ser igualada à 
pressão externa, numa mesma vertical, desde que não exista separação. 

Para resolver numericamente o sistema de equações (1) pode-se 
empregar o método da "caixa"de Keller, um método de diferenças 
finitas largamente empregado para resolver problemas de camada 
limite (Cebeci & Bradshaw, 1977). 

SOLUCÃO DA CAMADA LIMITE EMPREGANDO-SE 
DIFERENTES MODELOS DE TURBULÊNCIA 

Utilizou-se o algoritmo de Cebeci e Bradshaw (1977) para 
desenvolver um código computacional que permitisse incluir a predição 
da transição em função do nível de turbulência da corrente livre, 
baseado na formulação de van Driest e Blumer (Wells, 1967), e 
também permitisse o emprego de diferentes modelos de viscosidade 
turbulenta. Este código permitiu comparar sete diferentes modelos 
algébricos; a saber, os modelos de: van Driest (White, 1974), Cebeci e 
Srníth (Cebeci & Srníth, 1974), Baldwin e Lomax (Fletcher, 1988), 
Rotta (White, 1974), Reichardt (White, 1974), Deissler (White, 1974), 
e Mellor (White, 1974). Foram resolvidos escoamentos sobre urna 
placa plana com a finalidade de comparar-se os diferentes modelos de 
turbulência. As comparações dos diferentes modelos de viscosidade 
turbulenta foram feitas empregando-se um escoamento incompressível 
em regime permanente nas seguintes condições: ângulo de ataque nulo, 
Mach = 0.4, ReL = l.Ox107, dpgdx =O e transição imposta em 
xJL = 0.15 ou Recr(x)= l.4xl0 . Os resultados obtidos foram 
comparados com soluções da camada limite sobre placa plana. Na 
região laminar utilizou-se a solução de Blasius e na região turbulenta 
utilizou-se as equações serníempíricas de Prandtl, dadas pelos 
coeficiente de atrito local, Cf, e a espessura de deslocamento, o*. Essas 
equações são válidas para RCx~lxl07 e ajustam-se muito bem aos 
dados experimentais fornecidos por Schlichting ( 1966). 

As figuras que se seguem mostram a variação do Cfe do o* com 
o número de Reynolds e permitem verificar a concordância da solução 
numérica, obtida com o código computacional desenvolvido e os 
resultados das soluções de Blasius e Prandtl, comparáveis aos 
resultados experimentais acima referenciados. 
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Figura I. Variação do Cf e do o*, determinada com o modelo de van 
Driest. 
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Figura 2. Variação do Cfe do ó*, determinada com o modelo de Cebeci 
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Figura 3. Variação do Cf e do o*, determinada com o modelo de 
Baldwin e Lomax. 
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Figura 4. Variação do Cfe do ó*, determinada com o modelo de Rotta. 
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Figura 6. Variação do Cf e do o*, determinada com o modelo de 
Deissler. 
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Figura 7 Variação do Cfe do o*, determinada com o modelo de Mellor. 

Estudou-se os perfis de velocidade obtidos com todos os modelos 
de turbulência empregados e observou-se que apresentavam-se 
totalmente equivalentes, sem apresentar diferenças significativas. Por 
isso; a seguir, é apresentado apenas · um gráfico do perfil de 
velocidades, obtido somente para um determinado número de Reynolds, 
para o qual encontravam-se disponíveis dados experimentais. A figura 
8 pode ser considerada como representativa dos perfis obtidos com 
todos os modelos de turbulência . A figura mostra o resultado do perfil 
de velocidades turbulento obtido numericamente para Rex= I. 7x I o6 
comparado com dados experimentais de Nikuradse (Schlichting, 1966). 
Também mostra o perfil obtido para um escoamento laminar com o 
intuito de permitir a comparação dos perfis nos dois regimes de 
escoamento (laminar e turbulento), incluindo dados experimentais. A 
escala do eixo das ordenadas é definida através da variável de 
similaridade: 

TJ= y[U,/( v+ v1 )xt v, = O q<!2 esc. laminar 
1&.00 ..-------------, 

12.00 

'1 1.00 

4.00 

Re><=1 .7><1 o li 

- Num~rlca 
O Nik:uradse [Turb) 
A Nikurad se (lam) 

(2) 

Figura 8. -Perfis de velocidades turbulento e laminar. 

A comparação do perfil de velocidade obtido numericamente 
com os dados de Nikuradse teve por finalidade avaliar o desempenho 
do método numérico. Como os resultados obtidos com os diferentes 

595 

modelos de turbulência foram todos equivalentes, considerou-se que 
todos os modelos, em conjunto com o método, apresentam 
comportamento equivalente neste caso. 

Empregando-se o método da caixa de Keller foi possível 
estabelecer o comportamento da distribuição da viscosidade turbulenta 
no interior da camada limite. A figura 9 mostra os gráficos da 
distribuição de vtlv através da camada limite em quatro posições 
diferentes (estações x), para os modelos de Cebeci-Smith, van Driest, e 
Baldwin-Lomax. Não foram mostradas as curvas para os demais 
modelos porque não apresentaram diferenças significativas. Como as 
formas destas curvas apresentam aproximadamente um mesmo 
comportamento, mesmo quando o escoamento analisado é sobre um 
perfil NACA 0012 (Russo, 1992), aceitou-se a hipótese de que a 
distribuição é típica. 

venOrinl 

Figura 9 - Comportamento típico da viscosidade turbulenta 

CONCLUSÃO 

Os gráficos das figuras 1 a 7 mostram a boa aproximação dos 
dados de base experimental com as curvas obtidas numericamente na 
região da placa onde ocorre a turbulência, com o emprego de todos os 
sete modelos de turbulência empregados neste trabalho. Os gráficos 
mostram também a boa concordância do método numérico com a 
solução de Blasius na região laminar, Re(x):S:l.4x106. 

Os modelos empregados com o algoritmo de Cebeci e Bradshaw 
para obter os resultados mostrados nas figuras 1 a 4 utilizam a teoria 
do comprimento de mistura de Prandtl para a região interna da camada 
limite, enquanto os modelos que levaram à construção das demais 
figuras não o empregam, mas sim urna formulação própria de base 
experimental dos seus autores (White, 1974). Para a região externa 
todos os modelos utilizam a lei de Clauser (White, 1974), exceto o 
modelo de Baldwin e Lomax que faz uso de outra formulação para esta 
região (Fletcher, 1988). 

A análise dos resultados obtidos como resposta dos diferentes 



modelos, independentemente do emprego ou não do comprimento de 
mistura de Prandtl, não apresentou diferenças significativas no 
comportamento relativo do coeficiente de atrito local e do deslocamento 
de espessura para o escoamento sobre placa plana. 

O primeiro trecho das curvas v~v x 11 (curvas a nos gráficos da 
figura 9) representam a distribuição da viscosidade turbulenta na 
região interna da camada limite e o segundo trecho (curvas b -
horizontais) representam a distribuição na região externa. 

Comparando-se os gráficos que compõem a figura 9, nota-se que 
os modelos de Cebeci-Smith e de van Driest não apresentam nenhuma 
diferença na distribuição da viscosidade turbulenta, apesar de diferirem 
no emprego de um parâmetro de amortecimento no cálculo da 
viscosidade turbulenta na região interna da camada limite. Ambos 
empregam a abordagem de van Driest, fundamentada na teoria do 
comprimento de mistura, porém, van Driest considera o parâmetro de 
amortecimento como sendo constante, enquanto que Cebeci e Smith o 
tomam como função do gradiente de pressões e da curvatura da 
superficie sólida (Cebeci & Smith, 1974). Isto pode ser explicado 
porque, principalmente neste caso, ambos foram aplicados ao mesmo 
tipo de escoamento, sem efeitos de curvatura e gradiente de pressão, 
efeitos esses que só o modelo de Cebeci e Smith considera. Portanto 
deve-se apreciar a utilidade desse modelo especialmente quando 
estiverem presentes aqueles efeitos. Ressalta-se aqui, ainda, que o 
modelo de Cebeci e Smith pode ser modificado para permitir a análise 
do escoamento após o bordo de fuga, onde se forma a esteira 
(Bradshaw et ai., 1981). 

O modelo de Baldwin e Lomax mostra uma distribuição da 
viscosidade turbulenta diferente dos demais modelos justamente na 
região externa da camada limite, onde emprega uma formulação 
totalmente diferente das demais (Fletcher, 1988). O comportamento 
deste modelo considera, na região externa, o campo de vorticidades, o 
que parece ser fisicamente mais realista, pois, pode-se esperar que a 
diminuição da vorticidade naquela região, o que é real, implique numa 
diminuição da viscosidade turbulenta. Por isso, sua maior robustez e 
realismo na análise de escoamentos com pequenas regiões de 
descolamento (Fletcher, 1988). 

Este estudo comparativo permitiu concluir que os modelos 
estudados apresentam-se equivalentes no caso da análise de 
escoamentos turbulentos incompressíveis sobre placa plana, porém 
ressalta a melhor representatividade tisica do modelo de Baldwin e 
Lomax. Sugerindo ainda a possibilidade de empregar-se uma 
combinação do modelo de Cebeci e Smith, para a região interna, com o 
modelo de Baldwin e Lomax, para a região externa, quando da análise 
de escoamentos mais complexos que sobre uma placa plana. 
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ABSTRACT 

The objective of the present work is to study the response of a two-dimensional 
laminar boundary layer to pulse-type perturbations of long streamwise length scale applied at 
the wall. The problem is described by the unsteady boundary layer equations and appropriate 
boundary and initial conditions. The equations are solved by a new second order accurate 
explicit scheme. Numerical results show that the pcrturbations decay with variable rate and 
the boundary layer responses differently at distinct streamwise stations. 

1. lNTRODUCTION 

The objective of this paper is to investigate the response 
of a two-dimentionallaminar boundary layer to pulse-type per­
turbations applied at the wall. The problem is of both practical 
and theoretical interest and is closely related to the problem 
of boundary layer instability and transition from laminar to 
turbulent flow . ln the classical hydrodynamic linear stability 
theory, see Lin(1954) and Drazin and Reid(1981) , the hydro­
dynamic stability problem is formulated so as to predict the 
response of a flow system to any infinitesimal perturbation, irre­
spective of its nature. Recent experimental evidences and the­
oretical results, however, indicate that the response of the flow 
depends on the form of the specified perturbation(Gastcr,1990). 
ln fact , Gaster(1989) has shown that th2 response of a bound­
ary layer flow to pulse type perturbations can be much different 
from the response to periodic excitations. 

A similar problem, thc response of a laminar boundary 
layer to sinusoidal oscillations superposed on a uniform rnain 
stream, has received more attention. This problem was first 
studied by Lighthill(1954), whom due to its complcxity was 
only able to write down accurate solutions when thc wave nurn­
ber w of the oscillation was either large or small . Later con­
tributions to the problem were made by Lam and Rott(1960), 
Ackerberg and Phillips(1972) , and Brown and Stewartson 
(1973). These works have established the analytical forms of 
the eigenfunctions of the perturbation equation which describes 
the development of the perturbation far downstream of the ori­
gin of the perturbation, whereas here we are interested in the 
early stages of evolution of the perturbation. Particularly, we 
want to investigate the immediate response of the streamwise 
velocity component to an applied normal velocity component 
perturbation. Due to the time periodicality of the flow con­
sidered by Lighthill, the problem was considered on the trans­
formed plane, with the first eigenfunction taking into account 
the main stream oscillations, and the remainig of the eigenfunc­
tions depending on the preceding one through nonhomegeneous 
equations. Goldstein(1983) has shown by the matched asymp­
totic expansions method that the first of the Ackerberg and 
Phillips' eigenfunctions can be matched with an eigensolution 
of the Orr-Sommerfeld equation. He thus established a rela­
tionship between an outer perturbation and the free oscilla tion 

of the boundary layer , generally known as Tollmien-Schlichting 
waves. 

ln this work, the pertubation problem is formulated as 
an initial-boundary value problem. We assume that before 
the introduction of a perturbation at the wall a steady two­
dimentional boundary layer has developed as a basic flow, 
which is the solution of the Blasius equation. At this point it 
is important to ask what kind of perturbation can be described 
by the boundary layer formulation. It cari be shown (Su(1991) 
and Bodonyi(1990)) that long wave-length perturbations can be 
described by the classical boundary layer equations and more 
general perturbations can be described by interactive bound­
ary layer formulations such as the triple deck theory. Here we 
consider the case of long streamwise length scale ( compared 
with the boundary layer thickness ), thus the boundary layer 
approximation is applicable both to the basic and the pertur­
bated flows: After the perturbation is introduced at the wall, 
its !ater evolution is described by the unsteady boundary layer 
equations. 

The governig equations and the initial and boundary con­
ditions related to our problem are given in the next section. 
A coordinate transformation is used to maintain the integra­
tion interval in the direction normal to the plate as constant 
as possible along the plate. ln the following scction, after a 
brief discussion on the wave-like characteristic of the unstcady 
boundary layer equations, the differential equations are solved 
by a new second order accurate explicit finit e difference scheme. 
Numerical results are given in the last section. 

2. THEGOVERNlNG EQUATlONS 

Let U 00 be the freestream velocity and L a typicallength 
of the problem. If U 00 and L are used to nondimensionalize the 
coordinates, the time, and the velocities, the unsteady bound­
ary layer equations, for a uniform outer flow over a flat plate, 
beco me 

àu àv_
0 àx + ày- ' 

àu àu àu à2 u 
àt + u àx + v àv = ày2 ' 

(1) 

(2) 

where x and y are the coordinates , u and v are the velocity 
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components along and perpendicular to the surface of the body, 
respectively, and t is the time. The coordinate y and the veloc­
ity co.mponent v have been stretched with the square root of 
the Reynolds number, Re = U00 Ljv , where v is the kinematic 
viscosity of the fluid . The equations should be solved with ap­
propriate boundary and initial conditions. For our problem, 
the time-dependent perturbation on the plate(y ::::; 0), can be 
described by the following boundary conditions 

u(x,O,t) = uw(x,t), and v(x,O,t) = vw(x,t) . (3a, b) 

ln the outer edge of the boundary layer, we have 

u(x, y, t) ---> 1, as y---> oo. (4) 

The inflow conditions are specified by the unperturbated 
Blasius solution 

u(x 1 ,y,t)=uB(y,t), and v(xi , y,t)=vB(y ,t) , (5a,b) 

where x 1 is the left end of the integral interval in thc streamwise 
direction and the subscript B denotes the Blasius solution. At 
t = O, the initial conditions are also especified by the Blasius 
solution, so that we have 

u(x,y,O) = uB(x,y), 'and v(x,y,O) = vB( x,y), (6a,b) 

respecti vely. 
A coordinate transformation is now introduced defining 

the new independent variables 

Ç = x, and 'I)= _yj.,jX, 

and the new dependent variables 

F = u, and 
1 

V= v../i,- 2Fry, 

(7 a, b) 

(Sa, b) 

for the velocity components in the Ç and TJ directions respec­
tively the time remains untransformed. 

ln terms of the new dependent and independent variables , 
the continuity and momentum equations (1) and (2) become 

âF âV F 
Ç âf, + âry + 2 = O, (9) 

and 

âF âF âF 82 F 
f.at + f.F âf, +V âry = 7Jry2· (10) 

Ali the boundary and initial conditions must also be re­
written in terms of the new variables. 

3. NUMERICAL SOLUTION 

The unsteady boundary laycr equations (1) and (2) have 
been studied for a lang time dueto the fact that , in a sense, all 
boundary layers which occur in practice are unsteady. Since no 
analytic solution is available to the problem for general bound­
ary and initial conditions, in most of the cases the equations 
are solved numerically by finite difference methods. With few 
exceptions, these methods can be classified in three types: "full­
implicit" methods, e.g., Kwon et.al.(1988), the Crank-Nicolson 
methods , e.g., Hall(1969), and the Keller box method, e.g., Ce­
beci(1986). All variations of the three methods are implicit 

in the y and t variables, but are explicit in the x and t vari­
ables. At each time levei, the equations are solved in a space­
marching manner. ln this way, an upstream point can influ­
ence all downstream points in the sarne time level. On the 
other hand, as pointed by Stewartson(1960) and Riley(1975), 
the unsteady boundary layer equations have wave-like charac­
teristics in the x and t variables and any perturbation can only 
propagate with the localmainstream velocity, which is finit e for 
all flows. This means that a downstream point cannot sense a 
upstream perturbation in the sarne time level. 

To overcome this difficulty, the problem defined by equa­
tions (9) and (10) and associated conditions is now solved by 
finite differences based on a modification of the upwind method 
for the classical wave equation of Beam and Warming(1978), 
cited in (Anderson et. al. , 1984) and (Cotta et. al. , 1985), by 
adding a central difference representation of the diffusion term 
and the normal convection term appearing in equation (10). 
Predictor 

F n+! _ Fn ÀFn (Fn Fn ) t>.t . vn (F" i,i - i,i- i.i i,i- i - l ,j - 2-D5;~ i,i i,j+l-

F;','1_ 1 ) + ~( F;','i+l - 2F;'~1 + F[,'1_d (lla) ' 

Corretor 

wherc 

Fn+l = -~ [Fn + r;+·l _ ÀFoni(Fn+ f _ pn+l ) 
1 1 ) 2 Z,J t , } 1 1 ) l , ) t-1,] 

- ÀF;~j(F;~i- 2F['_ 1 ,1 + F;"_2 ,1) 

_ _ t:,t v »+-, (Fn+ l _ pn+l ) 
2Çt:,r7 •,J •,J+I •,J-1 

+ C(pn+T _ 2Fn+l + F~;+ i )] 
f. •,J+I •,J •,J-1 ' 

f::..t 
À= f::..f,' and T 

t:,t 

( t:,1J )2 ' 

( llb) 

(12a , b) 

and the subscripts i, j and n correspond to the nodes in the Ç, TJ 

a.nd t variables, respectively, and the superscript 71, corresponds 
to an intermediate evaluation in the time variable. 

The continuity eqution, (9) is solved by the following fi­
nite difference scheme, which is second order accurate in both 
direction: 

pn+ 1 _ pn+ I . + Fn+ I _ Fi _ 1 J. _ 1 n+ 1 
a,J z-l,J t,J-1 ' ç . .. ·-------

2/::if. 
vn+l- vn+I + vn+I- Vi- 1 J. - 1n+l + l,] !,J-1 •-1,] ___ ' ___ _ 

2t:,ry 

pn+1 + Fn+l + p.n+l +Fi_ 1 J. _ 1 n+l 
+ •,J •-1,] • ,J~1 -· ' --- --- - =O, (13) 

These schemes are explicit in both spatial variables. Thus 
any perturbation can only propagate with a finite velocity 
which is related with the parameter À. As required by the CFL 
condition for numerical stability, the numerical dependence do­
main should be larger than the physical dependence domain, 
but no unphysical solution should occur if the former domain 
is too much larger. 

The scheme can be shown to be second order accurate 
in all three variables; for the nonlinear equations, the stability 
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limit of the time step is established by numerical experiments. 
Since the scheme is explicit, no iteration is needed. The mo­
mentum equation is solved first. The order for calculating the 
streamwise velocity component u is not important since no in­
formation at the sarne time levei is used. As for the continuity 
equation, the marching order in the streamwise direction is not 
important. The equation should be solved at each x station 
from the wall to the outer flow to use the wall boundary con­
dition . 

3. RESULTS AND DISCUSSlON 

ln this study, we are concerned with the response of a 
laminar boundary layer to a pulse-type disturbance superposed 
on the basic flow. The perturbation, applied a t x = Xp in 
an interval of length f...xp, is imposed on the normal velocity 
component at the wall and has the form 

( 
X - Xp ) 2 ) Vw( x) = A exp -( ---;.--- , 

L.l.Xp 
(14) 

where A denotes the amplitude. The perturbation is applied 
during a time interval (0, tp) , where tp is smll.ll compareci with 
the nondimensional time of the flow evolution. Here Xp must 
be large compareci with the boundary layer thickness. 

ln Fig.1 we show the evolution of the maximumstrearn­
wise perturbation velocity at each time levei. As can be seen, 
initially the perturbation decays rapidly and at about t = 1 
the decay rate slows down. It is of interest to compare this 
figure with the results of Breuer and Haritonidis(1990). They 
show by their numerical solution of inviscid equations for three­
dimensional perturbations and experiments that the perturba­
tion can be divided into a wave part and a transient part. The 
sarne explanation applies to our results. This means that the 
boundary layer equations contain the sarne information on the 
wave and transient parts of the perturbation. 

1.2E-004 ,--------- ------, 

u' •~~= ~ 

on€+000 ==~~ra~----~~ 
0.0 4.0 8.0 

t 

Fig.l Evolution of the largest streamwise perturba­
tiün velücity with A = 0.1, x, = O.l.'J, Ax, = 
0.03, and t, = 0.001. 

ln Fig.2. we can see the exponential decay for t < 1 mon· 
clearly. 

5.0::-{)()4 ,.----------------, 

u' 

t 

Fig.2 Evolution of the largest streamwise perturba­
tion velocity with A = 0.2, z, = 0.15, !iz, = 
0.03, and t, = 0.001. 

It is also interesting to observe the trajectory of the max­
imum streamwise perturbation velocity in the physical plane. 
For a short interval after the introduction of the perturbation 
at the wall, the perturbation center is confined to a region near 
the wall. Then, the center moves and remains at a,bout Tf = 2.0, 
which corresponds to about two fifthies of the boundary layer 
thickness. The propagation of the perturbation center in the 
streamwise direction is shown in Fig.3. 

0.00.0 
t 

Fig.3 Propagation of the largest streamwise pertur­
bation velocity in treamwise direction, with 
.4 = 0.2, x, = 0.15, tix, = 0.03, and t, = 
0.001. . 

Here t>..x = 0.001, we see that the perturbation center propa­
gates with a velocity of 0.3 and has a slight acceleration. 

The flow responses differently to perturbations of sarne 
amplitude but applied at different distance from the leading 
edge. 

ln Fig. 4. we can see that for perturbations of sarne 
intensity, the farther the point of perturbation from the leading 
edge, the weaker the response of the boundary layer to the 
perturbation. This means that near leading edge the flow is 
more sensitive to externa! perturbations. It is also intesting 
to note that after a time interval, all perturbations decay to a 
sarne order. 

1.2E-004~-------------, 

u' 6.0E-005 

FigA 

t 

Evolution of the largest streamwise perturba­
tion velocity for perturbations with A = 0.2, 
tix, = 0.03, and t, = 0.001, applied at :ç, = 
0.25, 0.45, 0.65, 0.85, 1.05, 1.25, 1.45, from top 
to bottom. 

ln Fig.5, we can see the propagation of the perturbation 
through the evolution of the perturbated boundary layer dis­
placement thickness, which is defined by 

00 

8~(Ç;t) = J -F'(Ç,ry,t)dry. (15) 

o 

ln Fig.6. we show the evolution of strearnwise perturba­
tion profiles at severa! strearnwise stations. 
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X 

Fig.5 Evolution of the perturbated displacement 
thickness of a boundary layer for perturbations 
with A = 0.2, ~x, = 0.03, and t, = 0.001, ap­
plied at x1 = 0.25. 
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4 .0 
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8.0 

6.0 

4.0 

2.0 

0 .0 

(c) t=0.24 

(I 
(e) t=0.-40 

I 
Fig.6 Evolution of the streamwise perturbation ve­

locity profiles for perturbations with A = 0.2, 
~x,. = 0.03, and t,. = 0.001 , x,. = 0.25, at x = 
o 30, 0.31 , 0.32, 0.33, 0.34, 0.35, 0.36, 0.37, 0.38, 
0.39, from left to right. 

4. CONCLUSION 

In this paper we have investigated the response of a lami­
nar boundary layer to a pulse-type perturbation by a numerical 
solution of the unsteady boundary layer equations. The numer­
ical results show that the propagation velocity of the streamwise 
perturbation decays in the streamwise direction. The perturba­
tion has a exponential decay in the initial region , subsequently 
decayin:g at a different rate, probably algebric with respect to 
x and t. These perturbations propagate further downstream 
and match with eigensolutions of the Orr-Sommerfeld equa­
tion, eventually beginning to amplify. ln this sense, this work 
is relevant to the study of the instabiliy mechamism of a lami­
nar boundary layer since the amplitude of the eigenfunctions of 
the Orr-Sommerfeld equations are multipled by arbitrary con­
stants which must be determined by the upstream conditions, 
which can be found through the present analysis . 
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SUMÁRIO 
Simulação numérica do desenvolvimento do escoamento turbulento em um duto retangular 

com grande razão de aspecto pelo método de volumes finitos. O problema é modelado matemati­
camente pela equação tridimensional turbulenta de Navier-Stokes, incorporando o modelo turbu­
lento de duas equações "- - E:. Devido ao carater parabólico do escoamento, a ·solução é obtida 
por um processo de marcha, através da solução de uma sucessão de problemas bidimensionais. 
Investigou-se o efeito do número de Reynolds e intensidade de espiralamento no escoamento . 
Para todos os casos estudados, o decaimento do espiralamento foi relativamente rápido. A queda 
de pressão obtida foi comparada com resultados experimentais, apresentando boa concordância. 

INTRODUÇÃO 

Pesquisadores acadêmicos e industriais têm empreendido 
esforços, no intuito de se conseguir aumentos no coeficiente de 
troca de calor e massa em equipamentos térmicos e reatares. 
Neste sentido, estudos têm sido desenvolvidos na criação e 
análise de dispositivos que possam promover tal incremento 
nos coeficientes de transferência. Entre tais dispositivos se 
destacam as aletas, os indutores de escoamentos secundários 
e os promotores de turbulência. . 

Uma das áreas que tem recebido bastante atenção na li­
teratura está relacionada com os "escoamentos espiralados". 
Neste tipo de escoamento, uma componente tangencial é in­
duzida, com o intuito de promover maior mistura do escoa­
mento e aumentar significativamente os coeficientes de troca 
de calor ou massa. 

Após consultar uma bibliografia bastante extensa, cons­
tando da mesma a excelente revisão bibliográfica efetuada 
por Lilley (1977), bem como os sumários dos periódicos men­
sais. remissivos da "Applied Mechanics Review" desde 1974, 
venficou-se (Nogueira, 1991) que praticamente inexistem es­
tudos de interação de dois escoamentos espiralados. Visando 
preencher esta lacuna na literatura, este trabalho apresenta 
os resultados da simulação numérica, pelo método de volu­
mes finitos, do decaimento e interação de pares de escoamen­
tos turbulentos espiralados adjacentes, girando em sentidos 
contrários. 

FORMULAÇÃO MATEMÁTICA 

Caracterização do Escoamento . O problema sob análise 
consiste no desenvolvimento hidrodinâmico do escoamento 
turbulento, de um fluido incompressível, em um duto retan­
gular de grande razão de aspecto. A condição de entrada do 
escoamento é dada por cinco pares de escoamentos espirala­
dos adjacentes, especificados pelas componentes tangenciais 
de velocidade, girando em sentidos contrários, com compo­
nente axial na forma de perfil turbulento desenvolvido (lei 
da potência 1/ 7). Devido à condições de simetria, somente 
é necessário resolver o problema em meio domínio, o qual é 
ilustrado na Figura 1. 

Como o escoamento possui uma direção preferencial e 
não há obstáculos à jusante, o mesmo pode ser caracteri­
zado como sendo do tipo parabólico (Nogueira, 1991). Esta 
hipótese permite desacoplar o gradiente de pressão reinante 
no plano transversal do gradiente de pressão axial, além de 
permitir desprezar todos os termos difusivos na direção prin­
cipal do escoamento. Vale observar que a hipótese de escoa­
mento parabólico não permite ao modelo prever recirculações 
na direção axial. 

601 

y 

Figura 1. Domínio Computacional 

Apesar da característica helicoidal no plano transversal 
à direção predominante, o escoamento se dá em um duto re­
tangular, como mostrado na Fig. 1. Assim sendo, eleger-se-á 
como sistema de coordenadas para mapeamento do volume de 
controle, o sistema de coordenadas cartesiano, com o eixo z 
coincidente com a direção principal do escoamento, sendo que 
os outros dois eixos, delimitam sua seção transversal. O eixo 
x está orientado na direção horizontal e o eixo y na vertical. 
Associado a este sistema de coordenadas estão a componente 
de velocidade axial, w, a componente de velocidade horizontal 
u e a componente de velocidade vertical v, respectivamente. 

EquaçÕes de Conservação. A solução numérica do pro­
blema pode ser obtida, resolvendo-se o conjunto de equações 
de conservação médias no tempo que governam o escoamento, 
isto é, equações de conservação de massa e de quantidade 
de movimento linear, juntamente com as condições de con­
torno apropriadas. O tratamento dos termos correspondentes 
aos fluxos turbulentos exigem a utilização de um modelo 
de turbulência. Os resultados deste trabalho foram obtidos 
utilizando-se o modelo de turbulência "--E:. 

Uma adimensionalização apropriada para o problema é: 

U = u/w 
X= x/Dh 

V= v/w 
Y=y/Dh, 

W = w/w . 
Z = z/Dh 

P = p* /(pw2) 
(1) 

onde Dh = 2L/ (L/ D+ 1) é o diâmetro hidráulico, sendo que L 
corresponde a largura do duto e D é a altura. w a velocidade 
axial média na entrada, dada por w = m/(pLD), sendo m 
a vazão em massa do ar e p é a densidade. "- é a energia 
cinética turbulenta, E: sua taxa de dissipação e p* é a pressão 
modificada definida como p* = p(z) + p(x, y) + 2/3(J.Ltdiv ii+ 
pr;_), onde p +pé a pressão termodinâmica. 



As equações de conservação são: 

div {V) = O (2) 

div {VV) = -grad P + div [JL*[grad V+ (grad Vfl] (3) 

div (V K) = div [:>rad K] + G- E (4) 

div (V E)= div [~:gradE]+~ [c1 G- c2E] (5) 

G = JL*[grad V+ (grad Vf]· grad V (6) 

R e = pwDh./ JL , JL* = JLt/ (JLRe) = ( c~-<K2 /E) (7) 

De acordo com recomendação de Launder e Spalding 
(1974), utilizou-se as seguintes constantes: a"'=1,00; ae=1,30; 
c~-'=0,09; c1 =1,44 e c2=1,92. 

Condicões de Contorno. No plano de entrada, como 
pode ser visto na Fig. 1, o escoamento é composto por cinco 
pares adjacentes de escoamentos espiralados girando em senti­
dos contrários, resultantes da combinação de componentes a­
xial e tangencial, onde o componente tangencial é formado pe­
los componentes horizontal e vertical. A componente tangen­
cial do escoamento espiralado é obtida utilizando-se a equação 
apresentada abaixo, a qual foi ajustada por Kreith e Sonju 
(1965), a partir dos dados experimentais obtidos por Smith­
berg e Landis (1964). 

vo= (~)-
1

[6,3R-o,o1316(1,1-Rr 2 '68 ] (8) 

onde Pé o passo das fitas torcidas utilizadas no procedimento 
experimental e D é o diâmetro das mesmas, que por sua vez, 
coincide com o diâmetro dos tubos geradores do escoamento 
espiralado, utilizados na bancada experimental. P/ D é a 
relação de passo adimensional das fitas torcidas, R é a co­
ordenada radial adimensionalizada, r/(D/2), correspondente 
a cada tubo. A velocidade tangencial obtida por meio da 
equação (8) é então decomposta nas componentes cartesianas 
u = vo cos (}e v = vo senO, onde R e(} podem ser definidos em 
função das coordenadas cartesianas x e y, através de relações 
geométricas. 

A componente axial na entrada é aquela correspondente 
ao perfil de um escoamento turbulento desenvolvido em um 
tubo, 

W =O, 156(L/ D)[1- RJ 117 (9) 
Nos intervalos formados entre os tubos geradores do escoa­
mento espiralado e a seção de teste, prescreveu-se velocidade 
nula para os três componentes da velocidade. O valor K. em 
z = O foi tomado como uma percentagem da energia cinética 
da seção de entrada. Esta percentagem é a intensidade de 
turbulência o: na entrada, a qual foi considerada como sendo 
igual a 1%. O valor correspondente de ê pode ser obtido as­
sumindo que o comprimento de mistura na entrada é propor­
cional ao tamanho do jato na entrada (l ={3D~~.), onde j3 foi 
considerado como sendo igual a 4%, logo 

K = 0,5 o: E= c::f4 K 312 j(0,4l/Dh.) (10) 

O modelo K. - F: deve ser utilizado apenas no núcleo tur­
bulento do escoamento onde a viscosidade turbulenta é muito 
maior que a viscosidade absoluta. Em regiões próximas aos 
contornos rígidos, Patankar e Spalding (1970), sugerem que . 
se utilize a "lei da parede". Neste método, o primeiro ponto 
nodal P, próximo à parede, é interligado com a parede através 
do perfil logarítmico de velocidade, dado por 

upf~ = 2,5ln (9f..p +) f..p+ = (P/JL)f..~ 
(11) 

onde up é o componente de velocidade paralela à parede no 
ponto P, rw é a tensão cizalhante junto à parede e f..p + é a 
distância adimensional do ponto P até a parede. 

Assumindo-se que a dissipação e geração de energia 
cinética estão em equilíbrio na região próxima à parede e que 
a tensão cisalhante é aproximadamente constante, tem-se 

Tw = c~l2 p K. , (àK./àf..) =O e ê = c!14 K.312 /(0,4f..) 
(12} 

Foi utilizada a propriedade do escoamento apresentar um 
plano de simetria, sendo a parede lateral esquerda definida 
pelo referido plano. 

Tendo-se em mente a condição de escoamento parabólico, 
não é necessário definir condições de contorno para a seção de 
saída. 

De acordo com as equações de conservação e condições 
de contorno, observa-se que o presente problema é governado 
pelos seguintes parâmetros: Re, P/ D, L/ D. 

MÉTODO NUMÉRICO 

Utilizou-se o método de diferenças finitas com formu­
lação em volumes de controle (volumes finitos) proposto por 
Patankar (1980}, com esquema de interpolação "Power- Law" 
e integraçao totalmente implícita na direção parabólica. De­
vido a natureza parabólica do escoamento, a solução é obtida 
por um processo de marcha ao lon~~;o da direção axial, através 
da solução de uma sucessão de planos bidimensionais. O 
acoplamento entre as velocidades transversais e o campo de 
pressões foi resolvido utilizando-se o algoritmo SIMPLER 
(Patankar, 1980), enquanto que o acoplamento da pressão­
velocidade na direção parabólica foi tratadq utilizando-se 
também um método análogo ao SIMPLER (Patankar e Spald­
ing, 1972). O sistema algébrico foi resolvido utilizando-se a 
TDMA linha por linha, com correção por blocos (Patankar, 
1980). 
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Após um teste de malha, selecionou-se malha não uni- , 
forme no plano transversal com aproximadamente 67 x 15 
pontos nodais para todos os casos analisados. Concentrou­
se a malha próximo ao contorno sólido, onde os gradientes 
são mais acentados. Na direção axial também foi utilizada 
uma malha não uniforme, com passo ~z crescente ao longo 
da direção axial. Em geral 260 passos forma suficientes para J 

percorrer toda a seção de testes. .1 
RESULTADOS E DISCUSSAO ! 

No presente trabalho, a razão de aspecto do duto foi 
mantida constante e igual a 10, enquanto que três valores 
diferentes de número de Reynolds Re e passo adimensional 
P/ D foram investigados: Re = 1 x 104 , 2 x 104 e 3 x 104 ; 

P/ D = 4, 4; l0,3 e 22,0. A influênc-ia destes parâmetros no 
escoamento foi investigada através da análise dos campos de 
velocidade transversal e axial. 

Visando qualificar o modelo descrito, comparou-se os re­
sultados obtidos para queda de pressão axial com os valores 1 
medidos experimentalmente por Nogueira, 1991. 

Comparação com Resultados Experimentais. A Figura 
2(a) apresenta a variação axial da pressão média para o es- 1 

coamento espiralado para a :relação de passo P/ D = 22,0 1 

e Re = 3 x 104 • Pode-se observar da figura uma perda ,. 
de carga considerável na seção geradora do escoamento es­
piralado, bem como uma recuperação de pressão na entrada i 
decorrente da expansão abrupta após aquela seção , indicando i 
reversão do escoamento. Note que o presente modelo não é l 
capaz de prever esta recuperação devido ao carater parabólico 
do mesmo. Observe que para z/ Dh. > 1, 5os resultados foram t 

bastante razoáveis, com erros sempre inferiores a 2%. j 
A Figura 2(b) apresenta o perfil de pressão axial para I 

Re = 3 x 104 e média intensidade de escoamento espiralado, 
P/ D = 10, 3. Neste caso, devido a uma maior dissipação 
entre os pares de vórtices, observa-se uma queda de pressão i 
adicional na região de entrada. Novamente, pode-se afirmar · 
a existência de uma boa concordância entre os resultados 
numéricos e experimentais. 

A concordância na inclinação da linha de pressão na . 
região desenvolvida atesta a correta implementação do algo-I 
ritmo, com erros inferiores a 3% para todos os casos analisa-
dos. ~ 
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Figura 2. Desenvolvimento Axial da Pressão Média 

Velocidades Transversais no Plano Elíptico. As Figuras 
3, 4 e 5 apresentam as características de decaimento do es­
coamento espiralado para posições axiais referentes à seção 
de entrada (z l Dh = O, O), z l Dh = 1, 1 e 2, 5. Nas figuras, as 
velocidades apresentadas são obtidas pela composição veto­
ria! dos componentes de velociades transversais, U e V. As 
Figuras 3 e 4 correspondem a Re = 3 x 104 e relação de passo 
adimensional igual a PI D = 4, 4 e PI D = 10, 3, respectiva­
mente. A Figura 5 apresenta o escoamento transversal para 
Re = 2 x 104 e P I D = 4, 4. Observa-se das figuras que 
o decaimento é muito intenso entre a seção de entrada e a 
seção transversal posicionada em z I Dh = 1, 1. Pode-se ob­
servar ainda que a dissipação é mais acentuada próximo da 
parede superior e inferior, onde o componente de velocidade 
transversal U muda de sinal para cada dois jatos espiralados 

(a) Z I D" = o, o, Re 3 X 104
, pI D = 4, 4 

(b) ZI D~t = 1, 1, Re = 3 x 10\ PlD = 4,4 
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(c) Z I Dh = 2,5, Re = 3 x 104 , P l D = 4,4 

Figura 3. Desenvolvimento das Velocidades Transversais 

(a) ZIDh = 0,0, Re = 3 x 10\ PlD = 10,3 

(b) ZIDh = 1,1, Re = 3 x 104
, PlD = 10,3 
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(c) ZIDh = 2,5, Re = 3 x 10\ PlD = 10,3 
Figura 4. Desenvolvimento das Velocidades Transversais 
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(a) ZIDh = 0,0, Re = 2 x 104, PlD = 4,4 

(b) ZIDh = 1, 1, Re = 2 x 104, PlD = 4,4 

(c) ZIDh = 2,5, Re = 2 x 10\ PlD = 4,4 
Figura 5. Desenvolvimento das Velocidades Transversais 

adjacentes. À medida que se adentra no núcleo dos jatos a in­
tensidade do decaimento diminui sensivelmente, uma vez que 
nestas posições a troca de quantidade de movimento entre um 
jato e outro se faz exclusivamente por difusão de quantidade 
de movimento. Para a coordenada z I Dh = 2, 5, é possível ob­
servar a presença dos vórtices, porém com uma intensidade 
bem reduzida. 

Comparando-se as Fig. 3 e 4, nota-se que o decaimento 
dos pares de vórtices para diferentes passos adimensionais são 
análogos, porém com o aumento de PI D, a intensidade do ' 
escoamento espiralado é menor, e o decaimento é mais rápido . 

O efeito da diminuição do número de Reynolds pode ser 
observado comparando-se as Figuras 3 e 5. O escoamento em 
ambas as figuras é bastante semelhante, com uma pequena , 
diminuição na intensidade adimensional do escoamento espi­
ralado para R e = 2 x 104 , em relação a R e = 3 x 104 . Vale 
ressaltar que dimensionalmente há uma significativa redução . 
nas velocidades, pois a velocidade média diminue quando R e ; 
diminue. · 
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(c) x/ L= O, 300, Posição 3 
Figura 6. Desenvolvimento dos Perfis de Velocidade Axial 

Perfis de Velocidade Axial. A Figura 6 apresenta a dis­
tribuição do componente axial de velociade na seção transver­
sal, entre as superfície superior e inferior, para diversas 
posições axiais (z / Dh), em diferentes coordenadas horizon­
tais x/ L, para os parâmetros adimensionais P / D = 4, 4, 
R e = 3 x 104 . No topo da Figura 6 é apresentado um 
croqui indicando a localização das coordenadas x/ L sele­
cionadas para apresentação: x/ L = O, 200; x/ L = O, 250 e 
x/L = 0, 300. 

Pode-se observar da Fig. 6(b) que para a posição x/ L= 
O, 250, correspondente ao plano diametral do tubo, o perfil 
no início do desenvolvimento torna-se pontiagudo devido à 
difusão dos componentes U e V, tendendo à forma caracte­
rística achatada do escoamento turbulento à medida que se 
desenvolve. A Figura 6(a) e 6(c) apresentam os perfis deve­
locidade axial para as posições x/ L = O, 200 e x/ L = O, 300, 
correspondentes ao ponto de tangência entre dois jatos espi­
ralados, com sentido do escoamento tangencial ascendente em 
6(a) e descendente em 6(c). Pode-se observar que os perfis de 
velocidade imediatamente após a seção de entrada não são 
simétricos em relação à linha de centro horizontal do duto 
retangular. Tal fato é justificado devido ao fato do compo­
nente V atuar no sentido de transferir massa para a parede 
horizontal superior em 6(a) e inferior em 6(c). Isto faz com 
que o componente W diminua de modo a satisfazer a equação 
da continuidade. Note que os perfis de velocidade nas coor­
denadas x/ L = O, 200 e x/ L = O, 300 apresentam simetria 
invertida em relação à linha de centro hoziontal do duto re­
tangular, coerente com a mudança no sentido de rotação dos 
vórtices. 

O perfil de velocidade axial não é fortemente afetado pela 
variação do número de Reynolds e passo adimensional, apre­
sentando resultados qualitativamente semelhantes. 

CONCLUSÕES 

Analisou-se numericã mente o decaimento do escoamento 
turbulento espiralado forrr,;tdo por pares de vórtices em dutos 
de grande razão de aspectt Observou-se que para todos os 
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números de Reynolds e passos adimensionais analizados, o 
escoamento é qualitativamente semelhante, apresentando um 
decaimento quase total para uma coordenada axial igual a 
z/ Dh = 10. A presença dos vórtices induzem um aumento da 
velocidade axial próximo as paredes do duto para as quais os 
vórtices estão direcionados. 

A solução numérica apresentada permite complementar 
os resultados experimentais obtidos por Nogueira (1991), pos­
sibilitando ainda um melhor entendimento dos fenômenos en­
volvidos. 
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ABSTRACT Í 

Numerical simulation of the developing turbulent swirling i 
flow in a rectangular duct of large aspect ratio is obtained [ 
by the finite volume method. The problem is mathemati- I 
cally modeled· by the three dimensional time average N avier ' 
Stokes equation, incorporating the "'-E: turbulence two equa­
tion módel. The solution is obtained by a two dimensional 
marching procedure due to the parabolic nature of the fl.ow. 
The effect of the Reynolds number and swirl intensity in the 
fl.ow field is investigated. The swirling fl.ow rapidly decais 
along the duct for ali cases studied. The pressure drop ob­
tained is compared with experimental results presenting very 
good agreement. 
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SUMMARY 

An asymptotic investigation of the turbulent temperature boundary layer on a flat plate 
with unheated starting length is presented for two flow types. Based on new experimental 
data a formula to describe the distribution of the mean temperature is given. 

INTRODUCTION au au 1 a Bü - · -
- - [ ' ' ] u ·-+v·-=-·- --uv 

8x 8y Re 8y 8y 
(2) 

Each of the turbulent boundary layers, the velocity layer 
as well as the temperature layer, can be devided into two 
layers: the wall layer and the outer our defect layer. As the 
wall layers are almost universal and undependent of the 
individual flow and heat transfer problem, the more 
interesting layers are the defect layers on which the authors 
concentrate their interests in this paper. 

w here the ou ter veloci ty Doo • (m/ s) and the pi ate length 
L*(m) are used as reference variables. 

For small tem perat ure differences fi. T ( == T w - T ro), 
where the fluid properties can be treated as constant, the 
momentum equation (describing the flow field) can be solved 
separately from the energy equation ( describing the 
temperature field). On the other hancl, the energy equation 
strongly depends on the flow and can only be solved on the 
basis of a known velocity distribution. This means that for a 
heat transfer problem the flow situation is of decisive interest 
and must be cleared out at first before any tcmperature 
distribution may be considered. 

Taking this into account, two cases of forced convection 
on a heated p\ate with unheated starting length are analysed: 

1. full developed flow over a partly lteated plate 
This case will be referred to as "Townsend problem", 
because the fundamental analysis of this problem was 
first given by Townsend (1956). 

2. developing flow over a partly heated plate 
This will further be referred to as "extended Townsend 
problem'' . 

ANALYSIS 

"Townsend problem 11 
( velocity) . The governing equations 

to describe the turbulent velocity boundary layer are in 
dimensionless form: 

ôü av 
-+-==0 
ôx ây 

• permanent address: 
Dept. Mech. Eng., TOTTORI University 
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Introduction of first arder expansions for the mean 
velocity and the turbulent shear stress 

ü(x,y) = 1- u
1
(x)·F'(7J) 

(3) 

together with a appropriate scaled coordinate 

00 

1) :== y / 6.(x) J 1-ü(x,y) 
/::,. :== dy 

y-+0 u1(x) 
(4) 

leads for high Reynolds-numbers to the self-sirnilar relation 

between the two functions F' and S 

7J·F'' ==S' (5) 

Close to the wall the velocity function setisfies the boundary 
condition 

1 
I i m F' = --·ln( 7J) + C (6) 
7)-4 0 K 



which yields to 

1 
ü = 1 + u1 [ ~·ln(TJ)- C J (7) 

for the rnean velocity (HerwigiGersten, 1992). 
Coles' self~irnilar 'law of the wake' for the rnean velocity 

in the forrn: 

1-ü(x,y) 

u,(x) 
= 

1 2·B [ 
-·Jn(yló) + -·COS

2 

,.. 2 ,.. 

- (y I ó) · (1-y I ó)l,.. . 

1·yló ] -

(8) 

rnay be used for the closure of eq.(5) (CebeciiSrnith, 1974). 
The conslant ratio ól ó. can be expressed through: 

1 
ó 

J 
1~ü 1 11 
- d(yló) = -· ( _ + B] . 

yló-+0 u, ,.. · 12 
(9) 

ó. 

Notice: For high Reynolds-numbers the dimensionless shear 

slress velocity u, ( = {";J2) tends to zero, so that ali terms 

of lhe order O(u,) and higher order (e.g.: v= O(u/)) may be 
neglected . 

11Townsend problern" (temperature). For the energy 
equation in the usual boundary layer form 

ãr ãí 1 a ãi' -

ü· ax +v· ay = Re·Pr. a) 8y- v'T'] 
(10) 

lhe expansion for the mean temperature and the turbulent 
heat fiux 

T(x,y) = 1-T,(x)·Fé(TJe) 

v'T' (x,y) =- u,(x)·T,(x)·S9 (TJ9) (11) 

- q 
T, := w 

p·Cp·u, ·Too 

logether wilh the scaled coordinate 

00 

77e := Y I b.a(x) ; 
ó.e := J 1-T(x,y) 

y-+0 T,(x) 
dy (12) 
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the basic asymption that the temperature layer thickness is 
much smaller than the velocity layer thickness 

I ln [ ~ 9 
J I > > 1 ; !ln( TJe) I < < lrn ( ~ 9 

] I (13) 

and the characteristic velocity beeing 

[ 
1 1 [ 6. 9 J -] ü(x,y) = 1 + u,· ~·ln(7Je) +~·ln -;: -C {14) 

o r N [ 1 [ 6. 9 J -] ü(x,y) ~ ü{x) = 1 + u,· ~·ln -;: -C (15) 

leads to 

1Ja·Fa' =Sé. (16) 

"Extended Townsend problem 11 (velocíty) . For the 
developing (not self-similar) velocity layer eq.(8) must be 
extended to: 

1-ü(x,y) 1 2·B(x,Re) [ ] 
--- = - -·ln(yl ó) + ·COS

2 1·YI Ó -
u,(x) K. "' 

1 2 
--·(yló) ·(1- yló) . (17) 

K, 

This leads to the near wall distribution of 

· 1-ü(x ) I i m ,y 1 _ 
Yló-+0 u,(x) = --·ln(yló) + 

2
·B(x,Re) ( 18) 

"' /'i, 

"Extended Townsend problem" (temperature). If the 
temperature layer develops in the logarithmic velocity region 
with the mean velocity 

[
1 1 [6.9 ] 2·Bl ü = 1 + u,- -·ln(7j6) +-·ln - --. 
K, K, ó /'i, 

(19) 

a characteristic velocity 

li = 1 + u, · -·ln - --N [1 [6.6 ] 2·Bl 
K. ó K. . 

(20) 

;j. 
r, 

·~ 



may be found under the assumption that: 

l!n(779)l << j1n( :
9 
J I· 

This velocity condition and the expansions of eq.(ll): 

T(x,y) = 1-Tix)·Fá{179) 

v' T' (x,y) = - u,(x) · T ,(x) · S9(7i9) 

leads to 

- F-. • s-· '79· 9 = 9 · 

{21) 

(22) 

{23) 

Notice: The x-dependency of the parameter B has no 
influence on the self-similarity of the temperature field as 

long as the gradient dB/dx is such weak that it may be 
neglected (as was done here). 

The meaning of constant wall temperature. For arbitrary 
wall temperature distributions eq.(23) will have the form: 

-lm·Fá + 7i9·Fá' =Sá 

where: 

· rf. L\ 9 dT, 
fm=--·­

u,·T,dx 

{24) 

(25) 

so that only in very special cases (Klick, 1992} flll will be 
undependet of · x, which is the essential condltion for 
self-similari ty. 

With the assumption that the Stanton-number is of the 
order 

St = O(u/) (26) 

as it is for the completely heated plate, the wall condition 
T .=const (as well as q.=const) willlead to 

l. = O(u,) , {27) 

so that asymptotically self-similarity is given through the 
first order equation: 

o r {28) 
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Experiments were performed in the open test section 
(diameter: O.Sm) of a Gõttingen-type windtunnel at a outer 
velocity of U00=10.4m/s and a temperature difference of Tw ­
Too;:: 8K. 

The scales of the plate and the distribution of the 
electrical heater foi! are shown in Fig.1 . 

For the presented measurements a cold-wire CCA­
system and a Pitot-tube pressure system were used for the 
mean temperature and mean velocity respectively. 

l 
o 
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~------1604-----------+ 

o measuring stations of wall temperature 
subdivision of heoting foil 

Figure 1 

Experimental results 

As can be seen in Fig. 2a and· Fig. 2b the velocity layer 
does not reach the self-similar state over the entire length of 
the plate. 
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Although the temperature layer is developing very fast 
{Fig. 3) and passes the region of the lo&arithmic velocity 
distribution (which reaches up to 1J ;:: 0.3) very soon, self­
similarity for the temperature pro:fil can be attested (Fig. 4). 



Temperature profile formula 

The forro of the formula was choosen to 

1 
Fá(fla) = --·ln(~a) + Wá(~a) {29) 

~te 

boundary layer lhickness for velocrty 
and temperature 
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(30) 

Wá = Wáo + Wám · 

The coefficients of the fourth order polynome Wá
0 

4 
W áo = C a + E An · (~e/~aoot 

n=l 
{31) 

are determined through the boundary conditions, whereas the 

two coefficients A5 and A6 of Wám 

6 08 

W ánt = As ·l -3(fJa/fJa,.i + 12(fJa/f/aal - 15(fJa/~aoo) 4 

+ 6(fJa/fJaoo)s "] 

+ A a· ( -9(fJe/fJaoo)
2 + 32(fJe/fJaoo)

3 
- 3(fie/7iaoo)

4 

+ 7(fJe/fJaoo)
6

] (32) 

are used for a fit to the measured data (Fig. 5). The values of 

the coefficients C9 and A1 - A8 are given in the appendix. 

CONCLUSION 

The given formula for the mean temperature profile 
(eq.(30)), which re~resents the measured data very well, 
together with eq.p8), which stands for a self-similar 
development of the temperature boundary layer, provides a 
full description of the temperature field. 
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RESUMO 

Apresenta-se a simulação numérica do escoamento turbulento em 
câmaras ciclónicas utilizando-se dois modelos para a avaliação das 
das tensões de Reynolds.O primeiro é baseado no conceito de viscosida­
de efetiva e o segundo calcado num procedimento que avalia as tensões 
de forma algébrica. ~ mostrado que o primeiro falha na descrição 
de muitos aspectos deste escoamento e que os resulta~os obtidos com o 
segundo apresentam melhor aderência àqueles obtidos experimentalmente. 

Introdução. O projeto e desenvolvimen­
to crjterioso de combustores ciclónicos, de 
ciclones de despoeiramento e de hidrociclo­
nes envolve o tratamento de um número bas­
tante grande de fenómenos inter-relacionados 
, os quais mesmo ocorren-do de forma isolada, já 
se mostram complexos . Por este motivo , o 
projeto tradicional destes equipamentos ba­
seia-se na utilização intensiva de dados 

1 experimentais e correlações empiricas globais 
' ,obtidas em equipamentos semelhantes e em 

condições de operaçao próximas daquela de 
projeto, e sobretudo são fundamentadas na 

, e~eri~ncia anterior do projetista.Mesmo o 
l processo clássico para a mudança de escala 
1 entre uma planta piloto e uma unidade indus­

t rial p()de l evar a resultados não satisfató­
rios,pois as regras para a mudança de escala 
,normalmente utilizadas,não são exatas devido 
a inter-relação e não linearidade dos fenóme­
menos r e levantes. 

Nos últimos trinta anos foi desenvolvi­
do um conjunto significativo de procedimentos 
matemáticos que permitem a simulação numérica 
de escoamentos multicomponente, bifásicos,com 
transferência de calor e presença de reações 
qui micas . Neste mesmo peri odo ocorreu tambem 
um aumento significativo da compreensão e mo­
delagem dos fenómenos superficiais,das rea­
ç~es quimicas e principalmente da turbulên­
cia. Isto permitiu a eriação de novos proce­
dimentos dedicados a simular numericamente 
os processos fi s ico-qui micos que ocorrem em 
equipamentos industriais. 

Ainda existem diferenças,em muitos 
casos até significativas,entre os resultados 
obtidos por simulação numérica e os obtidos 
e~erimentalmente,mas estas diferenças 
diminuem com o refinamento constante dos 
mooelos matemáticos dos fenómenos em questão. 

Neste artigo apresenta-se a simulação 
numérica do escoamento de flui do incompressi­
vel e monofásico em câmaras ciclónicas. Uma 
câmara ti pica está mostrada na Fig. 1 . Este 
escoamento é da mesma familia daqueles encon­
trados nos combustores e despoeiradores ci­
clónicos e hidrociclones, está documentado em 
~ Ustimenko e Bukhman { 1968 ) e foi simula-
do anteriormente por Busnaina e Lilley (1981) 
e por Boysan e Swithenbank (1981) . 

609 

gar·gor.ta 

Fig. 1 Vista Geral da Câmara Ciclónica 

No primeiro trabalho utilizou-se uma 
malha uniforme de 12x12 para a discretização 
do dominio do escoamento,uma viscosidade iso­
trópica de valor não declarado e para a 
simulação do escoamento foi adotado o método 
MAC de Harlow e Welch ( 1965 ).Os resultados 
apresentados não se aproximam dos de Ustimen­
ko e Buckhman e não é simulada a recirculação 
que ocorre na região central da câmara.No se­
gundo trabalho é utilizada uma malha não uni­
forme de 40x21 (direção axial x direção ra­
dial) e um modelo para as tensões de Reynolds 
baseado numa proposta de acoplamento pressão­
deformação desenvolvida na Universidade de 
Sheffield.Para tornar o modelo de turbulência 
algébrico foi adotado o procedimento de Rodi 
{1976),mas só foram levados em consideração 
os termos que envolvem ~W/~r e W/r,onde W é 
a velocidade média tangencial e r é a coorde­
nada radial.O método utilizado para a 
simulação do escoamento é o SIMPLE de 
Patankar e Spalding {1972) e os resultados 
obtidos na simulação apresentam melhor 
aderência aos experimentais do que os do pri­
meiro trabalho. 



Formyloc~o Matemâtica do Problemo . As 
hipóteses iniciais para a simplificaç~o do 
tratamento dado a modelagem do escoamento em 
câmaras ciclOnicas s:l:o que o flui do é incom­
pressivel e Stokesiano ,que o escoamento é 
turbulento e axissimétrico e que o regime é 
estacionârio.O sistema de coordenadas que 
melhor se adpta a es~e , tipo de escoamento ~ 
o cili ndricp (r, x) ortde· r é 8. coordenada ra­
dial .ex é a axial. Além deste sistema serâ 
utilizado o cartesiano, devido a·facilidade 
de operaç~o neste sistema utilizando-se a 
notaç~o tensorial compacta . 

No regime estacionârio a equaç~o de 
conservaç~o da massa para um flui do incom­
press1 vel é: 

" ui 
i1 xi 

= 0 

onde U. é a velocidade média na direç~o i 
1 

( 1) 

Aplicando-se a decomposiç~o de Reynolds nas 
equaç~es de conservaç~o da quantidade de mo­
vimento ( Navier-Stokes ) ,tomando a média e 
admitindo que o efeito das forças de campo 
sobre o fluido seja desprezivel ,obtem-se : 

i1 
( p u. u. i1 p 

1 J ) = - -- + 
V X, Õ X. ( 2 ) J J 

i1 ( i1 u. a u,j >> - P <uiuj > + ~ ~ + 
i1 X. i1 X j Õ X i J 

onde pé a massa especifica,~ a viscosidade 
dinâmica,p a pressão e P<u.u.> as tens~es 
aparentes de Reynolds . 1 J . 

Para integrar o conjunto das equaç~es 
( 1 ) e ( 2 ),além da obrigatoriedade de es­
peficaç~o das condiç~es de contorno,é neces­
sário utilizar um modelo de turbulência para 
efetuar o "closure "do problem~. 

Um dos modelos de turbulência mais uti ­
lizado na simulação de escoamentos é o k-e, 
onde k é a energia cinética da turbulência e 
& sua taxa de dissipaç~o . Este é baseado na 
definiç~o de Boussinesq,Launder e Spalding 
( 1972 ),que define a viscosidade turbulenta 
.~turb , a partir dos tensores de Reynolds e 

das taxas de deformação do sequinte modo : 

p<u.u.> 
1 J 

= - ~ " ui " u. turb ( ~~ + _J_ 
i1x . " J xi 

~ p k 6ij 

onde 6ij é o delta de Kronecker. 

) + 

No modelo k-& clâssico, Launder e 

( 3) 

Spalding ( 1972 ) as viscosidades turbulenta 
e a efetiva são dadas ,respectivamente,por: 
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~turb = C1 P 
k2 
~ 

~ = ~ + ~turb e 

( 4) 

onde C1 é uma constante "universal ". Tanto a ! 
energia cinética turbulenta como a sua taxa j 

de dissip~ção s~o calculadas a partir de su~l 
equaç~es diferenciais de transporte . A de k i 
pode ser obtida a partir da contra~~o da : 
equação de transporte das tens~es de Reynolds!'·· 
,admitindo que sua dissipação seja i sotrópi­
ca,mas a de & é obtida utilizando hipóteses , 
mais restritivas ( Launder,1984 ) . l 

As equaç~es de transporte para k e & 

são,respectivamente : 

\ 

u .~ = -"- ( 
1-le i1 k 

)+P-e -----
1 i1 x . i1 x . pok i1 x. 

1 1 1 "I 
u.~ = _a __ ( 1-le ~ ) + 

1 õ x. i1 x . po i1 x . 
1 1 & 1 

C2 P _!3_ 
e 2 

+ C3 -
k k 

onde P é a geraçã o de energia cinética de 
turbulência por unidade de massa,ok , o& , 
C2 e C3 são constantes. 

(6 

Nota-se que toda anisotropia das ten- ' 
s~es de Reynolds , utilizando-se o conceito de 
viscosidade efetiva,é provocada pela aniso­
tropia das taxas de deformação principais,o 
que é incoerente com os resultados experi­
mentais de Lilley e Chigier ( 1971 ) . 

O modelo algébri c o das tens~es de 
Reynolds não apresenta esta particularidade 
e é obtido a partir do truncamento da equa­
ção de transporte das tens~es que apresenta 
a sequinte forma ( Launder et al . ,1975 ), 
admitindo-se ainda que a dissipação ocorra 
de forma isotrópica : 

un 
i1 < uiuj > = 
a xn 

Pij +nij + Dij -e 1111 

onde 

pij 

n . . 
1J 

tensor geração .de turbulência 

tensor de acoplamento pressão­
deformação 

Dij tensor de difus~o 

Neste trabalho foi utilizada a formu­
lação de Gibson e Launder ( 1978 ) para o 

I 



i 
Si 

tensor de acoplamento press~o-deformaç~o e a 
de Daly e Harlow ( 1970 ) para o tensor de 
difus~o. Assim : 

n. C4 
€ 

<u.u.> 2 6. k ) = - -k- 3 1j 1 J lj 

C5 ( P. 1 6. pkk ) -
3 lj lj 

k " <u.u .> 
D. C6 

jj 
( 

_____ .!._L = <ukul> 1j 
jj X & " xl k 

onde C4 , C5 e C6 s~o constantes. Para o 
truncamento da equação de transporte das 
tens~es de Reynolds foi adotado o procedi­
mento proposto por Rodi ( 1976 ) que é ba­
seado na suposição que < u. u . > I k é 

1 J 

+ 

constante no domi nio do escoamento. Assim 
a Eq. 7 pode ~ r: r r · c c:_.; i_~r' .i ta :la !:j equ.inte 

.) [" rorma : 

2 6. 1 -- C5 
* <u.u.> = k (- + 

1 J 3 1j 
C4 

\ 
P. 

2 pkk 

iii 
_2_j_ - 6. 

c 3 1j 2& 

* pkk 
( 8) 

' 1 I 1 + 2& 
- 1 ) 

I C4 ! 

A uti l izaç~o do modelo algébrico de Reynolds 
· não exclui a uti l izaç~o das equações de 

! ~~ transporte de k e c . A forma destas permane­
ce inalterada modificando-se apenas o termo 
de difusão para a vers~o ampliada de Daly e 

I Harlow ( 1970 ) . Neste trabalho utilizou-se 
' a modificaç~o de Boysan et al. ( 1983 )que 

introduz, de mane i r a ·· ad doe " termos que 
contém W/r na avaliaç~o das tensões de 
Reynolds, com exceç~o da p<uu> . Isto é 

· I feito para amenizar os efeitos da proposiç~o 
1 

de Rod i sobre a convecção das tenseses. 

Condições de Contorno . Nas regiões 
p~ximas as paredes foram utilizadas fun­
çtses de parede como as descri tas em Launder 
e Spalding ( 1974 ),mas alteradas admitindo­
se que as tensões, nestas regiões, s~o iso­
t~picas e que o " skew " é pequeno. No eixo 
de simetria foi admitido que as derivadas 
radiais da velocidade axial,da energia ci­
~tica da turbulência e de sua taxa de dis­
sipaç~o s~o nulas, que as velocidades radial 
e tangencial e as flutuações <uv>, <vw> e 
<uw> s~o nulas. Nas paredes da câmara foi 
~mitido que as velocidades perpendiculares 
is paredes s~o nulas e que os valores de k 
e c sao calculados utilizando as funções 
parede.Para amenizar o efeito das condições 
de contorno na descarga do equipamento sobre 
a simulação do escoamento no interior da 
~mara, adicionou-se um duto de diâmetro 
igual ao da garganta e com comprimento de 
duas vezes o da câmara. Admitiu-se que o 
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tubo n~o oferece resistência ao escoamento e 
que todas as derivadas a.xiais s~o nulas na 
secção de descarga do duto.Para a seeção de 
alimentação a velocidade radial é definida, 
a tangencial é 6 vezes a radial, o valor de 
k ( kin ) igual ao quadrado da velocidade 
multiplicado por 0.03 e cin é dado por: 

cin = 
0.005 x diâmetro da câmara 

Os valores adotados para as constan­
tes dos modelos de turbulência são: C1=0.09 
, C2=1.44, C3=1.92 , C4=1.8 , C5=0.6 , 
C6=0.18 , ak =1.0 e a c =1. 3 . 

. Procedimento Para A Solução. Para a 
discretização das equações de conservação 
foi utilizado o método dos volumes finitos 
e uma malha não uniforme de 36 X 21.As de­
rivadas dos termos difusivos foram aproxi­
madas por diferença céntral e a dos convec­
tivos pelo SUDS de Raithby ( 1976 ) . O 
procedimento adotado para resolver o con­
junto de equações algébricas obtidas a par­
tir da discretização das Eqs. 1,2,3,4,5 e 

6 ( modelo k-e ) e o conjunto obtido a 
partir das Eqs. 1,2,5,6 e 8 ( modelo 
algébrico das tensões de Reynolds ) é o 
SIMPLE de Patankar e Spalding ( 1972 ). 

Configuração da Câmara Ciclónica e Re­
sultados. O escoamento escolhido para esta 
simulação é aquele encontrado na câmara com 
quatro bocais de alimentação e que foi estu­
dado experimentalmente por Ustirnenko e 
Bukhrnan ( 1968 ).0 diâmetro interno da câ­
ra é 0.25 m, o comprimento 0.386 me o 
diâmetro da garganta é 0. 1 rn. Admitiu-se 
que o fluido é injetado na câmara através 
de uma fresta cuja largura foi ajustada de 
modo que a vazão e a velocidade de entrada 
sejam compativeis com as condições experi­
mentais reportadas. 

A Fig.2 mostra a comparação entre os 
perfis de -velocidade axial obtidos por si­
mulação,utilizando os dois modelos de tur­
bulência,e o obtido por via experimental. 
Já a Fig.3 mostra a comparação dos perfis 
de velocidade tangencial nas mesmas condi­
ções da Fig.2 .Os perfis são referentes a 
urna secção transversal, interna a câmara , 
que dista 0.035 m da secção transversal 
referente à garganta do equipamento.Nota­
se que o perfil de velocidade axial obti­
do com o modelo de turbulência k - c não 
apresenta velocidades negativas na região 
próxima ao eixo de simetria .Isto implica 
que não foi-simulada a zona de recircula­
ção interna que é urna das caracteristicas 
deste tipo de escoamento.O perfil de velo­
cidade tangencial referente ao mesmo mode­
lo apresenta formato de VÓrtice forçado,a 
velocidade máxima ocorre numa região pró­
xima a parede ,e não o formato de um VÓr­
tice combinado. Os perfis de velocidade 
axial e radial obtidos com o modelo algé­
brico das tensões de Reynolds são bastan­
te próximos dos obtidos por via experi­
mental nesta seeção.Em outras seeções do 
equipamento isto se repetirá,mas a zona 
de recirculação simulada tem um compri­
mento maior que o experimental. 
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Comparação dos perfis de 
velocidade tangencial 

Comparando-se os resultados obtidos 
n e sta simulação e os apresentados por Boysan 
e Swithenbank ( 1981 ) com os experimentais 
de Ustimenko e Bukhman ( 1968 ) , nota-se que 
,no geral,os resultados desta simulação 
apresentam melhor aderência àqueles obtidos 
por via experimental . Isto se deve, principal­
mente, a utilização da formulação de Gibson e 
Launder ( 1978 ),degenerado com as proposi­
ções de Boysan ( 1983 ), para o tensor de 
acoplamento pressão-deformação na sua forma 
c ompleta . 
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SUMMARY 

The problem of confined turbulent vor­
tex flow in cyclone chamber is formulated in 
terms of the conservation equations of mass 
and momentum.Two turbulence models are used 
as closures.The first is a classical k-c and 
the second an ARSM.It is show that the first 
fails to reproduce many features of confined 
vortex flow and the second produces results 
that display good agreement between the 
predicted and experimental profiles of axial 
and tangential velocity components. 
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lNTR OD UCTlON 

Methods based on a Navier-Stokes 
solution procedure encounter difficult in 
accurately predicting surface quantities due 
to grid limitations imposed by the speed and 
size o f exis ting computers. A potentially 
simple and cost effective way to achieve this 
goal is to use a predi ction method based o n 
three-dimensi ona l boundary-layer theory. 
Detailed review of existing calculation 
methods for three-dimensional turbulent 
boundary l ayers in externa l flows have been 
given by Humphreys ano Lindhout (1988). 

The major objective of this paper is to 
assess the applicability of a three­
dimensional boundary-layer approach for the 
prediction of heat loads, boundary layer 
growth, pressure l asses, and streamline 
skewing in aerodynamic s hapes. The governing 
equations are written in a general 
nonorthogonal coordinate system to handl e 
complex confi gur ations. Th e properti es of the 
turbulent boundary layer would make sel ecti on 
of the grid distribution extremely difficult 
if the fl ow were solved in terms of physical 
variables. - Fo r this reason, the Lev y -L ees 
variables, generalized to thre e -dimensional 
flows are used. The properties of the 
inviscid flow required at the edge of the 
boundary layer are obtained from the surface 
Euler equations, with the inviscid flow's 
pressure field as the input. The starting 
solution along the two inflow boundaries are 
generated from self-similar solutions to the 
full equations. ln this preliminary 
evaluation of the calculation method, the 
turbulence is modeled by a simple algebraic 
turbulence model. The partial differential 
equations governing the development of the 
boundary layer are discretized and 
approximated by an efficient two-point 
finite-difference scheme. Finally, the 
procedure developed here is validated for 
some standard test cases. 

BOUNDARY-LAYER EQUATlONS 

The basic concepts underlying in 
boundary-layer theory as introduced 
Prandtl (1904). The surface geometry 
curving of the inviscid streamlines make 

the 
by 

and 
the 
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three-d imensional boundary-layer theory 
significantly more complicated than its two­
dimensional counterpart. ln addition, since a 
general surface is a three-dimensional curve 
in space, it is very difficult to represent 
it in a simple coordinate system. In o r der to 
allow the maxim um flexibility, consider the 
surface of an arbitrary body which is defined 
in the (yl, y2, y3) right-handed Cartesian 
reference coordinate system (see Fig.l). The 
boundary-layer coordinate system, a 
nonorthogonal rotating curvilinear right-
handed coordinate sys tem (xl, x2, x3), is 
defined on the surface of the body. In 
general the line s xl = const. and x2 = const . 
are nonorthogonal with a local angle 
between them, and the third coordinate x3 is 
rectilinear and normal to the surface. Thus 
the (xl, x2, x3) system 1s a loca ll y 
mo n oc lini c coordinate system. It is 
considered as being uniquely related to the 
Cartesian coordinate sys tem, the 
relationships being given by the base vecto rs 
of the xj system. The theory of such 
coordina t e systems has been presented by 
Hir sc hel and Kordulla (1981). 

J' :r 

Figure 1. Coordinate systems. 

The boundary-layer equations in 
nonorthogonal curvilinear coordinate system 
for a steady, compressible, three­
dimensional, turbulent flow take the 
following form: 

Continuity 

( l ) 



xl Momentum 

vl( 1 v2, 1, 3 1 1 2 
hl v )11+ h2'v '12+ v (v )13+ kll(v) 

1 2 
:1: k

12
v v + k13(v

2
)

2 =i {kl4(p),l + 

kl5(p) 12 + 1 1'3' [ll(V ) 13 - pv v ],
3

} ( 2) 

x2 Momentum 

vl 2 v2 2 3 2 1 2 
hl(v )11+ h2(v )12+ v (v )13+ k2l(v) 

1 2 2 2 1 
+ k22v v + k23(v ) = p {k24(p) 11 + 

2 2'3' k
25

(p) 12 + [ll(V ) 13 - pv v ] 13 } (3) 

Energy 

vl 
hl(Ht) 1l+ 

v2 3 
h2(Ht)l2+ V (Ht)l3 

2 
1 ---- vt - {À(T) 13 - pv

3
1h 1 + IJ( __ ) } 

p r 2 I 3 
(4) 

motion, we In addition to the equations of 
have additional relations which 
below. 

are given 

Equation of State 

P = pRT ( 5) 

Stress Strain Heat Flux Relations 

'13 \J ( V } ) I 3 - p V } I V 3 I ~ ( \J +E l ) ( V } )I 3 ( 6 ) 

L 2 3 = lJ ( v 2 ) I 3 - p v 2 I v 3 I = ( lJ + E 2 ) ( v 2 )I 3 ( 7 ) 

qT = À ( T) I 3-

\J v2 
- - ( t) 

Pr-- 1 3 2 

Total Velocity 

3 1 1 \J Eh)( ) 
pv Ht = (Pr + Prt Ht 13 

( 8) 

v2 = (vl)2 + (v2~2 + 2vlv2cos & (9) 
t 

Total Enthalpy 

H - v2 
t - CpT + __!_ 

2 
( 10) 

In the above set of equations, the 
velocity coordinate v 1 ~ v 2 and v 3 are 
physical contravariant velocity coordinates 
and have been normalized with free-stream 
velocity V

00
• Distances are nondimensionalised 

by a reference length L ef' pressures by 
twice the dynamic head pv~' temperature with 
a reference temperature, Tref = Yv~ I (y-l)Cp, 
and enthalpy with square of free-stream 
velocity. Normal distances and velocities are 
also stretched by the square root of the 
reference Reynolds number, Re = 
PooVooLreflllref· The effect of turbulence on 
the mean flow is incorporated into the 
governing equations through the components of 
the eddy viscosity, E! and E2, Ehis the eddy 
conductivity, and the turbulent Prandtl 
number is defined by Prt = CpE 1 /Eh . In 
equations (1)-(3) the metric factors kmn are 
functions of the metric tensor of the 
surface. Index notation is used to denote 
derivatives, for example: (vl)ll = avl;axi. 

TRANSFORMATION OF THE EQUATIONS 

For three-dimensiona1 boundary layers 
it is worthwhile to consider transformations 
of the equations which kQep the thickness of 

omputational 
nearly constant and allow the calculation of 
a family of similarity solutions to be used 
as inflow conditions for starting the ! 
calculation. Amorim ( 1991) h as reviewed some i 
of the transformations used for solvinq 'l 
three-dimensional boundary-layer equations . 

In this paper, the transformatioo l 
proposed by Vatsa (1985) has been used. This 
transformation is a natural extension of the 
Levy-Lees variables to three-dimensional 
flows which captures the overall growth of 
the boundary layer, . be it laminar, 
transitional, or turbulent. 

The independent variables are 
transformed according to the following 
relations: 

xl 
~ = r qodxl ( ll) 

o 

~ = x2 ( l2l I 
x3 

vlh I pdx3 ll = ~ ( 13) 

m 
where i 

q =p v~h 1 h~(IJ + E)e ( 14) I 
q 0 is the value of q at x2 = O, and subscript 
e refers to the edge of the boundary layer. 

PROPERTIES OF EQUATIONS 

! 

The set of equations derived above 
consist of four coupled partia! differential 
equations; three of which are second order 
and one first order. The properties of these 
equations have been formally examined by Wanq 
(1971). Wang's analysis shows that these 
equations are parabolic and therefore may be 
solved by a forward marching algorithm. 
However it is noted that there exist two sets 
of characteristics, a set of characteristics 
which consists of surfaces normal to the 
wáll, and a set of surfaces consisting of the 
strea~. ones. These stream surfaces imply that 
the initial conditions for the problem are 
all the flow properties on a surface not a 
stream one. These initial conditions are 
called inflow conditions because the solution 
can be obtained only downstream along stream 
surfaces. Thus, as pointed out by Blottner 
(1975), a unique solution of the three­
dimensional boundary-layer equations requires 
specification of the inflow conditions alonq , 
any inflow surface and specification of ! 
boundary conditions similar to those employedj 
for the two-dimensional boundary-layer 
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equations. J 

l 

Inflow Conditions. The inflow conditions are' 
required along two inflow boundaries for 
computing three-dimensional boundary layers. 
These conditions may be specified as input 
data or constructed from analytical 
relations. An alternative approach to 
accomplish this is to generate self-starting 
solutions based on local similarity concepts. ; 
These solutions are obtained by reducing the 
partial differential equations in three 
independent variables to partial differential 



equations in two independent variables. A 
special case also exists for a boundary which 
is a plane of symmetry for the flow field: 
the plane of symmetry is in this case a 
characteristic surface anà requires special 
treatment. 

Bounàary Conditions. The bounàary conàitions 
take the form 

i 1 2 
v (x 1 x 1 O) = O 

T 
w 

i 

At the eàge of the boundary layer 

lilll vj vj j = 11 2 
X 3-+ oo e 

lim HT HT 
X 3-+ oo e 

EDGE CONDITION S 

( 15) 

( 16) 

( 17) 

( 18) 

The solution of the boundary-layer 
equations requires specification of the edge 
conditions1 vlel v2el HT. An interface 
proceàure is used to s o lveethe surface Euler 
equations for a given inviscid flow pressure 
fielà to assure consistency at the eàge of 
the boundary layer. The surface Euler 
equations can be obtained from the three­
dimensional boundary-layer equations by 
taking the limit as x 3 ~oo • Since the eàge 
conditions are derived from a subset of the 
full three-dimensional boundary-layer 
equations1 consistency and compatibility are 
assured. 

TURBULENCE MODEL 

In this preliminary evaluation of the 
calculation method1 only a simple algebraic 
turbulence model will be considered. The 
algebraic model of Cebeci and Smith (1974) 
was originally devised for two-dimensional 
bounàary layers. An extension of the model to 
three-dimensional flows in a nonorthogonal 
surface coordinate system is àescribed by 
Cebeci et al.(l977). The model assumes an 
eddy viscosity1 the distribution of which is 

specified in two parts. A mixing-length 
formulation is used for the inner region of 
the bounàary layer1 

(19) 

The derivative of the total velocity and the 
mixing-length are given by 

[ 
1 2 2 1 

(vT), ·
3 

= (v ),
3

+ (v ),
3

+ 2cos &(v ), 3 

(20) 

( 21) 

where x is the Von Kármán constant1 generally 
taken to be 0.4. The coefficient in the Van 
Driest damping function is given by 

A ( 22) 

where 

v*= ( 2 3) 
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In the outer region1 the eàdy viscosity 
is given by the clauser model in the form 

( 24) 

where X is the Clauser constant generally 
taken to be 0.016 anà 1. is a representative 
length scale given by 

Joo 3 3 
1. = 

0 

x (vT), 3dx ( 25) 

DI SCRETIZATION OF EQUATIONS 

The transformed boundary-layer 
equations àescribeà above are a set of 
coupleà nonlinear partia! differential 
equations1 which have to be discretized and 
approximateà by appropriate finite-difference 
expressions before a numerical solution of 
these equations can be obtaineà. A number of 
references exist on this subject for three­
àimensional bounàary layer where different 
kinds of finite-àifference schemes have been 
investigateà. In the present method a box 
s c heme proposed by Cebeci et al.(l977) is 
employed1 which is a consistent second-order 
accurate scheme. 

SOLUTION PROCEDURE 

When the difference expressions are 
substituteà for partia! derivatives in the 
governing equations1 one obtains a set of 
highly nonlinear1 coupled algebraic 
equations1 whose solution requires an 
iterative procedure. The nonlinear terms are 
quasi-linearized in order to reduce the 
number of iterations necessary to achieve a 
solution. The resulting set of linear 
algebraic equations is solved by a block­
tridiagonal inversion procedure. 

RESULTS ANO DISCUSSION 

The results presented below can 
an indication of the performance of 
present calculation method. 

give 
the 

Flat Plate with Attacheà Cylinàer. The first 
test ca5e is that of a three-dimensional 
turbulent flow past a flat plate with a 
cylinder attached at right angles to it1 as 
sketched in Fig. 2. The inflow conditions 
have been assumed corresponding to a fully 
developed two-dimensional turbulent bounàary 
layer on a flat plate with R8 11 = 5010001 8 11 

0.01 d1 H = 1.261 and zero crossflow. The 
inviscid edge velocity distribution is 
specified by the Euromech 60 organizers 

Figure 2. Schematic Flow Configuration 

With the Cartesian cooràinate system 
used1 the calculation could be carried out 
only up to xl;r = 2.461 where separation 
ocurred on the symmetry plane. Figure 3 shows 



the calculated variation with xl of the 
momentum thickness for various distances from 
the symmetry plane. The three sets of results 
are in good agreement with Rastogi and Rodi's 
(1978) computed results. 

N 
o 
o! /; -21·-0 1 

"Õ I -~ _,....----~- ____- , cn --~~~1>-,.---- - o x2
1

r•1. 
8:: o - --····-e--·------ • x2/r~2 . 

I 
"l ci -· 

Rastogi ~ Rodi 

Present Method 

0.0 1.() 2 .0 J _() 

X~ 
Figure 3. Calculated Momentum Thickness. 

Flow on the Endwall of a Curved Duct. 
Vermeulen (1971) has conducted one of the 
most exhaustive experimental investigations 
for studying the three-dimensional boundary­
layer flows in a curved duct. The schematic 
of the f1ow problem along with the 
nomenclature and locations of measuring 
stati ons is shown in Fig. 4. 

BOU~J CI·.HY 

COfJ Oi f l tH ·I~~ 

'1 " __ 4 ___ 1 -----t-.--------

~
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~~ ~l~-IlJ~ o·--- - ~ --- - · ------- -- _ 

r
. ,,' t : 

!!' ------INITI,\l_ CONDITIONS 

~ SELECTED MEA~UR I NG SlAl iONS 

Figure 4. Schematic of experimental setup. 

The present analysis has been used to 
compute the viscous flow o n the upper wa ll of 
the curved duct from Station 1 to 15 in the 
streamwise direction and from 1ine A to E in 
the spanwise direction. The ve1ocity profiles 
along the inflow boundaries were generated by 
using Whitfield's correlation and Mager's 
representati o n. The in visc id edge condit ions 
required in the boundary-1ayer ca lculati o n s 
were obt ained from the expe rim e ntal data 
thr ough interpolation. The resulting skewing 
angle distribution of the surface streamline 
with respect to the local inviscid 
streamlines is shown in Fi g . 5. The 
comparison between the data and the predicted 
results is considered to be g6od. 
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Figure 5. Wall cross-flow angle distribution. 

CONCLUSIONS 

The solution method dev e loped here has 
been used for predicting three-dimensiona l , 
turbulent viscous flows for well-documented 
test cases, and good comparisons are obtained 
with existing results for these cases. 
However, for separated fl ows an in verse 
solution is necessary, and for flow losses 
predictions an in v iscid-viscous iteraction 
analysis must be considered. 
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Summary 

The heat transfer and jlow structure in laminar boundary layers in the presence of vortex 
generators were experimentally investigated. Heat transfer and naphthalene sublimation 
experiment5, hot-wire velocity measurements and jlow visualization with smoke-sire were 
conducted to determine the vortical structure arising from the vortex generator and to clarify the 
mechanisms of heat transfer augmentation. lt was found that the complex vortical structure 
formed by the main, corner and induced secondary vortices have a great injluence on the heat 
transfer enhancement, The results indicated that the laminar effects, near the vortex generator, 
and the turbulent effects, well-downstream, play a key role in the heat transfer augmentation. 

INTRODUCIION 

Longitudinal vortices are expected to enhance the heat 
transfer with a small additional pressure loss penalty. Longitudinal 
vortices generated by blades or half-dclta wings (or delta winglets) 
attached to the surface at an angle of attack persist over a long 
streamwise distance, disturbing thc entire velocity field and 
temperature field. Although this type of longitudinal vortices have 
been extensively studied in connection with boundary layer 
separation prevention, there are few studies which deal with the 
mechanism of heat transfer augmentation by longitudinal vortices, 
specially for laminar boundary layers. 

Studies dealing with longitudinal vortices and heat transfer 
enhancement are relativcly recent. Onc of the earliest is the repor! 
by Edwards and Alker (1974), who investigated the cffect of 
counter-rotating and co-rotating longitudinal vortices produced by 
cubes and vortex gencrator blades on heat transfer of boundary 
layers. They found that cubes produced the highest local 
improvement while the effcct of vortex generators extended further 
downstream. Russel et al. (1982) carried out expcriments with 
sensitive paints to determine the spanwise temperature distribution 
of alternating rows of closely spaced counter-rotating vortex 
generators on a simulated plate fin surface. They found that 
considerable enhancernent of heat transfer óccurs, with a modest 
pressure loss penalty. Fiebig et al. (1986) reportcd an experimental 
work in which the local heat transfer · and friction coefficients for 
channels with various kinds of wing-type vortex generators were 
measured. They concluded that some geometries of vortex 
generator are more suitablc for heat transfer augmentation. Turk 
and Junkhan (1986) conducted a similar work for blade-type 
vortex generators in flat-plate, with the emphasis being placed on 
the relationship between the geometry and the augmentation of the 
overall coefficients. Fiebig et al. (1990) proposed to enhance the 
heat transfer of a fin-tube heat exchanger by punching a pair of 
half-delta wing vortex generators ahead and behind the tube, in the 
plate fin. They found an increase of the mean heat transfer 
coefficient up to 20% and a decrease of the flow losses up to 10% 
due to form drag reduction caused by the delayed separation on the 
tube. 

The present authors have conducted a series of experimental 
and numerical works aiming to understand the thermal transpor! 
mechanisms of flows dominated by longitudinal vortices. The main 
objectives are to clarify the mechanism of heat transfer 
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augmentation and get insights in order to propose vortex generators 
configuration for use in heat transfer equipments. ln the former 
report (Torii and Yanagihara, 1989), heat transfer measurements 
"far enough" from a half-delta wing vortex generator with a 
relatively small angle of attack placed in an otherwise laminar 
boundary layer showed that the main reason for the large 
enhancement in heat transfer in such flows is the transítíon to the 
turbulent regime rather than the vortical motion ítself. Heat transfer 
measurements closer to the vortex generators were conducted 
(Yanagihara and Toríi, 1990a) in which the angle of attack, height 
and geometry of the generators served as parameter. It was found 
that large local enhancement can be achieved in regions where the 
regime is predominantly laminar by the boundary layer thinning 
dueto the vortical motion. Velocity and temperature measurements 
for counter-rotating pairs with the common flow up and common 
flow down were carried out (Yanagihara and Torii, 1990b), in 
whích the angle of attack were kept constant and the distance 
between generators were varíed. Smaller distances caused higher 
heat transfer for pairs with the common flow down. When the 
angle of attack of vortex generator's pairs wíth the common flow 
down was varied (Yanagihara and Torii, 1991a), the strong 
downward motion caused by the generators with larger angle of 
attack were found to be favorable for heat transfer enhancement. 
The influence of an array of co-rotating and counter-rotating 
longitudinal vortices on heat transfer were studied (Yanagihara and 
Torii , 1991b). It was found that arrays of counter-rotating 
longitudinal vortices present better heat transfer characteristics thari 
co-rotating arrays. 

The objective of the present work is to determine the flow 
structure around the generator, clarifying the mechanism of vortex 
formation and its influence on heat transfer. The measurements of 
the local heat transfer coefficient and the velocity field coupled 
with flow visualization by smoke-wire were important to relate the 
heat transfer enhancement to the vortical structure. 

EXPERIMENTAL APPARATUS AND PROCEDURE 

The test facility consisted of a low-speed, open circuit wind 
tunnel. The air was delivered by a controlled blower and passed 
through a turbulence management section. A nozzle with a 
contraction ratio of 7:1 connected the wind tunnel to the 300 mm 
x 300 mm square test section. The nominal free-stream velocity at 
the inlet plane was 3 to 4 m/s, with a free-stream turbulence 



intensity lower than 0.3 %. 
The heat transfer coefficients were obtained using two 

distinct techniques. For a broader analysis of the phenomena, heat 
transfer experiments using a heated surface were conducted, 
presenting good accuracy. For a more detailed local heat transfer 
measurement, in a smaller region, naphthalene sublimation 
experiments were carried out because they give a continuous 
variation of the local heat transfer coefficient. 

ln the heat transfer experiment, a single vortex was 
generated in the centerline of the laminar boundary layer by means 
of a half-delta wing and then passed over a constant heat-flux 
heat transfer surface with an unheated starting length of 0.2 m 
(figure 1). A stainless-steel heated surface (903 x 260 x 0.03 mm3

) 

was set up at the upper side of the test section to avoid the 
influence of natural convection. The back face of the heater was 
insulated by a bakelite plate covered with styrene-foam insulation. 
The conduction losses were evaluated to be 8% of the total heat 
generated. The radiation losses varied between 6 to 15% of the 
total heat generated. The heat conduction inside the stainless steel 
heater and the bakelite was also taken into account in the 
calculation of the heat transfer coefficient. The distributions of heat 
transfer coefficients in both spanwise and streamwise directions 
were based on temperature measurements by fine thermocouples 
attached to the back of the heat transfer surface. One hundred and 
thirty cooper-constantan thermocouples (0.06 mm diameter) were 
arranged along the surface in five spanwise rows of twenty or 
thirty thermocouples each. The uncertainty of the Stanton number 
was estimated by combining uncertainties in the measurements of 
the local temperature and the power supplied, and in the correction 
applied for radiation and conduction losses. The resulted 
uncertainty of the Stanton number was 10%. Because the heat 
transfer results are presented in nondimensional form, normalized 
by the two-dimensional experimental data, part of the bias errors 
were compensated. Therefore, the uncertainty of the normalized 
Stanton number should be lower than 10%. 

ln the naphthalene sublimation experiment, the vortex 
generator was placed upstream of the naphthalene plate (100 x 100 
mm2

) in most cases, although some experiments with the generator 
placed on the naphthalene plate were also carried out (figure 2). 
After exposing the naphthalene plate to the flow for some hours, 
the sublimation rate of the naphthalene was measured by an 
electronic micrometer traversed by an automated system which 
allowed very detailed data to be taken. The heat transfer coefficient 

(h) was calculated from the naphthalene sublimation rate, using the 
analogy between heat and mass transfer. The results are shown in 
nondimensional form, normalized by the theoretical laminar 
boundary layer value (h,J. The uncertainty of the naphthalene 
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Figure 1 Schematic View of the Test Surface 

experiment is mainly associated to the ambient temperature 
variation during the experiment and the uncertainties associated 
with the measurement of the naphthalene thickness. The bias 
caused by the ambient temperature variation was corrected in the 
data processing. The uncertainty of the heat transfer coefficient was 
estimated to be around 7%. 

The mean and fluctuating components of the velocity were 
measured by a single, constant-temperature hot-wire anemometer 
which was traversed in the normal (y) and spanwise (z) directions 
for each streamwise (x) station. The contour plots in this paper 
represents the results for the streamwise component of velocity 
taken by a single probe. Measurements of the three-components of 
the velocity were also carried out, by using the method described 
in Wagner and Kent (1988). ln this case, a slant hot-wire probe 
was rotated about its axis to allow a series of velocity data to be 
taken for ten probe angular positions · in a determined spacial 
location. From these data, the three components of velocity were 
calculated by the least-squares method. Although these 
mcasurements offered more information on the flow structure, it 
was found that the measurement of the streamwise component by 
a conventional single-wire probe was accurate enough to provide 
the general patterns of the flow. 

The smoke-wire technique described by Torii (1977) was 
employed for the yisualization of the boundary layer flow. Liquid 
paraffin was dispersed over a fine Ni-Cr wire whose diameter 
ranged from 0.06 to 0.2 mm. This wire was stretched and placed 
in a determined position in the flow field. The paraffin formed 
small droplets over the wire which become the smoke-tracers after 
a quick electrical heating of the wire. The streaklines formed by 
the smoke was photographed by using a lightsheet produced by a 
stroboscope whose time lag was controlled. 

The longitudinal vortices were generated by half-delta 
wings with different sizes (H= 15/25 mm) and angles of attack (a= 
5°/15°/25°/35°/45°/60°). The wing sweep angle was fixed at 68°. 
The velocity boundary layer thickness at the generator's location 
(c5) was 4.8 mm for u,=4 m/s. 

RESULTS AND DISCUSSION 

Developq1ent of the Vortex. The behavior of the 
longitudinal vortices generated by a single vortex generator is 
discussed in this section. At first, it would be useful to have an 
idea of the mechanism of generation of such vortices. Figure 3 
shows a schematic draft of the vortices being produced due to the , 
interaction · between the shear flow and the vortex generator. This i 
draft was based on hot-wire measurements and smoke-wire flow 
visualization photographs taken for relatively large vorteic í 
generators. For wing or blade type vortex generators, stable tip t.· 
vortices are expected when the angle of attack is smaller than 35° I 
(Lugt, 1983). For higher angles of attack, a combination of tip f\ 
vortex and edge vortex is anticipated. Figure 4 shows the I 
streamwise velocity contour and the vector plot of the flow field ~ 
produced by a single vortex generator whose height (H) is 25 mm } 
and angle of attack (a) is 15°. The contour plot represents the l 
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Figure 3 Vortical Structurc 
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Figure 4 Strcamwisc Vclocity Contour and Vector Plot 
H=25 mm and a=l5° 

streamwisc velocity map for one streamwise station. Although the 
signal from a single wire probc can also include the normal 

· component of the velocity, comparison with three-dimensional 
;l measuremcnts showed that the streamwise component is 
i' predominant. Figure 5 shows the photographs taken for the sarne 
·~· . flow field of figure 4, with the smoke-wire placed at y= 3 mm (a) 

,~ andy= 15 mm (b). The vortices near the wall were captured in 
lj figure 5a and the main vortex was captured in figure 5b. From the 
l analysis of figures 4 and 5, it is possible to say that the following 
~;. vortices significantly affects the flow field: 1) the main vortex that 
~ is forrned as a result of the flow separating in the tip of the half­
~: delta wing due to the lower pressure behind the vortex generator, 
2 2) the comer vortices that are horseshoe-like vortices formed in 
~ the comer between the wing and the plate and 3) the induced 
'
1 

secondary vortex which appears mainly due to the presence of the 
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Figure 5 Smoke-wire picture for the Vortex Generator 
with H=25 mm and a=l5° 
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main vortex. 

.SB m 

The streamwise development of the vortices for a vortex 
generator with H= 15 mm and a= 15° are shown in the contour 
plot of figure 6. lt is noteworthy in this figure that the longitudinal 
vortex, although suffering the influence of viscous dissipation, 
persists well downstream modifying the entire velocity field. 
Because of the interaction between the vortex and the wall, the 
vortex shifts its position to the upwash region. ln the first 
streamwise station (x = 0.08 m), there are indications of the three 
vortices that were captured in the velocity measurement. 

Ihe Enhancement of Heat Transfer. The region around a 
half-delta wing vortex generator exhibits very large local heat 



transfer coefficients. The results from the naphthalene sublimation 
experiment. for a vortex generator with H= 25 mm and a= 15° 
placed on the. naphthalene plate are shown in figure 7, in the form 
of contour plots of the various heat transfer enhancement leveis. ln 
the region near the front comer between the wing and the plate, 
there are regions which presenta large heat transfer enhancement. 
This is due to the strong horseshoe-like comer vortices which are 
formed in this region. [t is possible to relate the regions with high 
local . heat transfer coefficients (figure 7) to those in which the 
longitudinal vortices are present (figure 5a and 5b). 

The longitudinal vortices generated by half-delta wings 
enhance the heat transfer by a factor larger than two over a large 
downstream heated surface area. Figure 8 shows the streamwise 
development of the spanwise variation of St/St

0 
with the angle of 

attack (a) as parameter. It is straightforward that the heat transfer 
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enhancement grows with the angle of attack because of the higher] 
strength associated with the larger angles of attack. The two peaks 
of heat transfer coefficient are related to the regions where l 
boundary Jayer thinning occurred due to the downward flow of the í 
main and comer vortices. For a= 60°, these peaks are not identified l 
probably because for this large angle of attack the flow field 
distortion caused by the main vortex is much stronger than any I 
eventual influence of the comer vortex. f 

The relative influence of the boundary layer thinning and ,. 
the local growth of turbulence intensity on heat transfer can be 
seen in figure 9. This figure shows the heat transfer results and the · 
velocity contour plots for a single vortex generator with H= 15 
mm and a= 15° in a streamwise station which corresponds to the 
second thermocoúples row. The top contour shows the mean 
streamwise velocity contour plot and the bottom the fluctuating 
component. The heat transfer results corresponding to this 
streamwise station show that the peak heat transfer coefficients are 
associated with the regions where the boundary layer is thinned by 
the downward vortical motion of the main and comer vortices. On 
the other hand, they are not necessarily related to the regions that 
havc high turbulence inte!)Sity. The conclusion is that the boundary 
layer thinning plays a major role on heat transfer cnhancement, in 
thc region near the generator. The results for the sarne generator in 
the region well downstream (x= 0.4 m) is shown in the figure 10. 
ln the downwash region, the arca with heat transfer cnhancement 
corresponds nearly to the region in which the boundary layer is 
thinned by the main vortex. ln the upwash region, the heat transfer 
is augmented over a broader arca and the peak shifts its spanwise 
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position. Looking at the contour plot of the fluctuating component 
of velocity, it is possible to associate the broader region with heat 
transfer enhancement to the local growth of the turbulencc intensity 
in the upwash region. The upwash vortical motion and the presence 
of the comer and induced secondary vortices near the wall 
produced additional instabilities which caused the local growth of 
the turbulence intensity. 

The results of experiments with a single vortex generator 
with H= 15 mm and a= 45° in the streamwise station 
corresponding to the second thermocouple row (figure 11) show . 
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that- the strong main vortex caused a large distortion in the mean 
flow field and even larger distortion in the fluctuating velocity 
field. The region with high turbulence intensity is very large, 
extending from the wall to the core region of the vortex. The heat 
transfer effects corresponding to the action of the comer vortex is 
smaller than the effect of the main vortex. The results further 
downstream, as shown in figure 12, indicate that the turbulent 
effects are dominant in the heat transfer enhancement The heat 
transfer rate and the turbulence intensity are high over a large 
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spanwise width. The heat transfer results shows larger values in the 
upwash side because of the vortex shift which occurred due to the 
stronger main vortex. ln this case, the larger angle of attack 
produced a much larger distortion on the flow field, hastening and 
broadening the occurrence of turbulence and dissipating the vortical 
structure, specially near the wall. 

CONCLUSIONS 

The influence of half-delta wing vortex generators on the 
heat transfer of laminar boundary layers .was experimentally 
investigated. Various aspects of enhancement of heat transfer by 
longitudinal vortices were clarified. Results of heat transfer and 
naphthalene sublimation experiments and hot-wire velocity 
measurements coupled with smoke-wire flow visualization allowed 
the following conclusions to be taken. 

1) The half-delta wing vortex generator produces a 
complex vortical motion with various longitudinal vortices 
affecting the boundary layer flow. It was found that the main 
vortex, the comer vortices and the induced secondary vortices 
plays a major role in distorting the flow and enhancing the heat 
transfer. 

2) High heat transfer enhancement leveis are generally 
related to the locations with thinner boundary layer but not 

necessarily to those with higher turbulence intensity. The boundary 
layer thinning by the main and comer vortices is the primary 
reason for the enhancement of heat transfer in the region near the 
generator. · 

3) Vortex generators with larger angles of attack produce 
a larger distortion on the boundary layer and a higher heat transfer 
enhancement. The longitudinal vortices produced by generators 
with' the angle of attack of more than 45o induce the local growth 
of turbulence intensity near the wall. Well downstream, the heat 
transfer enhancement for such generators is mainly govemed by the 
growth of turbulence. 



NOMENCIATURE 
h : Heat transfer cúcfficient 
hth : h for the theoretical lammar boundary layer 
H : Vortex generator height 

St , St
0 

: Stanton number with and without vortex generators 
u , v , w : Velocity components in x , y , z directions 

us : Free-stream velocity 
x , y , z : Cartesian coordinates 

a : Generator's angle of attack 
ó : Boundary layer thickness at the generator's location 
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SUMMARY 

Thc pnrpose of thi.~ work is to propos e a ncw separation criterion for turbulent boundary 
lay ers uszng some recently derived T(~sults for the asyrnptotic struct·ure of the fiow near the sepu.­
ration point. Th.e scparatwn crit erwn follow.~ from thc rnatch.abzlzty argnment of Mzllzkan applied 
to two adjacents .regions of the multi-layered structnrc found 1.n vzcznzty of thc sepuratzon poznt . 
Thc present theory is compared wzth th e data of Szmpson showzng good ag.re cment. 

INTRODUCTION 
Assume that near the separation point the turbulent terrns 

are balanced by the presuure terrn, that is , 

The separation of a t.urbulent. boundary layer duc to an ad­
verse pressure gradient is a phenomcnon of great technological 
importance. ln fact, a good understancling of this problem is 
of fundamental importa.nct• in the design of many devices sue h 
as airfoils , helicopter blades, je t. engines and rocket noz:des , to 
mention just a few. 

Onc particular relevant datum to the designer is the loca­
tion of the scparation point. As a result , severa! critcria have 
been proposed in the past which predict this point as a function 
of some boundary layer pararnetcrs. For thc turbulent bound­
ary layer we may cite thc cri teria of Von Doenhoff and Tetervin 
(1943) , of Garncr (1944), of Stratford (1959) aqel thc form fac­
tor which, although old, are stilllargely used in industry. Thc 
last two criteria, in spccial, have becorne very popular. 

The purpose of this work is to pwpose a new separation 
criterion for turbulent bounelary layers using some recently 
derived results (Cruz (1992)) for the asymptotic structure of 
the flow near a separation point. Far upstrearn of the separa­
tion point, the turbulent bounelary layer has the clast>ical two­
deck structure consisting of a walllayer an a defect layer (Ya-

!1 jnik(1969), Mellor(1972)). Approaching the separation point, I however, a much more complex multi-layered structure is found 
i (Cruz and silva Freire (1992)) which requires for its description 
1 the introdution of a new characteristic velocity. The separa­
i 
' tion criterion follows from a matching argument between two 
,,. adjacent regions of this multi-layered structure. 

The present theory is compareci with the experimental 
i data of Simpson showing gooel agreement. 

THE ASYMPTOTIC STRUCTURE OF A TURBU­
LENT BOUNDARY LAYER NEAR THE SEPARA­
TION POINT 

The structure of the turbulent boundary layer changes in 
the vicinity of a separation point since some terms which were 
previously neglected by the two-deck classical theory must now 

I be accounteel for. This is the case, for example, of the viscous 
,, diffusion terms in the streamwise elirection. To derive the new 
1 structure anel the new characteristic velocity, we use the inter-

1
. mediate variable technique (Silva Freire anel Hirata (1990)) and 

the scale analysis method. 

l 
I 

l 

â 1 âP 
O( - Tx ) = O(- - -). 

ây Y p âx 
(1) 

Consielering then that the velocity and the characteris t ic 
leng_ th are given by u+ and __!!___ respectively, intcgration of equa­

u+ 
tion ( 1) yielels 

2 2 v âP 
O(u+) = O(ur) + 0(---- ), 

Ur pÔx 

where Ur = jii,( T w = stress at the wall). 

The above expression can be re-written as 

_ !:'_ âP = O. 
p âx 

(2) 

(3) 

The hightest real root of the above equation furnishes 
the characteristic velocity, henceforth calleel un. This velocity 
holels both far upstream of and dose to the separation point 
where it reeluces respectively to un = Ur anel 

un = 3 r;;iiP. y--pax (4) 

Defining the parameter E = iJ! and using the interrnediate 
variable technique and the leugth scales eleriveel in Silva Freire 
and Hirata (1990), the structure of the turbule~t boundary 
layer becomes that shown in figure 1. 
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ity of a separation point. 



The square of sizes e2 represents the region where the 
stresses and the pressure gradients increase their rela tive _ or­
der of importance being balanced by the inertia term (for more 
details see Cruz and Silva Freire (1992)). 

To derive the separation criterion, we will match the solu­
tion in the square region as y -+ oo with the law of the wake 
solution as y-+ O. 

THE SEPARATION CRITERION 

The most popular criterion for prediction of separation 
assumes the form factor to have a universal value at the sep­
aration point. Some authors quote this value betw:een 1.8 and 
2.4 (Schlichting (1962)). More recent work however has shown 
the form factor to reach at times the value 2.8 ( Denguel and 
Fernholz(1990)). This controversy clearly induces uncertainties 
into the form factor formulation. 

To derive a new separation criterion for turbulent bound­
ary layers we must first find a solution for the flow in the square 
region in figure 1. 

Assuming that at the outer edge of this region the tur­
bulent stress term dominates the viscous stress terms, we may 
write. 

aP 
Txy = Tw + ax y, (5) 

where Txy represenUdhe Reynolds stress tensor term -- pu1v 1. 

Equation (5) was shown by severa! authors to be still valid 
as the separation point is approached. Only very dose to that 
point the term ~~ has to be changed by a different expression. 
Aplication of the mixing-lenght hypotesis to equation (5) yields. 

(ky*(au• ))
2 

= ( ~) + ( ~ aP ~ )y*, 
ay• UR p ax UR 3 

with u* = _!!_ and y* = ~. 
UR . V 

The solution of the above equation can be cast as. 

2 
u* = ]{ 

Ur aP v 
( - )2 + -- -- y*+ 

UR pax u~ 

-

(6) 

~----;ar;P- v •• • - ~ 

Ju::~F + p8x uR3Y UR-] +c, (7) ~ ln[ ap v *+~ 
URk f( ~ )2+fhuR3y uR 

UR p 

where C is in principie a function of ~~. 
Equation (7) represents an advace in relation to the works 

ofMellor (1966) and MacDonald (1969) since, contrary to those 
works, its domain of validity covers both the far away and the 
dose regions of the separation point. Equation (7) is a version 
of the dassical "law of the wall" for the flows subject to pressure 
gradients. lndeed, in the region where 

O(ur 2
) >> O(v aaP ), 

p X 

equation (7) reduces to 

u* = 1 2 
-lny* + - + C' 
k k ' 

the dassicallaw of the wall. 
Near the sepáration point where 

O(ur 2 ) << O( v~~), 

(8) 

equation (7) becomes 

2 
u* = -#+C". 

k 

where C" is a function of ~~. 
Equation (9) was first derived by Stratford (1959) w 

showed parameter k to vary in the separation region. To i 
prove his results, Stratford proposed to consider in equation ( 
a corrrection factor, [3, which was verified to vary betwetli 
0.66 and 0.73. thus equation (9) was written as 

2 
u* = kf3# + C". 

To describe the flow behavior in the defect region abo1 
the separation point we adopt here·the formulation of Schofi, -· 
(1985) for the law of the wake. Ris expression is given by 

U~u y~ . 1ry - - = 1 - O 4( - ) - O 6sm( - -) u. . B . 2 B ' (1 

where B = 2.86 81 .!l. . ... 
Re-written in inner variables equation (11) becomcs 

3 I u 0.47(us)2 (_}!_)2 + 1 _ Us 

u 81 u (1 -I u 
N oting that B ~ 8, we get 

1 u u. y 2 
u = o, 79 -u·(8) 1 

u. 
u 

(13! 

With equations (10) and (13) a separation criterion c 
now be derived. Using the matchability argument of Milli 

(1939), it follows that thc derivatives of equations (10) and (131 
must agree in a certain overlap domain. Hence 

au au -a leq 10 = a lcq n , y y 

h fl_P. ,j8 u. ,BK 
y~ -- = 0.79 u --2-u (14 

The ratio 1J, can be obtained through the empírica! cor 

relation recently advanced by Dengue! and Fernholtz (1990), 

u. u = 1.01 + 0,485(1 -{p), (15 

where {p is the intermittency factor. Equation ( 15) is valid J 
the range I 

' 
30% < {p < 99%. 

At the separation point, (Jp = 0.5) 

Us , ~ u = 1.2525. (lJ 
Substitution of equation (16) into equation (14) with k-

0.4 yields ; F 
I 

!18P,_f8 I Vl>ax -__ - - = 0.2[3. (17), 

Equation (17) defines a new criterion for the predictionj 
separation in a turbulent boundary layer. -~ 

i 

I 
I 
l 
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COMPARISON WITH EXPERIMENTAL DATA 

The objective of the inclusion of the parameter f3 in equa­
tion (17) is to account for a possible failure of the classical 
mixing lenght in the near separation region. Also, in this re­
gion the slope of the turbulent stress term is different from the 
externa! pressure gradient, what implies that corrections must 
l)e made in equation (10). 

According to the data of Simpson (1981 ), the best value 
for f3 is 1.15. Since little reliable quantitative experimental 
information is available in literature for separating flow , and 
since the data of Simpson (1981) are considered to be the most 

accurate, we assume this value ( 1.15) to be the best estimated 
value for (3 . 

Figures 2 and 3 illustrate the behavior of the left hand 
side of equation (17), here denoted by Z. The horizontalline 
reprcsents the level Z must reach at the separation point, that 
is Z = 0.23. 

As can be seen, Z incrcases monotonically until reaching a 
maxirnun at the separa.t ion point. Soon a.ftcr, a sharp decrease 
occurs provoked by a sudden icrease in U due to the deflec­
tion of the stream line at the wall. Thus, figures 2 and 3 are 
clear indication tha.t sorne general features of the separation 
phenomenon can be predicted by equation (17). 

CONCLUSION 

The idea that a separation criterion can be obtained by 
comparison of limiting forrns of two inner and outer solutions 
in the neigbourhood of the separation point has been shown in 
this paper to be plausive and hence rnust be persued further . 
The next task ahead of us is to gather a greater number of 
experimental data so that a more consistent analysis about the 
value of a parameter Z at the separation point is made. The 
data of Simpson (1981) have suggested this value to be 0.23. 
hencc the separation criterion becomes. 

/Pl,fi_ = 0.23. 
u 

It is worth to point out that application of an equivalent 
analysis to the thermal turbulent boundary layer is feasible and 
would provide an equation for prediction of the stanton number 
in the separation region. 
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Abstract 
This work presents calculations for the normal stresses and transport coefficients in turbulent 

flow through infinite rod-arrays. Predictions are based on an anisotropic turbulence model in arder to 
simulate experimental/v observed directional transport effects. Calculation were performed with three 
assumptions regarding the production and dissipation rates of turbulence. Results for ali three normal 
stresses are presented and compared with experimental data. The model can correctly calculated the 
exchange of energy between the axial and tangential directions. 

INTRODUCTION 

Over the past years, puhlished predictions of transport phenomena 
between channels of nuclear fuel assemhlies have emphasized that eddy­
diffusivity turhulence models can only lead to isotropic coefficients for 
linking the Reynolds Stresses to the gradients of the mean velocity. 
However, for axial tlow through rod-hundles, transport coefficients 
perpendicular to channel faces are known to he considerahly higher than 
those calculated hy simple isotropic theories [ 1-4]. 

the mean velocity gradients, respectively. The correlation 1r iJ.w is a 
correction applied to the pressure-strain term 1r ii' to indicate the effect of 
nearby walls on the tluctuating pressure field p.[8]. The physical signiti­
cance of 1r ii. w is therefore the overall effect that a surface (a rigid wall or 
a free surface) has upon 1riJ. The expression for 1rij,w suggested hy Shir 
[9] was applied to rod-arrays in [5], giving for the three normal stresses 
written in cylindrical coordinates: 

ln order to calculate the correct amount of the quantity being 
transported, the approach taken hy many investigat9rs was then to 
artificially increase the diffusion coefticient obtained via a simpler 
isotropic theory (usually the k-e model). A compilation of solutions of 
this kínd is presented in reference [3]. Differently, in an early work [5], 
an attempted was made to describe the enhancement of turbulence across 
subchannel boundaries through an Algehraic Stress Model (ASM) based 
on the assumption of local-equilihriumfor turhulence (Production, P*' = 

Dissipation, e) was there used. Later [6], those modeling ideas were 
extended by making use of an empírica! function for the 
production/dissipation ratio. The present contribution complements the 
calculations in [5,6] hy obtaining information on the distribution of PJe 
from available experimental data. Three assumptions, namely the local­
equilihrium, the empírica/ and the experimental distribution of PJc are 
compared. 

ALGEBRAIC STRESc'i MODEL 

The concept of subchannel is often used in the literature in 
connection with nuclear reactor thermal-hydraulics analysis. Typical sub­
channels for square arrays are shown in Figure I. The complete full 

transport equation for the stresses "t"J can be transformed into simpler 
algebraic equation by means of the well-known approximation proposed 
by Rodi [7]; 

p 2 pk 1tll,w (l-c)~ -Õ- + 

U1Uj = k ~õ 
2 e 3 11 e e (1) + 

3 11 pk 
cl + - 1 

e 

where k is the turbulent kinetic energy per unit mass, e is the dissipation 
rate of k, c's are constants and gravitational effects are neglected. The 

quantities PiJ and Pk represent the production rates of "t"J and k due to 

Visiting Scientist. Permanent address: Dept. de Energia, 
IT A/CT A, São José dos Campos, Brasil. 

and 

where 

2 
3 

+ 

p2 .,... 2 p 
(c -1)~- + c'-'.f+ -c c'f~ 

2 t3 lk 322. 

p. c1 + - - 1 

? 2 -c2 -- + cl - + - c2 c2 -z t3 k 3 • 
(1 ) p. 4 J li!! 2 'fp•] 

- =- + 
k 3 c1 

The ratio of shear stress is then given by [5] 

c +c''!..j+~-1 
I I 2 1 K= 

(
1 + '!.. c2'c, !) (~ +c! - t) 

2 1-c, • 

(2) 

(3) 

(4) 

(5) 

(6) 

Now, comparing equation (5) with the eddy-diffusivity expression, one 
h as; 

(7) 

where ILoo and ILrr are second-order tensor representing the directional 
turbulent viscosity. Using now (2) and (3), the ratio ofnormal stresses in 
equation (7) can be further given by 
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"e 
~ 

~ tc2 + c2 CiJ) + c1 - 1 + "i c1 "l 

~(c2 -2c2 c2'f) + c1 - 1 + 3c1'-g_/ 
I l 

(8) 

Since equations for k and e are not solved in the present work, 
predictions for the normal stresses can only be achieved through the 
prescription of PJe in the computàtional domain. ln reference [6] the 
following empiric'al function for PJe was suggested: 

p . -! = [1 - (~t.!!J + (10.283 - ·~ 8.597) ~ f. (9) 

where PI D is the pitch-to-diameter ratio. 

Another possibility to obtain the productionldissipation ratio is to 
directly use the definition of Pt> make an assumption for e and use 
available experimental results for the variables involved. Here, the ratio 
PJe comes from curve fitting the experiments of Hooper [11]. Then, 
with the help of the relation: 

k3{2 
e=~ (lO) 

l 

where I is an energy containing length scale, the following equation can 
be written: 

pk l (- auz - auz) 
--;- = - k3f2 UzUr Cfr + UzUe ra6 

(11) 

As mentioned above, equation (11) is here calculated after curve fitting 
the experimental results in [ 11] for a square array, PI D= l.l 07 and 
Re=48400. These results are shown later. 

For the functional f appearing in the algebraic equations, the 
proposal ofLaunder ~ gl [lO] was adopted in [5 as] : 

f = 1 - (..1....) 
y* 

(12) 

being 

D ( P - 1) Y* = 2 D cos(6*) 
(13) 

With PJe and f, the normal stresses and the ratio of eddy 
diffusivity coefficients can now be calcu1ated. The following section 
presents resu1ts and comparisons with availab1e experimental data. 

RESULTS AND DISCUSSION 

·quatlon (14) is written in terms o 
variables (17,~) defined as, 

6 
'1 = e· 

and 

e non-<llmensJo 

y 
( = ~ = D (!__I - 1) 

J l DW&& 

.epen<lelt 

(15) 

(16) 

The maximum and minimum ve1ocity UmtJx and U,;g, will then 
correspond to limiting Uz- values along the mid-p1ane line, or say, at 
points (7J,O=(l,l) and (7J,Ü=(0,1), respe'-"tive1y. The center-, gap and 
mid-plane lines are illustrated in Figure I. Curve fitting of data in [li] 
provided the parameters in Table I be1ow. 

Tab1e I- Parameters in equation (14). 

UIBD< [mls] I Um;,/ urmx 
14.483 0.689 

a b c d 

O. 7414 I 0.92413 I -1.11668 I 0.45108 
7 

w 
e) 
Cl 

~·( 

V alues in Table I were obtained after correcting the experimental values 
by the azimuthal velocity Uq'. ln [ 11], the non-dimensional velocity 
if = U) U0 • scaled with the velocity log-la w for ali angles O, being the 
non-dimensional wall distance y+ = yUr/lv. A curve fit to the 
angular shear stress r w was used to determine the angular friction llb 
velocity. A polynomial of the 6th order was found to be adequate as A 
presented in Figure 2. Tthe bulk velocity Ub=ReviDh was 10.802 rnls. 
The friction factor t:o, the kinematic viscosity 11 and the hydraulic 
diameter Lt used were 0.021064, 15.89xJ0-6 m21s and 7.12 cm, 
respectively. The values calculated with (14) are plotted in Figure 3 for 
several ang1es. One can see that for the center point, defined as having 
coordinates (7J,0=(1, 1), the velocity gradients essentially vanish, giving wi 
near zero values for the production term Pr When experimental data for AI 
the stresses at the center point are plugged in the left hand side of (8), str 
however, PJe attain avalue close to 0.76. Therefore, the polynomial da 
fit used in ( 14) cannot well represent the production rate at the center po 
point for densely packed bundles. For a less compact array (PlD bi: 
=1.194) the sarne procedure gives PJe=0.02. For that, the secondpart ov 
of (9) is here added to (11) in a way to fairly compare both equations for 
PJ e. 

The turbulent kinetic energy k, non-dimensionalized by ~· is 
approximated by, 

k-kp 
-- = 1-
k* -k w p 

where 

-
1 

- {(b'Ç'+c'f2)[(k -k;)+d+[e-(k -k;)]TJ+/TJ2
· 

(kp -k;)2 g g 

k; =a +bf +cf' 

kP=a+b+c 

Ç' = (Ç-Ç*)/(1-f) 

b' = (t-ç*)+[b+2cç·r 

c' = (t- n· c 

(17) 

T 

mi 
fOI 

Fi: 
The parameters in the above equations are presented in Table II be1ow. frr 
The curves for the turbu1ent kinetic energy are shown in Figure 4. The err 
"starred" values in (17) (~·.k;.} as well as the transformed variab1e r tht 
had the sole purpose of forcing ali curves in Figure 4 to cross the sarne co 
point t.; at ~ = ~ •. With experimental v alues concentrated in the bu1k of be 
the flow, this was found to be an appropriate way to adjust the curves p~ 

near the wall. Best results were obtained with ~ • given in Table II. 

PI 
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um~:: u - rarameters m equauon t 1 1 ). 

a b c d e 

4.601 -8.166 4.477 -2.22xl0.16 2.118 

f h g ~· ~ 
10.990 -27.908 14.800 0.07 2.!0" 

An equation for the shear stress "•"e was set as: 

(19) 

t 
! with corresponding parameters in Table IV and comparisons with 
!experiments in Figure 5. Except dose to the region in between the 
( centerline and the gap, equation (19) descrihe well the experimental I values for the azimuthal shear stress. 

t 

I 
Table IV - Parameters in equation ( 19). 

a b c d 

8.535xl o-4 -1.109 -I. 947 1.562 

e ' f g h i 
I 
I -0.146 -7.855 11.444 3.363 -6.725 

I I A .mi~;'qu:'j: "( :~: ;.)'[:~· :: :· :;::. :::: ~:: J'l (20J 

I 

l
t with corresponding parameters in Table VI and results in Figure 6. 
Among ali analytical functions presented, results for the radial shear 
stress show the most discrepancies when compared with experimental 

,data. Nevertheless, due the scarcity of data in the near wall region, a 

.l .. 
jXllynomial of the 2m~ order was found to be adequate rather than using a 

. bigh order curve fit. The primary implication of that is a slight 
· . overestimation for P r 

I 
1 

I 
I 

Table VI - Parameters in equation (20). 

a b c d 

1.0008 -0.8794 -0.1250 -2 .186xi0·3 

e f g h 

0 .1658 6.6566 -13.1843 6.2455 i 
[ The length scale I was approximated by means of the well known 

Jllixing length distribution of Nikuradse (see for example 112 J) and the 
~filnnula by Carajilescov & Todreas [13] . 

! Final results for PJe using the above equations are plotted in 

,

Figllfe 7 for several angles. The figure indicates a reasonable departure 
&om the local-equilibrium assumption used in [5] as well as the 
aapirical function (12) used in [6]. One should keep in mind, however, 
~ considerable spread observed in ali experimental data sets, 

· IXII!ributing finally to uncertainties in using (li ). Nevertheless, (li) is 
ln used for the sake of comparison with the other two distributions for 

; PJt. Below are the results obtained with the functions above. 

! 

l 
t 

Results for Normal Stresses .. Figures 8 and 9 present results for 
PrD= 1.107 along the centerline and gap regions, respectively (see 

Figure 1 ). No substantial difference is presented when the three 
hypotheses for PJt are used along the centerline. The higher value for 
PJe, calculated by (11) in the near wall region, is clearly shown in 

Figure 8 by reducing U:Jk and augmenting f?Jk dose to the surface. 
This behavior is in agreement with the analysis made above and indicares 
a higber separation for the stresses wben (11) is used closed to the wall. 

The substantial reduction of f?Jic at the gap (8=0°) is well 
calculated with both the empirical and analytical functions (figure 9). 

Further, results for fi; J k sbow that the amount of enbancement at the gap 
region is reasonably predicted with equations (12) and (11), but can not 
be well represented with the local-equilibriumassumption. The effect of 
using a different length scale distribution is shown in Figure 10. Results 

with the Nikuradse mixing length show a marginal improvement forf?/lc 

and fi;Jk close to rod, and for that they are here used instead of the 
distribution in [13] . 

Figure 11 finally shows the calculated profiles for the anisotropy 
factor p.sql P.m also for PI D= 1.107. At the centerline, the figure indicates 
an increasing ratio as the wall is approached. Close to the gap, the 
substantial enhancement of the tangential turbulent transfer can not be 
predicted with Pt=e. For the region close to the surface, however, ali 
predictions fali below experimental values reported in the literature. An 
anisotropy factor of as much as 5-10 has been reported by Rehme [4] in 
that region, whereas predictions herein show a factor of about 2.23. 
Nevertheless, the present calculations should be regarded as a first 
approximation, identifying the need for a better modeling of the physical 
processes involved. ln addition, the results here presented can be seen as 
a more realistic approach to represent the anisotropy of transport coeffi­
cients than to simply prescribe empirical anisotropy factors . 

CoNCLUDING REMARKS 

This paper reported an attempt to describe the anisotropy on the 
normal stresses and turbulent transport in infinite rod arrays. An 
analytical function for the ratio p.00/ p. .. was obtained by directly modeling 
the turbulent shear stresses. Ali three normal stresses were as well 
described by an algebraic stress model, giving then the individual 
behavior of each one in ali the three flow directions. Curve fitting of 
results in [ 11] provided analytical distributions for the axial velocity, 
turbulent kinetic energy and shear stresses. Those functions , together 
with published distributions for the mixing length, provided an additional 
way to describe the ratio PJe within the calculation domain. Three 
assumptions were then used for PJe clearly indicating the 
inappropriateness of the local-equilibrium idea for calculating the 
exchange of energy between the axial and azimuthal directions. Results 
for the center and gap regions were fairly well calculated with the other 
two assumptions, being the strong coupling between the axial and lateral 
stresses well represented. 

ACKNOWLEDGEMENTS 

The author is thankful to Prof. Dr. Ing.- M. Fiebig for making 
available to him ali university facilities during his tenure at Ruhr­
Universitãt-Bochum (RUB). He is also indebted to CTA and CNPq, 
Brazil and DLR, Germany, for making possible his visiting appointment 
at RUB. 

NOMENCLATURE 

c model constants 
D rod diameter 
f wall effect function 

k turbulent kinetic energy, "•"d 2 
I turbulence length scale, ya /e 
1

111 
mixing length 

P rod pitch 
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pt 

pij 

Re 
uz 
Uo' 

u: 
U; 

u1u1 
y 

generation rate of !ltrbulence energy due to mean velocity 

gradients - u.,u1 IJU, • 
' 311 , 

kinematic production rate of u.,u.1 by l!lean velocity 

ad
. - IJU, - ot:; 

gr tents, - u1u.t a.. - "'"* a.. ; 

Reynolds number 
mean velocity in the axial direction 
azimuthal friction velocity 

mean friction velocity 
fluctuating velocity component in the i direction, i= r,O,z 

kinematic Reynolds Stress 
distance from rod wall 

f distance from rod wall to maximum velocity line 
f maximum value for f, correspondent to o· 

e 
o 
!lü 
()' 

Jrij 

[I] 

12] 

[3] 

[4] 

[5] 

Greek Symbols 

kinematic dissipation rate of turbulent kinetic energy 
angular coordinate 
transport coefficient in the i-direction 
maximum v alue for O; o· =45 o for square lattice, o·= 30° for 
triangular array 
pressure-strain correlation (general) 
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Figure I - Notation for square rod-arrays. 
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Figure 2 - Variation of wall shear stress as a function of angular position 
at rod surface, exp. Hooper [II]. 

1.1 o 

0.90 

U/Umax 

0.70 

D 
o 

~~~~~m~ 

q.Y·--'-' -~--.a--o----"'--- - u n- .,_ - __ j' 

---v--4-
~- --;---Q 

--------;~T-~ --*----+--------J 
-- ~ 1't 1:r i 

--------~ * onoon G :::: 4~ j 
// ~~~~~ ~g ~ 

-- Curve fit ***** o J 
0.50 L_l_L_LJ..~~L~' ,_L_l____l_../,.__J._l__.c_J._ _.._LJ__, . • -1-._l. . .L-'-

0.0 0.2 0.4 0.6 O.B 1.0 

~ 

Figure 3 - Experimental data fit for the non-dimensional axial 
velocity. Solid lines calculated by (14). 



' í 

~.00 

4.00 

3.00 

k/L': 
:~ . 00 

1.00 

f 
0.00 f"~~· 

0.0 

o ~ 

~ 
~Cl O CJU 

Figure 4- Polynomial data fit for turbulent kinetic energy. 

0.5 

-0 .0 

-o.~ 

u-~-- ; t l"' 
-i. O 

- 2. 0 ~-~~ 
1.0 1. 5 

Figure S - Curve fit for azimuthal turbulent shear stress. 

~: ~ 

~; Figure 6 - Profiles for the radial turbulent shear stress. 
;:f' 

631 

1.0 

0.5 

-0.0 
6 o 

5 
10 
15 
30 
45 

Figure 7 - Relation P/e calculated from distributions for the mean 
velocity, turbulent shear stresses and mixing length. 
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Figure 8 - Predictions for normal Reynolds stresses at centerline. 



1.20 

1.00 

u;/k 
0.80 

0.60 

0.60 

0.40 

u;/k 
0.20 

1.20 

1.00 ~ --~--"-c...·.:::·.: -X_·.?<._,_~ ;;:;;k X 

0.80 1.00 

X 

~ 
0.60 0.80 ______________ .:::---

;;::;k 
0.60 

0.60 Gap region, 7)=0 0.40 

---- P1/t = J 

----= ~=~: ~ ~-~~J~~~ ~~~~út!~D- d•l• fit 

0.40 
X><X>O< I:~~~rimi!!nlll or Hoopo:r 

u;/k ~=~=---- -~~~~----
0.20 

0.00 LLL~~LLL~~cLU~~-CU~~"~o_w~~.w_..~ 
0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0 

~ 

Figure 9 - Predictions for normal Reynolds stresses at gap. 

·_:_::~· · .. 
/-({ ~~ 

-({ . 

~* --.~-~ "~.-c-:.4- -· .. '-{:i -te fJ: 

. n »=1 I . e regw , ., Center m 

ti 
ti--~~ 

......---~-

ti~-
~·· 

ti___...--·* 
~-

Iro - Nikuradse 
1m Csraj. ~ Todreas 

1.00 

O.RO 

0.60 
j 

t.40 

~Experimenls - Hooper 

u!/k 

0.00 tl..I . .J.-l..J. . .LL.L.Ll..J..~i..J....LI__L~ ~--~j 
~o 0.2 ~4 o~ O.B 1.0 

~ 
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SIMULAÇÃO NUMÉIUCA DA MUDANÇA DE FASE 

DE MATEIUAIS METÁLICOS EM MOLDES 
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Resumo 

t ~a ~ãa dé U/7ll madda ~ dz ~a dé ja4e dé U/7ll ~ 

me/dica 6m U/7ll mda!edé~ a<4~ ~ ~ ?M~ dé~~. o 
madda, ?M~ ~~a açã4 dé ju/4 ~~e a j:vunaçã4 deU/m jdme 
dea/t~a~ ea~?Mdt:~, ~dt:~jul4aa~ã4 
dé~~~a~kdaldé~ãa. 

Introdu cão 

A solidificação de materiais metálicos em geral é 

assunto de grande interesse para apli cações tecnológicas no 

ramo da siderurgia. As características metalúrgicas e de 

resistência mecânica de peças de aço têm conecção direta com 

o crescimento dos grãos cristalinos, o que, juntamente com 

algumas falhas pa8sívei8 de ocorrer durante o processo, é 

determinado pelo resfriamento da liga dentro do molde. 

Durante esse proces:m ocorrem mudanças de fase da estrutura 

cristalina, que, assim como a solidificação propriamente dita, 

estão associadas à liberação de entalpia que contribui para o 

reaquecimento do corpo metálico. A solidificação e o 

resfriamento, por outro lado, resultam em alterações do 

volume da massa metálica, podendo provocar, em geral, vazios 

dentro do bloco solidificado. A contração durante a 

solidificação também é responsável pelo surgimento de um 

espaço ( "gap") entre a superfície externa do bloco metálico e o 

seu molde, implicando em uma resistência térmica adicional . , 
cujo valor é de difícil determinação. A adição de pós 

exotérmicos implica em uma fonte externa de energia que 

também precisa ser considerada no modelo térmico. Vários 

autores têm-se ocupado na busca de uma modelagem tão 

próxima dos casos reais quanto possível. Diversos métodos 

numéricos têm também sido empregados na solução desses 

modelos e na tentativa de abranger geometrias mais 

complexas. Não obstante essas dificuldades, muitas vezes, o 

processo de resfriamento e conseqüente solidificação de um 

material em moldes metálicos, como no caso de lingotes de 

aço, é dominado pela transferência de calor entre o material e 

o molde, em um processo caracterizado pela tendência de uma 

homogeinização térmica entre ambos. Entendemos, por isso, 

que uma simulação computacionalmente eficiente e de razoável 

precisão pode ser obtida a partir de um modelo simples aliado 

a um método numérico eficiente, bem documentado na 

literatura e de e fácil implementação, desde que se possa 

encontrar parâmet ros médios que bem caracterizem a 

interação térmica entre o material e o seu molde. 

Os aspectos acima tornam desejável que as previsões de 

um modelo simples , de baixo custo computacional, possam ser 

comparadas com resultados de uma dada simulação com 

medidas tomadas de um caso real. No presente trabalho é 

apresentada uma simulação numérica da solidificação e 

resfriamento de um bloco de aço de geometria cilíndrica em 

um molde metálico. Os resultados para evolução no tempo da 

posição da frente de solidificação na região central do bloco 

metálico podem ser usados para validar hipóteses que 

permitem urna considerável simplificação, resultando em um 

algoritmo de fácil implementação e rápida solução. 
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Análise 
O objetivo aqui é obter urna formulação que possibilite 

por meio da evolução do campo de temperaturas o 

acompanhamento da mudança de fase de um material 

inicialmente no estado líquido. O material resfria-se cedendo 

calor para o ambiente através das paredes do molde e, com 

isso, solidifica-se. A geração de calor latente durante a 

mudança de fase será considerada com auxílio da definição da 

entalpia H do material, permitindo reduzir o problema de 

difusão com geração de calor a um problema de difusão pura. 

Serão desprezados os efeitos de convecção natural, que 

resultam em correntes do material fluido durante o 

resfriamento. Com estas simplificações, a equação de balanço 

da energia térmica do sistema se escreve: 

p·cp· gr: =V· [ k*(T*)·VT•] + Q*(t*,T*) 

(1) 

O termo de geração Q*(t*,T*) é diferente de zero apenas 

nas regiões onde o material sofre mudança de fase, podendo ser 



ex presso por: 

* 

l * âfs Q*(t*,T*) == p*· ' . ât* (2) 

onde L representa o calor por unidade de massa liberado 

durante a mudança de fase e f6 é a fração de material no estado 

sólido. A taxa local ele geração de calor está, assim, associada à 

quantidade de material que efetivarnente se solidifica em um 

dado instante. J unt :tmeute à fração de material sólido, [6 , 

defini-se a fr ação 10cal de material no estado líquido, r,, 
valendo a relação: 

fs + r] == ] (3) 

O termo de ~eração só estará perfeit amente definido, 
* depois de relacionarmos fs com a temperatura do material T . 

Para tanto. uma da~ hipóteses mais simples, e que é adotada 
* * aqui, é a dr uma Interpolação en tre T1 e T 6 . Para urna 

* temperatu ra acima de T1 existe apenas material na fase 
* líq uid<;t, enqua nto c;ue, para temperaturas ttbaixo de T 6 , o 

materi al encontra-oe completamente solidificado. A uma 

temperatura in termediári a admite-se que: 

* .,, 
* (TI - T) 

fs== * .,, (4) 
(TI - 1\ ) 

Ou seja, a fração ele sólido vari a linearmente com a 

temperatura T* durante a mudança de fase. Esta é uma 

simplificação que pode ser facilment<~ ser su bstituída por 

modelos mais complexos, mas que não compromete a validade 

dos passos a segu ir. 

Substituindo-se a eq. (2) na eq.( l ) obtem-se: 

[p*·cp- p*·L· u~] · gr: ==V· [ k* (T*) ·VT*] 

(5) 

Definindo-se 

* * j[* * * * ] * H (T ) == p ·Cp + p ·L (l-f5 ) ·dT 

(6) 

segue que 

* oH 
- * at [ 

* ''· * * a f ] OT* * OT* p · Cp + p ·L ·--t ·-* = C(T )·-* 
OT at at 

(7) 

com 

* [ * * * * ar ] C(T )== p ·cp+p ·L ·OT~ (8) 
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onde, obviamente, 

C(T*): aH* 
OT* 

* * A função H (T ) é dependente do material e pode ser 

encontrada na literat ura tabelada para materiais como o aço, 

como em DAVlES(l973). Substituindo-He a expressão(8) na 

eq.(5) obtem-se: 

* ""'* [ * *] C(T ) · ;: * = v· k · VT (9) 

Para uma ap licação prática, considera-se um domínio 

de geometria cilíndrica representada na fig.l com simetria 

axial, para o qual a eq.(9) pode ser escrita na form a 

* , * OT r 1 o [ ôT*] o [ OT*] ] C( f )·-= l-·-= r *· k*·~ + -= k*·~ at * r* Ot* ur* uz* u z* 

( 10) 

com as condi ções de contamo: 

OT* (Jr*(r*=O) == 0 

OT* * * [ * * J k* ·Of*(r=Rextl =h T*(r*=Rextl- Tamb 

OT* Oz*(z*=O) = () ar* * (JZ*(z*=ll ) = 0 

e as condições ini ciais: 

* * * * T (regiao A) = Tmat T ( regi ao B) = T molde 

* Onde h é o coefi c1ente de tranferência de calor na parede 
* * externa do molde para o ambiente. Tmat e T molde representam 

as temperaturas iniciais do materi al líquido e do molde , 

. t "j" A 1" - ZT*( H*) o respect1vamen e um ormes . cone 1çao z * z*= = 

simula a adição de produtos que, durante o resfriamento, 

visam conpensar a perda de calor na superfície do material. A 

ação desses aditivos pode ser vista corno um retardamento no 

resfriamento da região próxima à superfície, o que é aqui 

simplesmente simulado pela condição de isolamento térmico. 

Adimensionalizacão 

Para a adimensionalização do problema são 

introduzidas as seguintes variávei s: 

z* r* 
r= --*- z == -.-

Rint Riu t 



* * C ( T) = -----=-C__~.(..:::._T __}_)-
( P* · C p) ref 

* 2 
* _ (Rintl·c;;ref 

D.tref = * 
k r e f 

~.t 

Regiao A 

z 

r 

k*(T*) K(T) = -----'-:;:'*_.....::.__t._ 
k r e f 

t* t =-____::_,..*_ 

D.t ref 

fig. 1 -Domínio de Integração 

A substituição das variáveis acima definidas na eq.(10) 

res ulta na forma adilllensional: 

C(T). ãf = [ _ J. ,iJ [r. k. ãl' ) + o (k. ãi' ) ] at r ar ~ m oz 
( 11) 

Resultados e conclusões 

A eq.(lO) foi ;·esolvida numericamente pelo método de 

volumes finitos (veJa detalhes em PATANl<AR(1979)) . A 

di scretização com vulurnes finitos permite com facilidade a 

consideração de uma resistência térmica adicional que surge 

entre o material que se solidifica e o molde. O valor dessa 

resistência varia durante o processo de solidificação e seu valor 

final depende tambélfl de aspectos como a forma e a região 

considerada do molde. Não obstante esses fatos e buscando 

manter uma simplicidade na concepção do código, optou-se 

por adotar um valor médio e constante durante todo o tempo 

de resfriamento. Os resultados assim obtidos puderam ser 

comparados com dados de um caso real, para o qual 

registrou-se a a evolução no tempo da posição da frente de 

solidificação na regiào central de uma massa de aço fundido. 

Como pode--se observar na fig.(2), o modelo aqui empregado, 

embora simples, pode prever o tempo total de solidificaçào 

com razoável grau de aproximação. Para tanto, segundo 

HARTOG(1972), uma resistência térmica na interface 

a* = 420 W /K · m2 fornece os melhores resultados. 

.4.0 
::s • 
~ = o 
III 

..Q3.0 • 
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fig. 2- Solidificação na linha central 

O trabalho permite concluir que uma análise térmica 

baseada em um modelo de difusão e geração de calor, aliada a 

um método numérico de simples implementação pode fornecer 

resultados concretos para a simulação da solidificação de 

materiai s. Na concepção de tais programas, seria interessante 

incluir previsões de falhas e defeitos passiveis de ocorrer 

durante a solidificaçào, tais corno scgregaçào e formação de 

porosidade. A inclusão desse tipo de análise apresenta- se como 

uma próxima etapa no desenvolvimento de urna ferramenta 

computacional que possa ser utili zada para a urna avaliação 

mais completa do processo de solidificaçào e suas 

conseqüências nas características mecânicas de uma peça 

fundida. A simplicidade dos métodos e da soluçào numérica 

mostra boas perspectivas no sentido da elaboração de 

programas computacionais de fácil implernentaçào e de baixo 

custo. 
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Abstract 

The present work shows the comparison of a simple 

model for the phase change of a metallic material with 

experimental results for the steel ingot solidification in a mold 

of cylindrical geometry. The model takes into account the 

effect of addition of exothermic materiais and an air gap 

between the ingot and the mold and gives satisfactory results 

for global parameter~ such as the solidification time. 
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Um modelo ffsico-matemático para um circuito de bomba termocapilar, 
para dissipação de calor de componentes eletr8nicos, em ambiente de 
gravidade zero, é apresentado. Selecionaram-se a am8nia e o freon-11 como 
fluidos de trabalho e o alumfnio como material de fabricação. A eficiência 
térmica é definida em função das perdas de pressão ao longo dos principais 
componentes. Observou-se uma boa concordância dos resultados com dados 
experimentais da literatura. 

A Bomba Termocapilar (BT) é um sistema bifásico 
de transporte de cal o r que utiliza, somente, a força 
capilar para o bombeamento hidrodinâmico no circuito, 
não necessitando de fontes externas de energia para o 
bombeamento do fluido de trabalho, sendo, quanto ao 
consumo de energia, bastante eficiente. Seu funciona­
~nto é similar aos princípios do tubo de calor, dife­
rindo-se deste, essencialmente, no tocante ao retorno 
de líquido em direção à seção do evaporador. Além da 
aplicação no campo aeroespaciai, a BT podé ser utilizª 
da, também, em ambiente terrestre, para dissipação de 
calor gerado por componentes eletrônicos, podendo, van 
tajósamente, substituir métodos convencionais de res­
friamento. 

O conceito de BT foi , inicialmente, investigado 
~r Stenger da NASA/Lewis em meados de 1960. Somente 
no período de 1981 a 1987, a NASA, juntamente com a 
OAO Corporation, alcançou progressos significativos em 
BT. Em 1982, um protótipo de BT foithdesenvolvido e 
testado pela NASA/GSFC. Em 1987, na 6 International 
Heat Pipe Conference, outras importantes comunicações 
foram apresentadas, ( Furukava et al, 1987) e ( Ku et 
al, 1987, a , b). 

Neste trabalho, adotou-se um evaporador retangu­
lar, diferente dos modelos descri tos nas referências 
acima. O modelo retangular, por sua maior adaptação à 
superfície de transferência de calor dos componentes 
eletrônicos possibilitou taxas de calor mais elevadas 
e mais uniformes. Efetuou-se um modelamento dos compo­
nentes do circuito, para operações em gravidade zero, 
visando-se um projeto mais eficiente. 

MATERIAIS ~ ~ODOS 

O princípio de funcionamento da BT é descrito a 
seguir (Fig . 1) . A carga térmica a ser dissipada é 
aplicada no evaporador. O vapor gerado escoa, através 
da tubulação de vapor, até ao condensador, onde a car­
.P térmica é removida. Antes de retornar ao evaporador, 
o fluido escoa através de um sub-resfriador, para evi­
tar que bolhas de vapor no liquido condensado atinjam 
o leito poroso do evaporador. Através de uma linha de 
retorno de líquido, o fluido atinge o evaporador, com­
pletando-se o circuito. Para armazenamento de fluido 
de trabalho, conecta-se ao circuito um reservatório 
contendo, também, gás não-condensável, para controle 
de temperatura do sistema. 

A metodologia empregada para o desenvolvimento 
oo modelo matemático da BT consistiu em: 

E 

v 
A 

p 

o 
R 

A 

D 

o 
R 

TUBULAÇÃO DE VAPOR 
,j, CONDENSADOR 

SUB-RESFRIADOR 

RE­
SER­
VATÓ­
R!O 

Figura 1. Esquema de uma Bomba Termocapilar. 

a) Análise de Perdas de Carga - A operação do sistema 
exige que a pressão capilar desenvolvida no leito por~ 
so seja superior às perdas de pressão em todos os com­
ponentes do circuito : 

!lP ~ !lP + !lP + !lP + 
cap evap tub cond 

vap 

+ !lP + !lP + !lP (1) 
sub tub I sol 

li q 

b) Preestabelecimento da Temperatura de Q:Qeraçã~ -
Quando de variações nas condições de operação, o rese[. 
vatório de fluido, sempre preenchido com líquido, rea­
liza o bloqueio parcial do condensador e sub-resfria­
dor (comprimentos efetivos) e, assim, controla a temp~ 
ratura do sistema. 

c} Balanç~ Iérmico no Sistema. 

Considerou-se, em todos os componentes, escoa­
mento incompressível. As razões para se limitarem os 
efeitos de compressibilidade no escoamento são: minimi 
zar as perdas de carga no evaporador e impedir efeitos 
associados a não-isotermicidade do escoamento entre as 
seções de evaporação e condensação. 

No projeto da BT, adotou-se o seguinte procedi-
menta: 

Fluido de Trabalho ~ Material de Fabricaçã~ - O fluido 
de trabalho foi selecionado, de forma a se garantirem 
uma eficiência térmica satisfatória e compatibilidade 
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qu1mica com o material de fabricação da BT. Dada a 
aplicação no campo aeroespacial, o material deve ser 
leve, resistente, durável e confiável. Dois fluidos 
adequados foram Amónia e Freon-11. O material de fabri 
cação selecionado foi o alumínio. 

Seçã~ de evaporaçã~ - O evaporador consistiu de 
uma placa-em aluminio e-de um leito poroso sinterizado 
de pó de aluminio (Fig. 2). Esta placa apresentava a 
superfície em contato com os componentes eletrõnicos 
plana e a outra voltada para o leito poroso com micro­
canaletas. O fluido atingia estas microcanaletas por 
meio do bombeamento capilar, no pelo leito poroso . 

O leito poroso é um elemento essencial na BT . Em 
sua superfície ocorre a evaporação do líquido, não de­
vendo haver impedimento ao bombeamento capilar. O de­
sempenho do circuito depende da capacidade de bombeê, 
menta capilar máxima, caracterizada pelo tamanho das 
partículas do leito poroso . A taxa de transferência de 
calor máxima corresponde à pressão de bombeamento 
capilar máximo. 

/ / 

vapoy' .· \. v:por / _. 
~~ ~· ~--~~~ v ~~ ~· 
o o o o 0~-----

· .. _'-\.apor 

~ ""'~ 
::: ieit.ô ' POi-ôSó::::::::: ... ...... . ........ .. .. .. .. ........ .. 

<XX> 
líquido / 

Figura 2. Modelo de evaporador adotado. 

O modelo de evaporação adotado neste trabalho 
baseia-se em Saaski ( 1974) . Este modelo, bem como o 
de Fe ldman e Nooreem ( 1980) -- ambos com meniscos 
invertidos -- mostraram-se superiores aos modelos com 
meniscos convenci o na is do tubo de cal o r. O mo de 1 o de 
Saaski é baseado nas seguintes hipóteses: a)predominârr 
cia do limite capilar sobre os demais limites de ope­
ração; b) evaporação na interface do leito poroso (in­
terface líquido-vapor); c) distribuição de temperatura 
no evaporador unidimensional e uniforme; d) condução 
na parede do evaporador, convecção (vapor) nas micro­
canaletas (escoamento laminar), convecção (líquido) no 
leito poroso (escoamento laminar); e) forças inerciais 
desprezíveis. 

Um balanço de energia no evaporador fornece a 
vazão mássica e o coeficiente de transferência de 
calor, dados pelas expressões: 

m 
Qlnp 

(3) 

[hlv + c (r 
p, 1 sat r l] 

sub 

h 
Q lnp (4) 

evap A ( r - r 5 
evap p sal 

A perda de carga total no evaporador compõe-se 
de três parcelas: da perda de carga nas microcanaletas 
de vapor (àPv), da perda de carga no canal de líquido 
(àPl) e da perda de carga no leito poroso (àPw): 

àP (5) eva àP + àP + àP 
v w 1 

àPv, àPw e àP1 foram calculadas pela expressão de 
Poiseuille: 

8 n 11
1 

m
1 

L 
àP = . para 1 =vapoul1q, (6) 

I A2 
PI I 

e 

àP 
o lll ml 

(7) = w A k pl w 

onde k-- permeabilidade do leito poroso --foi defini 
da segundo Kozeny-Carman, citado em Rodrigues (1991). I 

Seçã~ de condensação/sub-resfriamento - O vaporl 
à saída do evaporador até à entrada do condensador en­
contra-se saturado ou superaquecido. A seção de conden ' 
sação deve ser projetada para dissipar todo o calor in 
jetado no evaporador. Após o condensador, um sub­
resfriador de líquido, impede que bolhas de vapor atin 

jam o leito poroso do evaporador. Conforme dados expe-j 
rimentais (Ku et al, 1987-a), uma quantidade adicional' 
de 2% sobre a carga térmica a ser dissipada no conden­
sador é suficiente para garantir o sub- resfriamento 
necessário. I 

Adotou-se para a condensação, o modelo de 
Soliman et al (1968), aprimorado, que descreve um 
escoamento anular entre os pontos E e F, conforme 
figura a seguir . 
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G 

Figura 3 . Esquema do Condensador/ Sub-resfriador 

Um balanço de energia nesta seção leva à taxa de 
calor total dissipada pelo condensador: 

Qcond m cp 
v 

r 
D 

r 
E 

+ m h lv 
(8) 

Para a seção de sub-resfriamento, a taxa de ca­
lor dissipada é: 

Q 
sub 

m cp
1 

r 
F 

r 
G 

(9) 

A perda de carga no condensador deve-se a três 
parcelas: 

àP 
cond 

àP + 
DE 

àP + àP 
EF cur 

b 

( 10) 

àPDE representa a perda de carga do escoamento de 
vapor superaquecido à entrada do condensador, calcula­
da pela relação (11) . àPEF é a perda de carga na con­
densação, cujo cálculo considera escoamento de vapor 
turbulento na região central do tubo e filme líquido 
junto à parede, conforme modelo de Sol iman. àPcur,b 
refere-se à perda de carga do escoamento bifásico nas 
curvas, calculada segundo Collier (Rodrigues, 1991). 

Linhas de ~ar ~ L,iguido - Estas 1 inhas são na forma 
de tubos em alumínio lisos e isolados. Devem ser proj~ 
tadas, visando a minimização da queda de pressão. O 
escoamento nas tubulações de vapor e liquido foi consi 
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derado incompressível, adiabático e unidimensional. 
A queda de pressão nas linhas de vapor e de re­

torno de líquido é: 

àP 
tub 

àP + àP 
ret cur 

(11) 

~servatório - A função do reservatório é armazenar e 
suprir o circuito com fluido de trabalho, em quantidª 
de necessária para manter a temperatura de operação, 
quando da variação da carga térmica a ser dissipada . 
~u dimensionamento levou em conta duas condições ex­
tremas de funcionamento da BT: 
a) carga térmica a ser dissipada mínima e temperatura 

do absorvedor externo do condensador baixa; 
b) carga térmica a ser dissipada máxima e temperatura 

do absorvedor externo do condensador alta. 

Segundo Furukava et al (1987), pode-se controlar 
a variação da temperatura de saturação da BT em torno 
de 2 . 5° C, considerando-se uma razão entre os volumes 
do reservatório e do condensador maior que 5. 

Isolador - O i so 1 ado r é um dispositivo de segurança 
para evitar bolhas de vapor no leito poroso . É um tubo 
isolado, com um fina camada de leito poroso com partí­
culas de diâmetro maior e porosidade superior em compª 
ração com o leito poroso do evaporador. Seu dimensionª 
mento considerou escoamento laminar, incompressi ve 1 e 
adiabático. A perda de carga através do leito é 
determinada pela equação (7) . 

Para a simulação do modelo global do circuito, 
empregou-se o software TRNSYS, implementado com cinco 
sub-rotinas especificas para a BT, desenvolvidas pela 
autora, para descrição dos componentes principais do 
circuito. 

RESULTADOS 

Para verificação do modelo de BT, fez-se um 
teste comparativo com um caso típico apresentado pela 
NASA/GSFC ( 1982). Verificou-se urna boa concordância 
entre os dois modelos, com desvios máximos da ordem de 
5Y., à exceção dos valores da queda de pressão no con­
densador (da ordem de 10% a 20 %, pelo fato de se tra­
tar de modelos diferentes nos dois casos) . 

Simulações foram realizadas para urna BT com as 
características apontadas na Tabela 1, cujos resulta­
dos são apresentados nas figuras 4 a 8 . Para um circui 
to operando com amónia e Freon-11, considerou-se a me~ 

ma carga térmica no evaporador, variável ao longo do 
tempo (Fig . 4). A figura 5 ilustra urna comparação en­
tre a pressão capilar no circuito (PCM) e a queda de 
pressão total (SDP), para os dois fluidos considerados. 
Com Freon-11 resulta urna SDP maior do que com amónia, 
o que favorece a amónia como fluido de trabalho. As fi 
guras 6 e 7 mostram a queda de pressão nos componentes 
do circuito operando com amónia e Freon-11, respectivª 
mente. Diferença expressiva, da ordem de 400 N/ rn

2
, 

verificou-se para os dois fluidos, conforme figura 8 -
queda de pressão no evaporador (DPE), para amónia e 
Freon-11. A simulação compreendeu análises da queda de 
pressão no circuito, para cargas térmicas, variáveis 
temperatura de operação fixa de 20°C, para ambos os 
fluidos em questão . Por este motivo, não foi abordado 
o perfil de temperatura ao longo do tempo. 

CONCLUSÕES 

A confecção do leito poroso em alumínio mostrou­
se física e quimicamente compatível com os fluidos de 

639 

Tabela 1. Características do Protótipo . 

Evaporado r 

Haterial Placa de alumínio 
Comprimento 12.5 cm 
Largura 7.5 cm 
N~ Ranhuras de Vapor 24 
Raio Hidráulico das Ranhuras 1. 58 X 10- 3 rn 
Altura da canal e ta de liquido 1. 5 X 10- 2 

rn 
Geometria fig. 2 

Leito Poroso 

Haterial sinterizado de alumínio 
Raio capilar efetivo 9.64 X 10- 6 

rn 
Porosidade 39 % 
Espessura 3.5 X 10- 3 

m 

Tubulação de ~o r 

Haterial Tubo de alumínio liso 
Diâmetro interno 1.1 X 10- 2 

m 
Comprimento 9.8 m 
Número de Dobras 5 (180°) 

Tubulação de L~.guido 

Haterial Tubo de alumínio 1 iso 
Diâmetro interno 4.6 X 10- 3 

m 
Comprimento 9.8 rn 
Número de Dobras 5 (180°) 

Condensador 

Haterial Tubo de alumínio 1 iso 
Diâmetro interno 4.7 X 10- 3 

rn 
Comprimento efetivo 

Isolador 
Diâmetro Interno 4.6 X 10- 3 m 
Espessura 5.0 X 10-4 

rn 
Porosidade 65 % 
Raio Capilar Efetivo 1. 23 X 10-s m 

trabalho selecionados . A BT operando com amon1a 
apresentou urna eficiência térmica satisfatória. Os 
resultados do modelo desenvolvido neste trabalho 
mostraram boa concordância com dados experimentais da 
literatura. A ocorrência de resultados divergentes na 
seção de condensação sugere ensaios em protótipos, 
para validação do modelo de condensação . A queda de 
pressão mais acentuada ocorreu na seção de evaporação. 
A pressão capilar desenvolvida na superfície do leito 
poroso manteve-se independente das variações na carga 
térmica . O fluxo de calor máximo injetado na seção de 
evaporação foi da ordem de 31 W/ cm2 (não se 
considerando, nesta análise, o fenômeno de "burnout" 
do leito poroso), valor superior aos indicados para os 
modelos convencionais. Conseqüentemente, o evaporador, 
com a geometria adotada, possibilitou cargas térmicas 
maiores, em comparação com evaporadores circulares 
apresentados na literatura. O TRNSYS modificado e 
implementado mostrou-se satifatório e confiável para a 
simulação do modelo proposto. 
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ABSTRACT 

A mode l of a thermocapillary pump loop for elec troni c s 
compone nts hea t dis s ipa tion in ze ro gravity conditi ons 
was present ed . Ammonia and Fr eon-11 have been the 
choosen work i ng fluids and Aluminium was the 
construction material. The thermal efficiency was 
defined as a func tion of the pressure lasses al ong the 
main component s . Good agreement with experimental 
results of other sources has been obtained. 
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"Modelamento Bidimensional da Partida Lenta de Tubos 
de Calor" 

Hanriot,S.M. ; Prof. Depto Engenharia Mecânica PUC-MG 

Rocha,N.R.; Prof . Depto Engenharia Mecânica UFMG 

Este trabalho analisa as condiç~es de partida lenta do escoamento do vapor 
em um tubo de calor, tomando-se como base as equaç8'es de Navier-Stokes, da energia 
e da continuidade. A soluçlio das equações se baseia em um programa que resolve um 
sistema acoplado de equaçlJes diferenciais parciais não- lineares, dependentes do 
tempo, que são definidas sobre uma região bidimensional retangular. Os perfis de 
velocidade e tempertura slio descritos desde o início da operação do dispositivo até 
o estado permanente. 

INTRODUÇ;t;O 

A necessidade das sol uçeses técnicas de 
problemas de transferência de calor sob 
condiçeses de altas potências térmicas com 
baixos gradientes de temperatura deu origem 
ao estudo de um dispas! ti vo "supercondutor de 
calor", denominado Tubo de Calor C Hea t Pipe) . 

O estudo da descrição dos fenómenos 
fisicos envolvidos na operação de tais 
di sposi li vos nos meti vou a uma análise das 
condiçeses de operação em regime transiente . 

A di fi cul dade de tal análise reside no 
fato da existência de vários modos de partida 
C "start-up") que dependem basicamente da 
carga térmica empregada. 

A análise do problema se restringiu ao 
estudo da situação de partida lenta CCotter, 
1967) no escoamento do vapor de um tubo de 
calor. Dentro da situação apresentada, o 
presente trabalho tem como objeti vo desenvol­
ver um modelo f 1 si co-ma temático bi di mensi a­
nal e tr ansi tório que possi bi 1 i te a deter mi -
nação dos campos de velocidade e temperatura 
do escoamento do vapor em um tubo de 
calor convencional. 

DI NAMI CA DA PARTI DA 

O entendi menta das condi çeses em que o 
tubo de calor tem uma partida C "start-up") 
com sucesso e os vários fenómenos que podem 
inibir a partida são importantes no uso 
prático de tais dispas! ti vos. O comportamento 
transiente depende tanto da estrutura do 
tubo de calor , quanto da manei r a como ele é 
aquecido e resfriado. Geralmente, o 
evaporador é aquecido uniformemente sobr.e o 
seu compr i f!ento com um f 1 uxo de calor total 
que pode variar no tempo, e o condensador é 
resfriado por convecção ou radiação ao longo 
do seu comprimento. 

Segundo Cotter C1987), três modos 
diferentes de partida são observados na 
prática e eles podem ser reconhecidos pela 
forma do perfil de temperaturas desenvolvida 
no tubo de calor, como mostra a figura 1, 
pelos diagramas A, B e C. A abscissa 
representa a distância ao longo do tubo e a 
ordenada, a temperatura da parede do tubo. 
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O número marcado em cada curva representa a 
proporcionalidade do tempo decorrido desde a 
partida. 

r 
I 
I 

I I 

I 
I 

o J 
(o) / 

Ca) partida uniforme Cb) partida frontal 

T 

4 
.J 

_j 

1 i\~\\ I 

(/ 

I Evaporado r I Condensador l 

(C) 

Cc) partida frontal 
Cgás não-condensável) 

Figura 1 -Perfis de temperatura ao 1 ongo do 
tubo 

A partida uniforme, mostrada na figura · 
1-A, é observada quando a densidade do vapor 
à temperatura ambiente é alta, causando assim 
um refluxo i medi ato de 11 qui do através do 
tubo. A partida frontal, figura 1-B, é 
observada quando a densidade do vapor à 
temperatura ambiente é tão baixa que o livre 
caminho médio molecular excede ao diâmetro da 
passagem do vapor. Este modo de partida 
C figura 1 -B) apresenta um número de 
configuraçeses das curvas de temperaturas 
que podem tornar o entendimento quantitativo 
complexo, tendo em vista que: 
1) a densidade do vapor na zona quente se 
eleva e o 1 i vre caminho médio molecular se 
torna pequeno, quando comparado com o 
diâmetro de passagem do vapor, ocorrendo na 
zona quente um fluxo de vapor continuo, 
enquanto que, no final da seção fria, no 
condensador, o vapor tem um fluxo como se 
fossem moléculas livres. 



2) os efeiLos de compressibilidade são 
impor LanLes, visto que a velocidade de vapor 
pode ser transónica. 

O modo de parti da da rigura 1-C ocorre 
quando existe gás não condensável dentro do 
Lubo. Inicial mente, apenas o evaporador se 
aquece uniformemenLe. Como a pressão do vapor 
aumenta, o gás não condensável sai da região 
do evaporador aLé o ponLo onde a pressão do 
vapor e do gás ror igual. Como a pressão do 
vapor aumenta com o aumenLo da temperaLura, a 
zona de vapor aumenLa no comprimento, 
comprimindo o gás não condensável. 

Esses L rés modos de parti da represenLam 
casos limites. Vários modos inLermediários 
podem ser observados. Observa-se, finalmenLe, 
que quando o aquecimento é lento, o Lubo de 
calor passa por uma série de esLados de 
LemperaLura estacionários no processo 
transienLe e o calor que entra na zona 
quente dur anLe o aqueci menLo é exLr ai do na 
zona de condensação. 

Uma vez que o gradienLe axial de 
temperatura em um tubo de calor é deter mi nado 
principalmenLe pela queda de pressão, a 
LemperaLura no evaporador será inicialmenLe 
maior do que a LemperaLura no condensador. O 
ni vel da temperaLura alcançado no evaporador 
i r á depender do r 1 ui do de L r abal h o usado. Se a 
carga térmica de enLrada é grande o 
suficiente, a frente de LemperaLura irá 
gradual menLe se mover em di reção à seção do 
condensador. 

DuranLe a parLida do tubo de calor, a 
LemperaLura do evaporador aumenLará de mui Los 
graus até a frente alcançar o final do 
condensador. Neste ponLo a temperatura, no 
condensador , crescerá até a parede meLál i c a 
do tubo se Lornar praLicamenLe isoLérmica. 

HIPOTESES RESTRITIVAS 

As equações para o escoamento do vapor 
a ser em utilizadas no modelo são as equações 
de Na vier -Stokes, da energia e da continuida­
de C Dai 1 y ,1 965). As hipóteses resLr i Li vas do 
modelo são : 
C 1)- O escoamento do vapor é considerado 
incompressivel e laminar; 
C 2)- O escoamenLo do vapor tem simetria 
axial; (3)- Considera-se que a evaporação e a 
condensação ocorrem somente na i nterrace 
vapor -1 i qui do; C 4)- A condução térmica axial 
na parede do Lubo é desprezada, tendo em 
vista a campa ração com a condução térmica 
radial ;C5)- As temperaLuras do vapor, do 
liquido e do meio poroso na interface de 
vaporização e condensação são consideradas 
iguais; (6)- A temperatura do f'l ui do uti 1 izado 
para o resfriamenLo do condensador é 
constante; C7)- A carga térmica fornecida no 
evaporador é uma !'unção conhecida do 
tempo; C 8)- Os ma Ler i ais, dimensões e demais 
caracteristicasf'isicasdotubodecalorsão 
conheci dos; C 9)- A viscosidade do r 1 ui do é 
con.siderada consLanLe; C10)- O escoamento é 
bidimensional e transienLe; 

ADI MENSI ONALI ZAÇ:A:O DAS EQUAÇDES DO MODELO 

Embora o sisLema de coordenadas adotado 
seja o c ar Lesi ano, denominaremos a absci ssa 
de coordenada axial e a ordenada de 
coordenada radial. 

A adi mensi anal i zação é f'ei ta consi -
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derando-se os seguintes parâmetros 
a)coordenadas espaciais 

>!{ = X 
T Yl ""' _x_ e 

r 
v 

b) velocidade axial e radial 

u 
v= v e 

r 

c)termo de pressão 

d)temperatura : n 

t v 

W= v v 
lP 

T 
-T-

al 
• 

p 

p..r 
r 

e) tempo T = r 
-L- onde r : raio do vapor 

v 

L: comprimento do Lubo 
Vr: velocidade radial no estado permanenLe 

Tsl : temperatura na parLida do evaporador 
e 

A equação da continuidade pode ser 
escrita da seguinLe f'orma: 

IJV 
~+r 

IJW 
7fY1 o (1) 

As condições de contorno do escoamento 
do vapor são: 
Nas exLremidades planas do evaporador e do 
condensador em~= O e>!{= 1 , as componenLes 
axial e radial da vel oci da de são nulas e o 
fluxo de calor é nulo . 
i) Condições de contar no ver Li cais C~ = O e >!{ 

1): 

V (0, Y/,T) o V C1,Y/,T) o 

W CO,Y/,T) o WC1,Y/,T) o 

IJnl ~~=O= O 
lJ n I ~ Y/=1 =o (2) 

No centro do canal de escoamenLo do vapor em 
Yl =O a velocidade axial do vapor é V C~. T), 
não dependendo de Yl, e a vel oci da de radial é 
nula. 
ii) Condições de contorno horizonLais CYI 

~(~,O,T) =O 
IJYJ 

~C~,O,T) =O 
iiYI 

W C~,O,T) = 0 

EmY/=1, naparededoleiLoporoso, a 
componente axial da velocidade é nula 
C condição de não deslizamento) , a componente 
radial é a de injeção Cou sucção) e será 
relacionada com o f'l uxo de calor trocado na 
condensação C ou evaporação). A temperatura na 
parede será deter mi nada por relações 
teóricas. 
v c~.1.TJ =o 

w c~.1.TJ v /V 
r r 

n c~.1.TJ = T . /I 
P• al • 

O valor de W para o evaporador se torna: 

W = - C 1 - exp C -T /1 0)) (3) 

Analogamente para o condensador 

W = C 1 - exp C -T /1 0)) (4) 

0) 



A adimensionalização do t.ermo da 
da parede int.erna se t.orna : 

t.emperat.ura 

a) evaporador : 

lf • - 1- <T + <T - T )(1 - exp(-T/10))) 
T at f &t 

srt e • e 

T •t: t.emperat.ura inicial no evaporador 

• 
Tf : t.emperat.ura final no evaporador 

• 
b) condensador 

lf • - 1
-<T + <T - T )(1 - exp(-T/10))) T at f st 
lill c c c 

T at t.emperat.ura inicial no condensador 
c 

Tf : t.emperat.ura f"inal no condensador 
c 

(5) 

(6) 

iii> As condições iniciais do escoament-o do 
vapor são: 
As component-es radial e axial da 
do vapor são consideradas nulas 

velocidade 
ant.es 

inicio de f'uncionament.o. O campo 
const.ant.es t.emperat.uras 

pré- :fixados: 
apresent-a valores 

V ():l{,'ú',O> • u
8

t 

():!{, 'ó' ,0) -

a) evaporador 

T <x,y,O> • T 

b) condensador 

T <x,y,O> • T 

<x,y,O)/ V 
r 

v 
at 

<x,y,O) 

"' o 
/ V• 

r 

•t • 
<x,y,O> / T • 

&l 

st 
<x,y,O) 

c 

.. 
/ T 

&l 
c 

o 

1 

do 
de 

e 

onde o subscrit-o st. 
propriedades na part.ida 
iv> Condições adicionais: 
a) evaporador 

si~nif'ica o 
<st.art.-up). 

valor das 

d lP - A ):!{ ( 1 - exp (-T/10)) 
d ~ 

onde A • 
2 

n: p 

2 

4 J..l L Q 
o 

sendo L : compriment-o do evaporador .. 
c : porosidade do lei t.o 
Q

0
: car~a t.érmica 

p : massa espec1:fica do vapor 
f..J : viscosidade dinAmica do vapor 
b) condensador 

(7) 

Para o modelo de :fluxo incompressível, 
set;undo Cot.t.er (1965), exist.e uma recuperação 
na pressão do vapor na zona de condensação da 
ordem de aproximadament-e 40 por cent.o, ou 

seja, de um f"at.or 4/rr
2 

. 
Temos, port.ant.o, que na zona de 

condensação a expressão da perda de pressão 
adimensional se t.orna 

d lP 
• - 8((1 - ( ~ :lR - 1))(exp(-T/10))) (8) 

d ~ 

onde B • 

onde L 
c 

.. 
4 

2 
n: n p

2 v: r: Lc hfg & 

compriment-o do condensador 
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O t.ermo iYJJ/iiT 
Navier-St.okes é escrit.o 
f'orma adimensional 

das equações de 
ent.ão da se~uint.e 

a) evaporador 

-éJT 

a v 
----+ 

a'ú' 
1 ( 1 

Rer -r-

a2QJ ] 
------ + A ):!{ ( 1 - exp (-T/10)) 

a 'ú'2 

b) condensador 

L 

(9) 

---+r 
a >1{2 

L ):!{ -1))(exp(-T/10))) <10) 

• 

O t.ermo aw / a T é escrit.o como se set;ue 

(11) 

Da equação da conservação da enert:ia t.emos 
que: 

a lT --

+ r 

onde R e 
r 

r • 

-
L 
r 

r 
v 

a lT 

a 'ú' 

(12) 

J..l c 
Pr • __ k __ P 

AVALIAÇ~O DOS RESULTADOS 

Gráf"icos Apresent.ados. O ~ráf'ico abaixo 

most.ra a variação t.emporai da velocidade 
axial em relação a posição radial no 
cent.ro do t.ubo ():!{ • 0,5>. 

Para a posição radial 'ú'•1, nao hA 
velocidade axial, enquant.o que para uma 
posição radial .'ú'•O, o valor da velocidade 
axial é sempre máximo. 

POSICAO RADIAL X VEIDCIDADE AXIAL 

Valores para. X = 0.5 
80,0 

40,0 

ZO,O 

o. o 

Fit;ura 2 
< X • 0,5> 

0,5 1. o 
posição radial 

t=o 

t=• -l=B -t=12 -t=z• -l=S6 

Posição radial X velocidade axial 



t: representada no grâf'ico abaixo a 
var i açl:o temporal da velocidade axial com a 
posiçl:o axial no centro do canal. 
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td 
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td 
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posica.o axial X ~idade axial 
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o.:s 
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Fi~ura 3 - Posição axial X velocidade axial 
< centro do tubo> 

O grâf'i c o abaixo representa a variação 
temporal da velocidade radial com a posição 
axial.Em virtude da hipótese f'eita da 
v ar i açl:o da velocidade radial , somente com o 
tempo e não na posição radial, os valores 
desta velocidade sl:o os mesmos para o 
evaporador e analogamente para o condensador 
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Fi~ura 4 - Posição axial X velocidade radial 
< raio > 

O gráf'i c o abaixo representa a variação 
temporal da temperatura com a posição axial. 
Observa-se que, no regime permanente, o 
perfil da temperatura é praticamente 
isotérmico. 

td 
L. 
:J 
_.) 

td 
L. 
Gl 
o. e 
Gl 

_.) 

VAPOR (CENTRO DO TUBO) 

poslcao axial X temperatura 

1. a. I I I I I I I I I I I 
'· 06 
f.. 06 

to (lrl 

•. 00 

o. 98 

0.96 

o. 04 o o.:s •. o 
posição axial 

t=o 

t=• -t=a -l=12 -­t=z• -t=ll6 

Fi~ura 5 - Posição axial 
<centro do tubo > 

X temperatura 
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ANÃLI SE I>OS RESULTADOS 

Dos resultados apresentados na execu­
ção do programa, o valor da velocidade axial 
adimensional mâxima (QJ )foi atingido em 

mo.x 

T = 40 C tempo adi mensi onal no regi me per ma­

nente), para uma posição axial X= O, 5, 
sendo este valor igual a 71,68. 

Considerando a adimensionalizaçl:o 

QJ = U / V , encontrou-se o valor de 
ma.x ma.x r 

u 
mo.x 

igual a 1, 32 m/s. 

Para este valor, o número de Reynolds 
encontrado f'oi de Re~185, fato este que 
confirma a hipótese de escoamento laminar. 

Observou-se que a velocidade axial do 
vapor é mui to menor do que a velocidade do 
som no fluido, comprovando assim a hipótese 
da incompressibilidade. 

Com relação à velocidade radialCVr), o 

valor calculado para o regime permanente foi 
-2 

de 1 . 85x1 O m/s. Em ter mos adi mensi onai s, o 
valor encontrado foi de O. 98 . 

CONCLUSXO 

No presente trabalho foi desenvolvi do 
um modelo matemãtico que deu origem à 
representação dos campos de velocidades e 
temperatura no regime transi ente. A análise 
foi realizada desde o inicio de operação do 
dispositivo C partida), até o regime permanen­
te. Dentro dos resultados apresentados, 
observou-se que, na suposição de um modelo de 
partida lenta, o perfil de temperatura ao 
longo do tubo de calor é praticamente 
isotérmico no estado permanente, resultado 
este de aco,;:do com a literatura existente. 

Em relação ao perfil de velocidade 
axial, observou-se o comportamento esperado, 
dentro do qual o valor da velocidade axial 
mâxi ma se encontra no centro da posição axial 
e no centro do tubo. 

Em !'unção das hipóteses restritivas 
adotadas e considerando-se uma partida lenta, 
a variação temporal da velocidade radial com 
a posição axial apresentou um comportamento 
esperado dentro das suposiç~es feitas, 
desconsiderando-se sua variação em relação à 
posição axial . 
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ABSTRACT 

This worlc presents the analyses of the 
vapour f'low under slow start condi tions of a 
heat pipe, using energy and continuity 
Na vier -St.okes equations . The veloci ty and 
temperature profiles are described f'rom the 
start-up condi tions up to the moment when t.he 
system r eaches steady sta te condi ti ons. 
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As equaÇÕes de conservaÇâo de massa, momentum e energia sâo colocadas 
em termos de funÇão corrente, vorticidade e entalpia. As condiÇÕes de 
cotorno na interface, líquido-sólido, sào determinadas iterativamente em 
fu:1Çao da entalpia e da funÇão corrente. Sào analisados os gráficos das 
interfaces, da taxa de calor global e do calor armazenado em funÇão do 
tempo. Estes estào em boa concordância com os de outros trabalhos teóricos e 
um experimental. São colocadas as linhas de corrente em funÇão do tempo, as 
quais identificam as correntes convectivas no armazenador. 

'IHRODU(.:Í.O 

ô uso de sistema de armazenagem de energia é 
relativamente novo e sua utilizaÇão tornou-se 
.importante devido ao alto custo da energia. O 
'armazenador com mudanÇa dP fase trabalha em ambientes 
despressur i zados e tem apl i ~açào em vá r i os níveis de 
temper'l.tura. Alguns autores tem usado a diferenÇa 
[finita, associada à transformaÇão de coordenadas, 
para solucionarem problemas bi-dimensionais de 
idifusào-convecÇào com intPrface móvel. Sparrow et al. 
'[1] dão a primeira análise para problemas de mudanÇa 
'de fase, levando em conta a convecÇao natural no 
ilíquido, entretanto, é feito simplificaÇ<lo na equaÇão 
'da interface. !\o estudo numérido de Benard et al. 
[2], a convecÇão natural do 1 íquido é acoplada com a 
conducao de calor na fase só] ida. Os termos não 
:ortogonais resul tantPs elo uso da transformaÇão de 
'coordenadas sao desprezadOs. Lacroix [3] usa a funÇão 
!corrente e a vorticiclade para a formulaÇão do 
;problema e inclui os termos, transiente e não 
i ortogonal, nas equaÇOes transformadas, entretanto 
!elas esUio na forma não conservativa. Kim e Kaviany 
i [4] emprega uma equaÇão geral transformada que 
ipresen·a as formas conservativas das equaÇÕes 
!~vernantes originais e as condiÇÕes da interface são 
!encontradas diretamente da continuidade dos fluxos 
\nas equaÇÕes transformadas. 
l Resultados experimentais, para armazenadores 
!cilíndricos verticais tem sido obtidos por Souza 
i~endes [5] e Kalhori [6]. 
I No presente trabalho foram usadas a funÇão 
j corrente e a vorticidade para a formulação do 
!problema e a entalpia adimensional nodal usada [7] 
lcGnduz a fusào contínua nos volumes de controle 

I
. discretizados. As condiÇÕes de contorno na interface 

móvel sào determinadas iterativamente em funÇào da 
'I entalpia e da funÇ<lo corrente. Nâo se usou 
transformaÇão de coordenadas para a interface móvel, 

I 
entretanto, s.·uas condiÇÕes de contorno esti:lo na forma 
conserva ti v a. 

A funÇào corrente permite que se determine 
diretamente, através das curvas de níveis da 
superfície 1/'(r,z), as linhas de corrente, as quais 
representam a cada instante as correntes convectivas 
no armazenador com mudanÇa de fase. Estas linhas de 
corrente permitem descrever com mais seguranÇa o 
comportamento da taxa global de calor na parede do 
cilindro interno. 
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FORMULAÇÀO DO PROBLEMA 

O esquema do armazenador, que consta de um 
cilindro interno, envolvido pelo material de mudanÇa 
de fase, limitado pelas tempas inferior e superior e 
pelo cilindro externo, é ilustrado na Figura 1. No 
cilindro interno escoa um fluido de aquecimento. 
Supõe-se que as tampas inferior e superior e o 
cilindro externo estejam isolados. 

Figura 1- Esquema do Armazenador. 

O modelo de Boussinesq é usado para formular o 
termo de 
eliminaÇão 
quantidade 

empuxo da equaÇào ele momentum em z e a 
do termo de pressão das equaÇÕes de 
de movimento em z e em r conduz as 

equaÇ6es ele conservaÇão 
que sâo colocadas em 
vorticidade e entalpia: 

de massa, momentum e energia, 
termos de funÇào corrente, 

wr - [~- 1 étlp élw l (1) Tr + 
ar

2 r az 2 

a<.> 1 a 
( r .1_ ~w ) + 

a ( ~ étlp 
w) + at r Tr r az Tz Tr 

w ~ v ( <:7
2
w -

w 
J - f3 aT ( 2) 

2 az 2 g Tr 
r r 

a h a ( ~ étlp 
h) -

1 a 
(r 

1 &IV 
h) at +-- ar ar Tz = az r r 

_!S_<:72T 
p 

(3) 



Nas equaÇÕes de (1) à (3) a funÇão correnté W e 
a vorticidade w foram definidas como: 

Vz = 1._ ~ 
r ar (4.a) Vr = 1Bw 

~az (4.b) 

avr avz w=-a;-- ar (4.c) 

É idealizada a forma de adimensionalizaÇão 
abaixo, para tornar contínua a fusão em cada volume 
de controle discretizado. 

2 ( ) 1/2 
( 1 r/2 w -~ 1 (5.a) 'I' = _:E_ Ra*Pr (S.b) - a Ra*Pr a H 

at 1/2 
(5.c) R = ...!:... (5.d) 1: =- (Ra:O:Pr) 

H2 H 

ç = ~ (5.e) c 
H <P = T(T- Tsat) (5.f) 

e 1 
pv IV P{h hl*l 

(5.g) dv 
À 

1 indica o líquido saturado. 

Das equaÇÕes (5.f) e (5.g), conclui-se: 

<P = e para e > o ( 6. 1) 

(neste caso o volume de controle v está acima de 
Tsat) 

<P = o para o 2 e 2 -1 ( 6. 2) 

(neste caso o volume de controle v está em mudanÇa de 
fase) 

F = 1 - IBI (6. 3) 

(F indica a fraÇão do volume de controle v fundido). 

Com as variáveis adimensionais dadas as 
equaÇÕes de (1) a (3), tornam-se: 

+ 

wR = - ( a
2

'1' _ 1._ a'!' 
BR 2 R aR 

+ a2'1' ) 
aç2 

aw 
ac - 1a( 1a'1') a (1a'1') RBRRR""ãfw +a[ RaRw 

w <3'1' 
2~ 
R 

( 
p )1/2 

= R:* ( V
2
w ;2) a<t> 

-aR 

I - dv + I - - -e dv -ae a (1 a'!') 
v ac v aç R aR 

1a ( 1a'1') Iv R aR R R B[e dv 

( 7) 

+ 

(8) 
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1 2 

I V <Pdv = O 
v (Ra*Pr)t/2 

A equaÇão ( 9) já está integrada ao longo 
volume de controle discretizado v, definido na Fi 
2, a seguir: 

9 

-+-- -+-
' -+-- --t-- --1--

-+- --+-- --t--- --+-
~+ --t-- -+-

• i __ l ___ l 
I I 

E ·: Ip :~b 
L_ ___ _j 

-1- --}--- _, __ _ .L_ 

Figura 2. Detalhe da grade e dos volumes de control 

As condiÇÕes de contorno são dadas a seguir: 

a) Temperatura adimensional 

d 
e 

v 

• 
p 
t 

B<P 
-aR IR=~ Bi (Ste - <l>w) ( 10.'r 

Bi = 

a<t> I 
aR R 

-
h H 
R 

H 

Raio o 
H 

B<P I 
""ã[ /;=O o ( 10. 3) B<P I 

aç t;= 1 

b) FunÇão corrente adimensional 

b.1) -Cilindro interno ('I'= O) 
b.2) - Interface líquido-sólido: 

m 
(. 

o 

iR 

Esta interface é localizada iterativamente ~d 
funÇão da entalpia, pelas equaÇÕes (6.1) e (6.2), 
atribuindo-se a 'I' = O. 

b.3) -Tampas superior e inferior ('I'= O) 
n 
R 

c) Vorticidade adimensional: 14 
Integrando a equaÇão ( 7) nos volumes dtH 

controles que contém o cilindro interno, na interface 
líquido-sólido e nas ·tampas superior e inferior,p 
tem-se: 1 

c.1) -Cilindro interno: 

Wt, J 
1p2 J 

- W)Ll~Vl' j 

AD1, J 

J = 1, 2, ... , IN 

c.2)- Interface líquido-sólido: 

WI,J =- 1pi-1,J 
( AE I, J ~) LlR .+ 

RP 

I = 1, 2, ••• , IM 

c.3) - Tampa Superior 

WI,IN=- tpi 1 IN-1 
ATII,IN RPLlÇ VI, IN 

1 
RPVI, J 

e 

(11.11~ 

( 11. 2) 

H 

..J 
<I z 
o 

(11.3)1! 



c.4) - Tampa Inferior 
(9 

tpl 2 
WI I 1 = ATSI I 1 ( 11.4) RPilÇ v I I 1 

0 d J€1'000 NUMÉRICO DE SOLUÇÃO 

Fig, 

co le 

c: 

A equação (7) é integrada no volume de controle 
correspondente, a equação (8) é in t egrada neste 
volume e no intervalo de tempo considerado e a 
equaÇão (9) é integrada neste intervalo de tempo. 

Os termos convectivos nas interfaces do volume 
de contro l e considerado são estimados conforme o 
esquema "pow~r-law", sugerido por Patankar 181. 

O processo iterativo é feito como segue: 
1. Atribui-se, inicialmente , às entalpias e às 

vorticidades os valores do tempo anterior. 
2. Localiza-se a interface móve l com base nas 

equaÇÕes ( 6. 1 ) à ( 6. 3 ) . Com a equaÇão ( 7) e suas 
condiÇÕe s de contorno, determina-se o campo da funÇão 
corrente . 

3. Os valores das entalpias são determinados 
pela equaÇão (9) e suas condiÇÕes de contorno, 
tomando como base os valores da funÇão corrente 
recentemente calculados. 

: 
10 

· 4. Com 1 · 1 1 d as enta p1as ca cu a as, a interface 

10. 

1.1 

1. 2 ) 

've l é 
(6. 3). 

novamente localizada pelas equaÇÕes (6.1) à 

5. As vorti c idades são determi nadas pela 
equaÇão (8) e suas condi ÇÕes 

6. Co mparam- se os 
orticidade com os esti mados 
té a conve rgê nc ia. 

de conto rno. 
valores calculados da 
e m 1. Volta-se ao item 2 

Vá rios t estes foram rêal izados para o timizarem 
s cálcu los numé ricos e foi encontrada a grade de 41 
's na clit·eção rad ial e de 51 nós na direÇao axial, 
mo satisfatória em termos d e precisão ·e de tempo 
mputacional. 

ESULTADOS E DISCCSSOES 

É usacla a parafina tipo '' n-eicosane", com 99% 
pureza, para s imular o armazenado r e m questào. 

São selecionados os parâ metros que influenciam 
comportamento do a rmazenador, que sào: número de 

Q~igh e as relaÇÕes geomét ri cas H/ ro e Raio/ro. 
Fo~ _estudado yúmero de Rayleigh .. na faixa de 

,5 x 10 a 5, 4 x 10 . Variou-se a relaÇ<:!o geométrica 
/rode 4 a 20,45 e a relaçilo Raio/ro de 2 à 8,8. 

Na fi gura 3 e stâo representadas as posiÇÕes das 
interfaces liquido-sólido para os instantes 150, 600, 
000, 2000 e :}DOO s, para H/ro = 4, Raio/ro = 2 

Ra = 2 1 86 X 10 . 
1.00 

' --

o T"~~ 
.15 .3 .35 .4 .4J .~ . 

. 
( , ........ 

Q.83 ---· o.e 

I 
.---· ~ ~ -

i // ';) i 

' ' I ,.~ ..J 0.17 
I 

.~ 0.6 I 
_ _.,. 

I ./ I Q 
I / I III 
I z 
I 

/ I ~ 0.~0 
' ~4 I 

/ õ I -150t c:( I I - ·-6001 
c:( I ···- IOOOt 

I ~o.u I ' -zoooo 
0.2 I / --3000• I ..J 

I . <I 
I '/ I 

I 0 .17 
/ 

DIST ÃNCIA RADIAL AOIMENSIONAL I r 1 H I; 

0.25 0.34 0.42 

OIST. ADIMENS.(r/HI 

l. 3 ) ligura 3- Interfaces e linhas de corrente. 
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Na figura 3 estão, 
linhas de corrente para 
2000s. 

também, representadas 
ns instantes 1000s 

as 
e 

Como era de se esperar, estas linhas de 
corrente circundam o contorno do armazenador e as 
interfaces líquido-sólido e r e presentam, tanto nos 
contornos como no interior do l í quido, as correntes 
convectivas. 

Na figura 4 estão representadas as interfaces 
líquido-sólido para os instantes 1, 4, 6, 8 e éO 
horas, para H/ro = 12, Raio/ro = 5 e Ra = 7,7 x 10 . 
Nesta figura estão, também, representadas as linhas 
de corrente para o instante 6 horas. 

1.00["!;;~~~~ 
?J 

z 
;: .8 

// 

/ 

/

-IHoro 
--4 H0101 
- ... --I Horat 

/
. -ai-fora• 

--IOHo<oo 

/ 
0~~~~~-r~~,--r~~,-~ 
.08 .1~8 .218 .284 .352 .42 

OISTÃNCIA RADIAL AOIMENSIONAL Ir I Hl 

0.83 

0.17 

0.00 - 1 - l-.l-.1-'-J. 
0.08 0 .17 0 .28 0 .31 0 .43 

OIST. AOIMENSIONAL(r/HI 

Figura 4- Interfaces e linhas de corrente. 

A taxa globa l de calor, 
armazenador, na parede do 
adi mensional, é dada por: 

por unidade de altura do 
c ilindro interno, e m for ma 

Q/H = J 1 
(Ste - ~w) d~ 

o 
( 12) 

pÀo:Bi 2n ( ~ o ) 

A figura 5 repre senta a taxa global de cal or 
por unidade de altura, e m termos adimensionais. 

4------------------------, 

ª .. 
..J 

~ 14 

iii z 

~ 2.8 ;\ ;""' 

~ :, / " 
c;( '"""" ' (5 • I \ 

ffi 2.2 I , 
ffi \ , . 
~ \ .... ----------------"· ... ---· ~ 1.8 ·-----· 
~ --"• • r.e • 10~ 

:::::::~:~· 
1.z!--~-ur-~~14--,-~~--~-68.--~~LZ 

FOURIER 1100 

Figura 5- Taxa Global de Cal or . 

Na análise de ambos os casos da Figura 5, 
notamos o seguinte: 

A taxa global decresce inicialmente com o tempo 
e atinge um mínimo, poster i ormente ela cresce e 
atinge um máximo e, finalmente, ela decre,s<':ll. Este 
comportamento é mais notado paraRa = 7,6 x 10 . Para 
Ra mais baixo (Ra = 2,8 x 10

7
), o crescimento 

posterior e o decréscimo final é bastante gradual. 



O coaporta.mento da Figura 5 é anali}iado da 
seguinte forma: 

Decorrido os priaeiros instantes, após o inicio 
da fusão, o efeito da convecÇão natural é aind~ 
desprezivel, conforme se nota nas Figuras 3 e 4, com 
as interfaces praticamente verticais. O processo de 
transferência de calor que predomina ai é o de 
conduÇão pura, com a correspondente queda da taxa de 
transferência de calor com o tempo. Com o aumento da 
camada fundida, as corrente convectivas crescem e 
resist~m à diminuiÇão da taxa de calor. O crescimento 
dessas correntes causa o aumento da transferência de 
calor. Durante este periodo, calor é transportado 
tanto por convecÇão natural como por conduÇão, 
através da camada fundida. Quando a camada fundida 
torna suficientemente larga, calor não é mais 
transportado diretamente através da camada fundida, 
mas carregado pelas correntes convecti v as da parede 
do tubo interno à interface liquido-sólido. O aumento 
da resistência oferecida pelo escoamento por 
recirculaÇão, ao longo do topo e do fundo, 
principalmente do topo, tende a impedir o movimento 
do fluido. 

A figura 6 mostra as frentes de fusão em funÇão 
do tempo e as linhas de corrente para o instante de 
3810 s, as quais indicam boa concordância com os 
resultados apresentados por Sparrow 111. 
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I 1.36 1.68 2.04 2.36 2.72 
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Figura 6- Interfaces e linhas de corrente. 

Na figura 7 estão representadas as interfaces e 
na figura 8 o calor total armazenado, em função do 
tempo, e ambos estão em boa concordância com os 
resultados experimentais apresentados por Ka l hori 
161. 
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Figura 8- Ca I >r· total armazenado. 

CONCLUSÕES 

O método de análise, baseado na função corren 
e na vorticidade, reduz o número de variáveis, tor 
o código computacional mais simples e permite . 
.visualização direta das correntes convectivas. 

Apresentou boa concordância quando comparad 
com outros trabalhos teóricos e um experimental. 

Obteve exce lentes resultados com malha 41 x 5 
com reduzido custo computacional. 
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ABSTRACT 

The mass, momentum and energy conservatio 
equations are expressed in terms of stream function 
vorticity and enthalpy. The boundary conditions, o 
the liquid-solid interface, are iterativel 
determined as a function of en,thalpy and the stre 
function. Graphical representations of the interfacej 
the global heat · rate on the inner cylinder wall an 
the storage heat, as function of time, are analyzed. 
They show good agreement with other author 
theoretical and practical resul ts. Furthermore, th 
stream !ines, in function of time, are ab 
visualized to permit the identification of th 
natural convection in a thermal capacitar. 
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SENOIDALMENTE ONDULADAS 
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RESUMO 

Este trabalho apresenta uma análise da condensação em película em superfícies 
senoidalmente onduladas. O objetivo é o calculo da distribuição da espessura da 
pelíc~la e do coe~iciente de tr~nfer~nc~a de calor por convecção como funções de 
relaçoes geométr~cas do perf~l, ~nd~cando-se os perfis senoidais otimos. 
Apresenta-se _o Número de Nusselt em função do Número de Nusselt da "Teoria da 
Película de Agua" e de um grupo adimensional, o qual descreve forças de tensão 
superficial ao longo da superfície de condensação. Resultados experimentais em um 
tubo ondulado são comparados com os dados teóricos, observando-se uma boa 
concordância entre os mesmos. 

INTRODUÇÃO o gradiente de pressão da crista para o vale do 
perfil pode ser definido segundo a fórmula de Laplace e 
a expressão da tensão de Newton: 

Nusselt [1] estabeleceu, em 1916, uma teo~ia sim­
p~es para cálculo da transferência de calor em superfí­
c~es verticais lisas, a qual representa, até hoje, um 
fundamento clássico da condensação em película vertical. 
Gregorig [2,3] deduziu, em 1954, teoricamente e confir­
mou experimentalmente que coeficientes de transferência 
de calor na condensação muito mais altos podem ser obti-
dos cont tubos ondulados do que com tubos lisos. Para au­
mento da transferência de calor, Thomas [4,5) analisou 
a influência de aletas cilíndricas e retangulares em tu­
bos verticais sobre a condensação em película, observan­
do maior eficiência nos tubos com aletas retangulares em 
comparação com os de aletas cilíndricas e de mesma ordem 
de grandez .~ daquela referente aos tubos ondulados. Den­
tre diversos tipos de tubos, Alexander e Hoffman [6] 

dp 
ds 

= (J. 
-3 .J.L u(s) 

[õ (s) ]2 
(1) 

sendo o a tensão superficial,p a viscosidade dinãmica e 
u a velocidade do condensado, õ e Rk a espessura e o 
raio de curvatura (Kk) da película, respectivamente. 

A quantidade de condensado (por unidade de 
comprimento axial do tubo) e seu respectivo aumento em 
qualquer posição na crista do perfil são: 

( 2) 

. , 1 consideraram os espiral e longitudinalmente ondulados 
~ 1 como mais atrativos, do ponto de vista de custos de fa­

~·1 bricação e eficiência têrmica. Adamek [7) realizou um 
Jrt exame analítico da condensação em película sobre super­
~ •I ficies onduladas e aletadas, indicando as onduladas como 
, ,

1 
as mais adequadas. 

' I 

'i 

g l 

r , 

COEFICIENTE DE TRANSFERÊNCIA DE CALOR POR CONVECÇÃO 

Em virtude da variação de curvatura do perfil, 

1!' surgem gradientes de tensão superficial (Fig. 1), os 
• ~ais geram fortes gradientes de pressão ao longo do to­
~1· : . po da crista do perfil, ou seja, na direção crista-vale 

do perfil. O condensado, então, escoa, primeiramente, da 
crista para o vale do perfil, onde escoa para baixo, por 
ação da gravidade. A ondulação gera uma divisão do meca-

J 

h 

l.l· 

nismo de condensação em uma região de forte condensação 
(crista do perfil), com coeficientes de transferência de 
calor convectivos extremamente altos, e em uma região de 
fraca condensação (vale do perfil), a qual atua, basica­
mente, como um canal de drenagem do condensado. Embora 

ill uma parte do perfil não atue termicamente, a contribui-
ção da crista do perfil para o tranYporte de calor é tão 

I
! alta que o resultado final é um aumento significativo do 

coeficiente de transferência de calor global. 

I 

))11 

1,1' >n 
)' 

~~ 
~ ~ I 
·s 

:e i 
01 
el Fig. 1 - Condensação em película sobre 

uma superfície ondulada 
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onde ha representa o coeficiente convectivo, p a 
densidade .do condensado, hl o calor latente de 
evaporação e t.T~ a diferença v de temperatura entre o 
vapor e a superf~cie do tubo. 

A solução analítica das equações acima fornece a 
espessura do filme em função da curvatura da superfície 
da película de condensado [ 7, 8]: 

(5) 

A curvatura da película de condensado representa 
um parâmetro "problema-dependente" e desconhecido . Este 
parâmetro pode ser, porém, substituído pela curvatura do 
perfil, para o cálculo das principais grandezas de 
transferência de calor. Isto se justifica pelo fato de 
õ

8 
ser muito pequeno em comparação com os raios de 

curvatura da película de condensado e da superfície do 
perfil [8]. Por conseguinte, a espessura da película de 
condensado e o coeficiente de transferência de calor 
convectivo podem ser expressos em função de três grupos 
de influência independentes: propriedades do fluido 
(meio a condensar), diferença de temperatura entre o 
vapor e a parede do tubo (condições de operação) e 
variação da curvatura do perfil (características 
geométricas da superfície), conquanto que não ocorra 
interferência sobre a crista do perfil devido ao 
enchimento exagerado de condensado no vale do perfil. 

Introduzindo-se as seguintes variáveis adimensio-



nais x* ~ X/Xr , y* ~ Y/Xr , s** ~ sfse , Kw ~ Kw.XT e 

h8* ~ h8 /{k/[4C(se) 3 J1' 4 } , sendo XT a metade do passo do 

perfil e se o comprimento da crista do perfil, resulta 
a seguinte equação adimensional para o coeficiente de 
transferência de calor convectivo local, ao longo da 
crista do perfil: 

h~ = 
[se / Xrt 14 .[-dK;/ ds .. t 3 

[ ]

1 / 3 I l ll/4 _ dK; ds + [-dK; / ds··r
3 

J ds•• -d 2 K. / ds'' 2 
o w s-o 

(6) s '' 

onde 

K; = 
t/p.1t 2 • cos (1tX•) 

(7) 
[ 1 [ t/ p. 1t . sen ( 1tX•j2 ]3

/2 

ds'' J 1 + [ciY;/dx·t dX' (8) 

y; = t/p [ 1 + cos (1tX•) ) (9) 

Yw representa o perfil adimensional da superfície 
do t'.lbo. 

Est a ~epresentação adimensional do coeficiente 
conve c tivo tem a vantagem de ser independente dt 
natureza do fluido e das condições de operação. h8 
torna-se função apenas das c aracterísticas geométricas 
do perfil. Isto possibilita a determinação de relações 
geométricas ótimas de perfil, bem como a aplicação dos 
resultados em problemas semelhantes. Representando-se, 
adimensionalmente, a superfície do perfil apenas pela 
relação "t/p" (profundidade/passo) da função cos­
senoidal, diversas configurações podem ser estudadas, 
sendo tjp o único parâmetro a ser otimizado. 

COEFICIENTE DE TRANSFERÊNCIA DE CALOR MÉDIO 

Perfis com grande profundidade (altos valores de 
tjp) produzem películas mais finas e, conseqüentemente, 
maiores coeficientes convectivos para o início da 
crista. Em contrapartida, perfis mais planos (menores 
valores de tjp) geram distribuições de coeficientes 
convectivos mais uniformes. A figura 2 apresenta uma 
comparação entre diversos perfis senoidais, considerado 
o mesmo comprimento de crista do perfil se. 

-~5 r-------------------------------------~ 
"s 

20 

1 5 

1 o 

------
t/p =2,0 

/ - t/p = 1 5 
/ . 

-- t/p = 1.0 

r t / p =0.5 

t/p =0. 3 

5 -- t/p =O. 25 

o~~~~ 
0.0 0 ,1 0, 2 0. 3 0. 4 0. 5 0 . 6 0.7 o.a 5 *''' l· o 

Fig. 2 - Distribuição do coeficiente convectivo 
adimensional sobre a crista do perfil 

O coeficiente de tranferência de calor médio ao 
longo do comprimento da crista do perfil se é dado por: 

~ 
Se 

1/scjh8 .ds 
o [ [4Cs~t4] · h~ (10) 

sendo h• o coeficiente convectivo adimensional médio ao 
longo d~ crista do perfil, apresentado na figura 3 em 
função da razão tjp. 
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Observa-se uma forte variação do coeficiente 
convectivo adimensional médio com valores de tjp < 1. O 
coeficiente convectivo máximo ocorre para tjp = 1 . 25. A 
queda do coeficiente convectivo para valores de t/p>l.25 
deve-se à redução do comprimento efetivo de condensação 
na crista do perfil. Com o aumento de tjp resulta uma 
acentuação das forças de aceleração, geradas pela tensão 
superficial, para o início da crista, implicando em uma 
redução significativa do coeficiente convectivo local, 
tão mais prematura quanto maior a razão tjp. Isto conduz 
a maiores superfícies de condensação não-efetivas ao 
longo da crista e, por conseguinte, a um valor ideal 
para tjp. Perfis com tjp > 0.9 apresentam comprimentos 
de condensação efetivos menores do que o comprimento 
total da crista. 

2 ·0------------------------------------------, 

* h e 
l. 6 

l • 4 

). 2 

1 .ol---.---.---~~~~~~;-~~-; ~o o. 2 5 o.s t/p o' 7 5 ]. 0 1 2 5 L5 2. 0 

Fig. 3 - Desempenho térmico de diversos perfis 
senoidais 

NÚMERO DE NUSSELT MÉDIO 

O Número de Nusselt médio ao longo da crista do 
perfil é dado pela seguinte expressão [8]: 

"'FI _ [ 1 Pr o. H ]
1

/
4 

h. 
u 8 

- 4 · Ph. Ga 1 / 3 · p. g. s~ · 8 ( 11) 

ou 

NU 8 3 / 4 . Nu1 • Kp (12) 

sendo Número de Nusselt Nu~h[v 2 /gJ 1 '3 ;k , Número de 

Prandtl Pr~vpcp/k , Número de Mudança de Fase Ph~cpâTk/hlv 

Número de Galilei Ga~H3j[v 2 jg] , Kp ~ [oH/(pgse3 ) j 114 .h8*, 

c calor específico à pressão constante e H comprimento 
d~ superfície de condensação ou do tubo . O subscrito 2 
indica superfície lisa. 

o Número de Nusselt médio da condensação em 
superfí-cies onduladas, como o Número de Nusselt para 
superfícies lisas (Nut)' apresenta a mesma dependência 
funcional do paràmetro Ph.Ga113jPr. o parâmetro Kp -
relação entre as forças de tensão superficial e da 
gravidade - é responsável pelo escoamento do condensado 
da crista para o vale do perfil, ou seja, pelo aumento 
considerável do transporte de calor na condensação em 
superfícies onduladas [8]. 

o Número de Nusselt médio Nu8 foi definido em 
relação ao comprimento da crista do perfil. Para efeito 
de comparação com a condensação em superfícies lisas, 
deve-se, portanto, expressar o Número de Nusselt médio 
relativo ao perímetro total ou relativo á superfície 
externa total, nas formas respectivamente: 

INuklx = 3/4 . Nu, . Kp . sc/XT 
T 

( lJa) 

INukls = 3/4 . Nu, . Kp . sclsT 
T 

(13b) 

Resultados experimentais foram obtidos em um 
evaporador vertical, com um tubo ondulado, comercial, em 
CuNilOFe, de SOmm de diametro, 3m de comprimento, lmm de 



de profundidade, 3.3mm de passo e 1mm de espessura. o 
número de ondas era 50, resultando um aumento de 
superfície em relação a tubo liso de mesmas dimensões de 
ca. de 20% A condensação se processou junto á 
superfície externa do tubo evaporador. Na condensação de 
vapor d'agua em uma superfície senoidal, semelhante ao 
tubo ensaiado, de dimensões t/p=O. 3, H=3 m e s =1 mm 
( s,JXr = O. 60) , obtêm-se valores para Kp entre 1 { ( T = 
15~ °C) e 18 (Tk = 60 °C). O parãmetro Kp , no caso kde 
água, mostra-se praticamente independente da 
temperatura, tendo uma dependência mais acentuada da 
geometria do tubo ou da superfície. Isto significa, para 
uma temperatura de condensação de 100 °C, fatores de 
aumento do Número de Nusselt médio relativo ao perímetro 
do tubo e relativo relativo á superfície externa do 
tubo, respectivamente, de 8 e 6.7 vezes (Figura 4). 

3G 
.,-- I 

I Tk~ l 00°C - t ct:lp · Jc condcns;::çÕc> ! 

, 32 1: = )r.! - comp:-~.mento U ~ tubo 
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Nu{ . xT- relat1vo ao per 1mctro 
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Fig. 4 - Razão entre os Números de Nusselt relati­
vos às superfícies onduladas e lisa 

Na figura 5 são representados os Números de 
Nus~elt teórico ~modelo) e experimental em função do 
parametro Ph. Ga 11 /Pr. Para fins de comparação, são 
apresentados dados experimentais de outros autores além 
do Número de Nusselt da condensação em superfície

1

lisa. 

Os resultados experimentais podem ser reproduzidos 
pela seguinte correlação, com um desvio médio de 8% : 

'c, - · 
J. li ~ 

i 
'i 
1 

Nuk l 
1~ 

- 4 Nuk = 0.25 { Kp (14) 

--------------------------------------------------~ 
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Fig. 5 - Comparação dos resultados teóricos e 
experimentais com outros trabalhos. 

O Número de Nusselt teórico relativo a tubo 
ondulado e o Número de Nusselt relativo a tubo liso 
mostram curvas paralelas, sendo aquele oito vezes maior 
do que este. Os resultados experimentais situam-se cerca 
de 25% abaixo dos teóricos. Explicações passiveis são a 
imprecisão das medidas na determinação da temperatura 
média representativa da superfície do tubo [ 81, 
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rugosidade[3J e oxidação [6) da superfície do tubo , o 
que contribui para uma forte redução da transferência de 
calor para a superfície. 

CONCLUSÕES 

Este estudo representa um modelo simples para a 
condensação em superfícies senoidalmente onduladas, 
considerando-se as forças de tensão superficial. Através 
da solução analítica para a espessura da película de 
condensado pode-se determinar o coeficiente convectivo 
e o Número de Nusselt, sob as hipóteses de propriedades 
constantes, temperatura da superfície do perfil 
constante e comprimentos da crista do perfil iguais para 
todos os perfis seno ida is analisados. Os resultados 
mostram que perfis com grande profundidade (altas razões 
tjp) são mais adequados para a condensação. O perfil 
senoidal, semelhante ao do tubo ensaiado 
experimentalmente, apresenta um aumento do coeficiente 
convectivo de até 8 vezes em relação ao obtido em tubos 
lisos. Verifica-se uma excelente concordância dos 
resultados teóricos em comparação com os dados da 
literatura, particularmente no tocante â dependência do 
Número de Nusselt do parâmetro representativo da 
condensação em superfícies lisas PhGa113jPr. A partir dos 
resultados teóricos e experimentais, observa-se uma 
contribuição não significativa do vale do perfil para a 
transferência de calor, em comparação com o transporte 
de calor convectivo na crista do perfil. 
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ABSTRACT 

This work presents an analysis of film condensation in 
sinusoidally ondulated fluted surfaces. The objective is 
the evaluation of the thickness distribution of the 
film, the convective heat transfer coefficient as a 
function of only the geometric relations of the profile, 
enabling the determination of the optimal profile. The 
Nusselt Number, as a function of the Nusselt Number of 
the "Water Film Theory", and an adimensional parameter, 
which describes the surface tension forces along the 
condensation surface, are presented. Experimental 
results are compared with theoretical data and good 
agreement between both sets of data can be observed. 
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RESUMO 

Este trabalho apresenta a análise da transferência de calor na condensação 
de vapor d'água e na evaporação de água e isopropanol em um evaporador de película 
vertical, com tubo ondulado. Com a utilização de água e isopropanol consegue-se uma 
grande faixa de variação do Número de Prandtl e do Número de Mudança de Fase. os 
resultados da evaporação, expressos em termos do Número de Nusselt, mostram uma 
dependência do Número de Reynolds, Número de Prandtl e Número de Mudança de Fase. 
Os resultados experimentais da condensação são confrontados com uma análise teórica 
da condensação em superfícies onduladas. 

INTRODUÇÃO 

O evaporador de película vertical (EPV) representa 
um processo de evaporação muito eficiente do ponto de 
vista energético, o · qual se caracteriza por altos co­
eficientes de transferência de calor e pequenas dife­
renças de temperatura, curto tempo de permanência do 
liquido, pequeno volume de líquido, pequenas perdas de 
pressão e operação em baixos ou altos níveis de tempe­
ratura. A redução dos custos de tais aparatos pode ser 
garantida, dentre outros fatores, através do aumento 
dos coeficientes de transferência de calor. Demons­
trou-se que coeficientes de transferência de calor na 
condensação [1,3,3,4,5,6] e na evaporação [10,11,12] 
maiores podem ser obtidos com tubos ondulados ou aleta­
dos, em comparação com aqueles relativos a tubos lisos. 
Em conseqüncia do perfilamento da superfície do tubo re­
sulta um aumento de até 800% do coeficiente de transfe­
rência de calor na condensação, embora ocorra uma peque­
na divergência entre os resultados de diversos autores. 
No caso da evaporação, resultam aumentos mais modestos 
nos coeficientes, sendo, porém, a divergência dos resul­
tados na literatura bem mais acentuada. A relação entre 
o escoamento e o mecanismo de evaporação mostra-se bas­
tante complexa. Quanto à influência da diferença de tem­
peratura ou do fluxo de calor sobre o transporte de ca­
lor, existe uma divergência de opinião entre os diversos 
autores. 

Neste trabalho apresenta-se uma análise experimen­
tal da transferência de calor na condensação de vapor 
d'água e na evaporação de água isopropanol, em um evapo­
rador de película vertical (EPV), com um tubo interna e 
externamente ondulado. Sendo a principal aplicação des­
ses aparatos na dessalinização de água marinha, onde 
problemas de corrosão e erosão podem ocorrer, realiza­
ram-se os ensaios em um tubo em CuNilOFe, de dimensões 
industriais. Para se obterem correlações com uma larga 
região de validade, utilizaram-se água e isopropanol 
como fluidos a evaporar. Para uma interpretação física 
dos resultados experimentais da condensação, faz-se uma 
comparação dos mesmos com· uma análise teórica da conden­
sação em superfícies senoidalmente onduladas. 

IVAPORADOR EXPERIMENTAL 

o EPV consistia, basicamente, do circuito de vapor 
saturado/condensado (condensação), do circuito de líqui­
do/vapor (evaporação) e do tubo evaporador, apresentado 
na figura 1. O vapor entrava na extremidade superior do 
~ipamento e condensava ao longo da superfície externa 
do tubo. o condensado escoava, sob a ação da gravidade, 
na forma de uma fina película, retornando ao gerador de 
vapor, após medição de sua vazão. O líquido a evaporar 
era injetado, à temperatura de evaporação, sobre a su­
perfície interna do tubo, produzindo-se um escoamento em 
filme. O vapor, gerado através do calor da condensação, 
preenchia todo o núcleo do tubo e escoava paralelamente 
ao filme líquido, para baixo. Na extremidade inferior do 
tubo, o vapor gerado era extraído e condensado para de­
terminação da vazão. O tubo evaporador, em CuNilOFe e 

653 

LÍquido 

~ 

I 
I ~ 
L~quido 

saturado 

PelÍcula de condensado 

Parede do tubo 

PelÍcula lÍquida 
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Fig. 1 - Representação esquemática do evaporador 
de película vertical 
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com uma condutividade térmica de 46 W/mK, apresentava as 
superfícies interna e externa onduladas, com 50mm de 
diâmetro nominal, lmm de espessura, 3000mm de comprimen­
to, lmm de profundidade e 3.3mm de passo. o número de 
ondas era 50, resultando um aumento da superfície total 
de 20% (Fig. 2). A determinação das temperaturas era 
feita através de termopares instalados interna e exter­
namente, na parede e à entrada e saída do tubo evapora­
dor e junto aos medidores de fluxo. 

PLANO EXPERIMENTAL 

Os ensaios foram realizados com base nas seguintes 
regiões de variação das principais grandezas adimensio­
nais envolvidas: 

Condensação de vapor d'água: 

1 < Prk ~ vpcp/k A Número de Prandtl < 3 

0.0004 < Phk ~ cpâTk/hlv A Número de Mudança < 0.007 
de Fase 

105 < Gak3 ~ H3j(v2jg) A Número de Galilei < 2.105 

Evaporação de água: 

600 < Rev ~ M/(U.~) A Número de Reynolds < 9000 

1 < Prk ~ vpcp/k A Número de Prandtl < 3 

0.002 < Phk ~ cpâTk/hlv A Número de Mudança < 0.012 
de Fase 

200 < Phk ~ cPHq/khlv A Número de Mudança < 1200 
de Fase 

Evaporação de isopropanol: 

60 0 < Rev ~ M/(U.~) A Número de Reynolds< 7000 

5< Prk ~ vpcp/k A Número de Prandtl < 19 

0.020 < Phk ~ cpâTk/hl v A Número de Mudança < 0.080 
de Fase 

2000 < Phk ~ c Hq/ khl v A Número de Mudança < 8000 
P de Fase 

O parâmet r o Kq rep resenta o Número de Mudança de 
Fdse formulado em tefmos do flux o de calo r, ao invés da 
dife renç a de temperatura. 

RESULTADOS DA CONDENSACÃO 

Para interpretação dos resultados e x perimentais, 
utilizou-se um modelo para a condensação em superfícies 
seno idalmente onduladas (Fig. 3) ( 13]. Expressou- s e o 
Núme ro de Nusse lt, relat i vo a superfície onduladas, em 
termos do Númer o de Nusselt Nut, relativo a superfícies 
lisas, e de uma grandeza adime nsional " Kp", a qual des­
creve a relação das forças de tensão superficial ao lon­
go da crista do perf i l para a força de gravidade (peso 
de condensado) e engloba o mecanismo de condensação em 
tais superfícies. O Número de Nusselt médio Nuk' relati­
vo a o perímetro externo do tubo, é ~xpresso por [13]: 

Fig. 
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Y; = t/p [ 1 + cos (1tX') (7) 

com x* ~ X/XT , yw* ~ Yw/XT , s** ~ sf s c , Kw* ~ Kw.XT , 

Xr a metade d~ pass;> do.perfil e s e o comprimento d a 
crista do perf1l. Yw e Kw representam, respect1vamente, 
o perfil e a curvatura adimensio n a is da superfície do 
tubo, h

8
* o coeficiente convectivo adimensional ao longo 

da crista do perfil . 

Na condensação de vapor d'agua em uma superfície 
senoidal, semelhante ao tubo ensaiado, de dim~nsões pro ­
fundidade/passo t/p=0.3, comprimento H=3m, comprimento 
da crista do perfil sc=1mm e h6*=1.51 [ 13], resultam va­
lores para Kp entre 17 e 18, para temperaturas de con­
densação limites de 60 °C e 155 °C. Para água, Kp man­
tem-se praticamente c o nstante com a temperatura, sua 
dependência maior se verific a com relação à geometr i a do 
perfil (Fig. 4). 
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Fig. 4 - Influência da temperatura sobre Kp (água) 

Os resultados experimentais da condensação forne­
ceram a seguinte correlação, com um desvio médio de 8%: 

Nuk = 0.25 { Kp4 . Pr/[Ph.Gal/3] }0.28 (8) 

Para as condições experimentais (Fig. 5), o número 
de Nusselt médio teó rico, relativo ao tubo ondulado, é 
ca. de 8 vezes maior do que o número de Nusselt relativo 
a tubo liso. Os resultados experimentais situam-se, em 
média, 25% abaixo da curva teórica. Explicações possí­
veis são imprecisão na determinação experimental da tem­
peratura representativa da superfície do tubo (3], rugo­
sidade (alguns ~m podem implicar em até 120% de redução 
no coeficiente de transferência de calor (2]), oxidação 
da superfície (redução de 20% a 30% no coeficiente de 
transferência de calor [5,6]). 
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RESULTADOS DA EVAPORAÇÃO 

Ao contrário da condensação, uma vez que o meca­
nismo da evaporação em película mostra-se bem mais com­
plexo, uma descrição qualitativa do escoamento torna-se 

li 



Fig. 5 Comparação dos resultados teóricos e 
experimentais com outros trabalhos 

mais difícil. Assim, para uma representação da transfe­
rência de calor na evaporação, formularam-se, com bases 
nos dados experimentais, corcelações, nas quais o Núme­
ro de Nusselt é expresso em termos de outras grandezas 
&dimensionais. Primeiramente, buscou-se uma dependência 
em relação ao Número de Reynolds e Número de Prandtl. os 
resultados experimentais indicavam, porém, um aumento da 
transferência de calor com a diferença de temperatura ou 
com a taxa de calor. Para descrição desta dependência, 
introduziu-se o Número de Mudança de Fase ou em termos 
da diferença de temperatura - Phv - ou em termos do flu­
xo de calor - Kqv - (formulado em [ 13]). A introduÇão de 
outros parâmetros, como p.ex. o Número de Galilei ou o 
Número de Kapitza, não acusou qualquer variação signifi­
cativa nas correlações, sendo, portanto, estes parâme­
tros desconsiderados. As seguintes correlações resulta­
ram para a evaporação de água e isopropanol, com os res­
pectivos desvios relativos (Fig. 6): 

Nu v 0.040.Re 0·24 Pr o. 71 (20%) (9) v v 

Nu v O. O 15 . Rev 0 · 22 Prv0.55 . Phv 0.21 (17%) (10) 

Nu v 0.028.Re 0· 14 
v 

Prv0.43 . Kqv 0.22 (13%) ( 11) 

para 0.2 5 Nuv 5 1.9 , 600 5 Rev 5 9000 , 1 5 Prv 5 19 , 

0.002 5 Phv 5 0.080 e 200 5 Kqv 5 8000. 

l· o 
0· 8 

Nuv 0· 6 
Kqv 8000 

:Pr0 , 43 0.4 Kqv - 1200 

Kqv 200 

0.2 

O.J 
Nu = 0.028 Re 0.14 Pr 0·4 3 K 0~22 

v v v qv 

soo 1'o o o lO O O O 

Fig. 6 - Número de Nusselt em dependência do Número 
de Reynolds e do Número de Mudança de Fase 

A melhor representação dos resultados se faz com 
a introdução de Kq • Isto se deve, provavelmente, ao fa­
to de a diferençavde temperatura, em comparação com o 
fluxo de calor, apresentar maior imprecisão de medida, 
em decorrência da dificuldade de correspondência das 

.temperaturas da superfície do tubo com sua exata locali-
zação, principalmente nos ensaios com baixas taxas de 

· calor ou pequenas diferenças de temperatura. A diferença 
entre os valores locais e o valor médio aumenta com o 
comprimento do tubo, de modo que o efeito das grandezas 

~e influência pode variar consideravelmente com o com­
primento [ 7] • 

Observa-se, com a introdução de Ph e Kq , uma re­
dução significativa nos expoentes do Núm~ro d~ Reynolds 
1 Número de Prandtl. Uma vez que a relação c khlv cons­
tando de Kqv, aumenta fortemente com a tempe~atura e o 
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Número de Nu"sselt diminui consideravelmente com a mesma 
resultam, conseqüentemente, menores expoentes para Kq' 
e, em compe~sação, maiores expoentes para Prv. A desvan~ 
tagem d~ ta~s correlações decorre do fato de as grande­
zas dom~nantes no grupo adimensional determinarem 0 ex­
poente do mesmo, influenciando, com isto, os expoentes 
dos outros , grupos [ 9]. As c'?rrelações significam, no 
plan~ lo~ar~tmo, uma :om~~naçao linear das dependências 
func~ona~s. As depe~denc~as destes parâmetros podem ser 
de na~ureza bem ma~s complexa. Com isto, os expoentes 
dos Numeres de Reynolds, Prandtl e Mudança de Fase se­
r~am :onstantes parcialmente ou em pequenos intervalos, 
mas nao sobre toda a região de ensaio. Por conseguinte, 
ta~s expoentes representam valores médios. Entretanto, 
as correlações r~produzem. os resultados experimentais 
com pequenos desv~os relat~vos, validando-se portanto 
a repres:ntação do Número de Nusselt em função dos de~ 
ma~s parametros. 

O coeficiente de transferência de calor h aresen­
ta as seguintes dependências do fluxo de calor~ 

hv "' cj0· 22 , para água, e hv "' q0·48 para isopropanol 

Para a água, observa-se uma concordância com o ex­
poente de Kqv (0.21). No caso do isopropanol, a depen­
dência de hv para com o fluxo de calor é muito maior. 
Isto se deve ao fato de Kq conter dois grupos de influ­
ência: o fluxo de calor q ~ a razão c H/khl . Esta varia 
fortemente com a temperatura no casó' de ~vsopropanol e 
pouco significativamente no caso de água. O expoente de 
Kqv não representa, única e diretamente, a influência do 
fluxo de calor sobre o coeficiente de transferência de 
calor. Explicação para o aumento do transporte de calor 
com a diferença de temperatura ou com o fluxo de calor 
seria a existência de escoamentos secundários causados 
por gradientes de tensão superficial, em virtude dos 
gradientes de temperatura. A influência do fluxo de ca­
lor ou da diferença de temperatura na evaporação fo~ 

observada, também, por outros autores [5,8,9,10]. Argu­
mentos para a não constatação de tal influência por cer­
tos autores se baseiam no fato de que, em seus experi­
mentos, o fluxo de calor ou a diferença de temperatura 
se mantiveram em uma faixa de variação relativamente es­
treita. Uma comparação direta com resultados da litera­
tura torna-se um pouco difícil, dadas as diferentes con­
dições experimentais e representações dos autores. Entrg 
tanto, uma pequena comparação é apresentada na figura 7, 
para Prv = 2.0. 

Nu 
v 

o o 

Kqv= 

Nuv=0.15 Rev0. 22 prv0. 55 Phv 0 , 2 l 

200 

Nuv=0,028Rev0.14 Prv0.4 3 Kqv0.22 
o, l·----------,--~~~~~r-~------~~--~--~~1 

100 10 00 l O OOC 

Fig , 7 Comparação com resultados da literatura. 

Schu1ze(tubo liso) [12] · + A1 e xand e r [ 5] 
o Schulze(tubo ondulado) [12] 

RESISTêNCIA TéRMICA DA PAREDE DO TUBO 

Em virtude das distribuições defasadas das pelícu­
las em ambos os lados da parede resulta um fluxo de ca­
lor bidimensional (Fig. 8) e, portanto, um aumento da 
resistência térmica da parede (até 140% [13]). Os resul­
tados experimentais indicam uma tendência de redução 
desta resistência com o nível de temperatura, com a taxa 
de calor e com o Número de Reynolds da película a evapo­
rar. Outros autores [1,2,3,5,11] encontràram, também, 
fatores de aumento, em comparação com tubos lisos, de 
1.5 até 12.5, em função do perfil do tubo e dos níveis 
de temperatura. 

CONCLUSÕES 

Neste trabalho apresenta-se um estudo da condensa­
ção e evaporação em um evaporador de película vertical, 
com um tubo cupro-níquel, ondulado e de dimensões indus­
triais. Os resultados teóricos da condensação em uma su­
perfície ondulada, semelhante ao tubo ensaiado, mostram 
um fator de aumento do coeficiente de transferência de 
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Fig. 8 - Fluxo de calor qualitativo através de 
parede lisa e ondulada 

calor de até 8 vezes, em comparação com os corresponden­
tes a tubos lisos. Os resultados experimentais situam-se 
25% abaixo da curva teórica, em virtude, provavelmente, 
de imprecisões de medidas, rugosidade e oxidação da su­
perfície do tubo. 

Constatou-se a influência da diferença de tempera­
tura ou do fluxo de calor sobre o transporte de calor na 
evaporação. Devido ao perfil ondulado do tubo, resultam 
uma redução das resistências térmicas na condensação e 
um aumento (não significativo) da resistência térmica na 
parede, em função do fluxo de calor bidimensional, não­
normal à parede. As maiores resistências térmicas ocor­
rem na evaporação, verificando-se, entretanto, aumentos 
de até 100% no coeficiente de transferência de calor na 
evaporação e no coeficiente global, em comparação com os 
dados relativos a tubos lisos. 
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ABSTRACT 

This work describes the heat transfer analysis of 
water vapor condensation and water and isopropanol eva­
poration, in a fluted vertical tube film evaporator. 
The use of water and isopropanol enables a very wide 
variation of both the Prandtl Number and the Phase 
Change Number. The resulta of the evaporation expressed 
as a function of the Nusselt Number show a dependency on 
the Reynolds Number, the Prandtl Number and the Phase 
Change Number. The experimental results of the condensa­
tion are compared with those obt.ained from the theoreti­
cal analysis of the condensation fluted surfaces. 
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SUMMARY 

Laminar jilm condensation of a saturated vapor in forced jlow over an isothermal, inclined 
piare which is embedded in a porous medium is analyzed. The model simulares two-dimensional 
condensation with both a gravitational type body force and a moving vapor that is parallel to a 
surface. The Darcy-Brinkman-Forchheimer model is utilized and the numerical results document the 
dependence of the heat transfer rate on the goveming parameters (Re, Ra, Da, Pre and ke). 

INTRODUCTION 

The problem of film condensation has beeil given 
extensive attention since the pioneering work of Nusselt ( 1916). 
Recently , the problem of condensation promotion within a 
porous medium has become an important subject because of its 
application in heat pipe technology, underground nuclear waste 
repositories, geothermal reservoirs, building insulation 
materiais , spacecraft condensers and packed bed reactors . 

Past investigations of ftlm condensation in a porous 
medium include the founding works of Cheng ( 1981) and Cheng 
and Chiu (1984), who studied the problem of steady and 
transient ftlm condensation along an inclined surface embedded 
in a porous medium filled with dry saturated vapor. Similarity 
solutions based on Darcy flow in a constant-porosity medium 
assumed a distinct boundary layer between the condensate and 
the vapor. Kaviany (1986) provided boundary layer and 
similarity solutions with a no-slip condition while Poulikakos 
and Orozco (1986) incorporated a conjugate ftlm 
condensation boundary condition. White and Tien (1987a; 
1987b) presented experimental and analytic results of 
condensation heat transfer in both constant-porosity and 
variable-porosity media. Plumb et ai. (1990) and Chung et ai. 
(1990) have also provided experimental and numerical data of 
condensation on a cold veJtical surface submerged in a packed 
bed of glass beads. 

the saturation temperature of the vapor. The cooled inclined 
surface is at a uniform temperature T w (T ex > T w). ln the 
present analysis, the flow is assumed steady, laminar, 
two-dimensional, and incompressible. ln addition, the 
thermophysical properties of the fluid and the porous medium 
are assumed constant. The fluid-saturated porous medium is 
considered homogeneous and isotropic and is in local 
thermodynamic equilibrium with the condensate. The 
condensate and the vapor regions are separated by a distinct 
boundary, with no two-phase zone in between. 

Recently, Chaoyang and Chuanjing ( 1989) reported the 
results of the problem of forced convection condensation from 
a vapor-gas mixture on a horizontal plate embedded in a porous 
medium. Their analysis utilized the Darcy model and neglected 
the convection effects. ln this paper, we are concemed with the 
effects of vapor velocity on ftlm condensation along an inclined 
surface embedded in a porous medium. To propagate a general 
model ofthe problem, the Darcy-Brinkman-Forchheimer (DBF) 
model is used to describe the flow of both phases and the 
convection terms are included in the energy equation. 

ANALYSIS 

A schematic of the physical model and its coordinate 
system are shown in Fig. l. The free stream vapor velocity is 
U"' and the temperature of the flowing vapor is T ex, which is 

Figure I . Schematic of the physical model. 

The mathematical model of the problem is described by 
the following set of dimensionless governing equations 

au. av. 
+--=o ax. ay. 

• au • • au • - 1 a2u • 
u +v-- - ---

ax • ay· Re ay* 2 

- ÀU *2 -

1 
---U 

ReDa 

Ra 

Re 2Pr e 

ao +v. ao a2o 
u ax. ay. Pe ay •2 

(1) 

(2) 

(3) 
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Here x * and y* are the dimensionless vertical and 
horizontal coordinates, respectively; u * and v* are the 
dimensionless velocity components in x * and y * directions, 
respectively; () is the dimensionless temperature; and Re, Da, 
Ra, Pr0 ,, Pe, and À are defmed as 

x* = x/L, y* = y/L, u* = u/U
00

, 

v* = v/Uoo, () = (T- Too)/(Tw -Too), 

Re = PrU ooLI P.r• Da = K/L2, (4) 

Ra = giJ(Tw - T 00)L3 I va e• Pre = P.eCp/1<.,, 

Pe = U 00Liae = RePre, À = FuN'K. 

The conservation of momentum is based on the 
Darcy-Brinkman-Forchheimer model (general flow model) 
which includes the effects of flow inertia as well as friction 
caused by macroscopic shear. The DBF model was chosen so 
that the generality of the problem formulation remained. 

The boundary conditions on the velocity are the no-slip 
condition at the wall and a finite velocity within the free stream. 
At these locations, the temperature equals the constant wall 
temperature and the saturation (free stream) temperature, 
respectively. The dimensionless boundary conditions are 
expressed as: 

. 
= 0: 

. 
= 1, 

. 
=O, ()=o X u v 

. 
= 0: 

. 
=O, 

. 
=O, () = l (5) y u v 

. . 
= 1, 

. =o, ()=o y-+oo u v 

ln addition to these boundary conditions, the following 
compatibility relations must be satisfied at the liquid-vapor 
interface: 

y • = o(x): u, 
. 

= uv 

r1 = Tv, 

T, =TV, 

. 
V1 = Vv 

(6) 

q", = q"v 

These conditions express the continuity of longitudinal and 
transverse velocities , shear stresses, temperatures and heat 
fluxes, respectively. 

The heat transfer results of this investigation are 
reported by the local Nusselt number which is defmed by: 

hx - X • ke [ a () ] 
Nux = lÇ = kr ~ Y • =O 

(7) 

It should be noted that the conductivity of the fluid was chosen 
in the formulation of the Nusselt number. This choice resulted 
in a more meaningful comparison of the heat transfer rate 
between the porous medium system and the case where there 
is no porous medium. 

Equations (1)-(6) which describe the entire domain of 
the problem were solved by a control volume based finite 
difference method. The calculation domain was divided into a 
number of overlapping control volumes surrounding each grid 
point. The differential equation was then integrated over each 
control volume. Piece-wise proftles expressing the variation of 
the dependent variables between grid points were used to 
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the dependent variables between grid points were used to 
evaluate the required integrais . The result was a discretization 
equation containing the values of the dependent variable(s) for 
a group of grid points. The control volume formulation 
provides that the integral conservation equations of mass, 
momentum, and energy are satisfied over the control volumes 
as well as the entire domain. The finite difference equations 
are subsequently solved using a tri-diagonal matrix method. 

The numerical scheme used a rectangular grid system 
which consisted of "NI" horizontal and "I" vertical tines. Since 
the thickness of the boundary layer was much smaller than the 
characteristic length (L), changes in the important variables in 
the stream-wise direction were considered minute as compared 
to changes in the direction perpendicular to the plate. 
Therefore, a variable grid system was employed whereby there 
was a much finer grid in the y * -direction and a more coarse grid 
in the x * -direction. This expanding grid system gave (i) more 
accurate results near the wall where the fluid velocity and 
temperature ,gradients change dramatically and (ii) reduced 
computational time. 

Extensive tests were performed to study the variations of 
the grid size and the optimal choices of Llx • and Lly • while at 
the sarne time ensuring stability of the numerical scheme. The 
grid size was reduced until there was less than one percent 
difference in the convergent result. A convergence criterion of 
10-6 was chosen for the film condensation thickness . 

ln the numerical scheme, the space derivatives were 
approximated by a central difference form except for the 
convective terms which used a second upwind difference 
scheme. A third order polynomial was assumed to calculate the 
slope of the temperature profile near the wall which is used in 
Eq. (7) to calculate the local Nusselt number. 

As a check on the validity of the present numerical 
model, a comparison of the heat transfer rate with a previous 
published study was made. As shown in Fig. 2, relative good 
agreement was found for the case of no vapor velocity (Re = 0) 
and a relatively permeable porous medium . ln this figure, our 
numerical solutions are compared to the similarity solution of 
Cheng (1981) who neglected the macroscopic inertial and 
viscous forces . 

JOO r---------------------------------0 

2J 
Nu x I 

tOO 

CHENG )t 98t ) 

- - RENKEN et ai , [t 992) 

Ae• 0.0 
K • 10.8m2 

e • o.s 

oo/_--o'2_--t4_-:;--==~ 
0.2 0.4 0.6 0.8 

X/L 

Figure 2_ Comparison of numerical solution with Cheng (1981). 

DISCUSSION OF RESULTS 

The effects of vapor velocity on ftlm condensation on an 
inclined surface embedded in a porous medium are illustrated 
in Figs_ 3-8. Laminar free-stream vapor flow has been assumed 
and porous medium characteristics have been assimilated into 
the dimensionless governing parameters_ 
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The effect of the Reynolds number on the heat transfer 
rate, as represented by the local Nusselt number is shown in 
Fig. 3 for fixed values of Ra , Da, Pr

0
, and À. There exists an 

increase in the heat transfer rate as Re increases. As the free 
stream vapor velocity increases, the boundary layer thins and 
there exists sharper temperature gradients at the wall and Iarger 
Nusselt nurnbers. It is shown in Fig. 3 that the growth rate of 
Nu, decreases with x/L or in other words the heat transfer 
coefficient decreases in the stream-wise direction. As shown in 
this figure , the Nusselt numbers variations for the present 
problem are significantly highe"r than the open space case where 
a plate is immersed in moving saturated vapor. This is because 
of the relatively high effective thermal conductivity of the 
saturated porous medium. 

~- "~0· ;-, --------------

1.22·0 -1 

s: : .. 

s: ~ . 

.:.oo-

2~0-

0.2 0.4 0.6 0.8 
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Figure 3. The effect of Reynolds number on Nusselt number 
variation. 

The effect of the Rayleigh number is documented by 
Fig. 4. This figure can also be used to predict heat transfer 
rates due to surface subcooling variations and inclination of the 
surface with regard to the moving vapor. As seen by Eq. (4) , 
the Rayleigh number is directly related to the surface 
subcooling and to the gravitational constant, which may be 
modified by cos cp where 4> would be the angle of inclination 
away from the vertical. As expected, the computed results 
predict higher heat transfer coefficients as Ra increases. 
Comparing the case of porous medium versus open space 
condensation, one finds significant heat transfer enhancement 
as shown in Fig . 4. 

Ra = 10
10

----~--­
Ra :a 1d 0 (OPEN SPACE) ---------- · 

0.4 0 .6 0 .8 

XIL 

Figure 4. The effect of Rayleigh number on Nusselt number 
variation. 

It should be noted that the effect of the inertia 
parameter, À, on the heat transfer rate was found to be 
negligible. Changes of less than one percent in Nu, were found 
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when À = O, 0.5, 1.0 for ftxed v::.lues of Re, Ra, Da, and Pr •. 
Therefore, under the conditions tested, the Darcy-Brinkman 
model would provide equivalent results. 

Figures 5-7 analyze the effect of the porous medium 
characteristics on the heat transfer rate during forced 
convection condensation. The Darcy number which is directly 
proportional to the permeability of the porous coating has 
minimal effect on the heat transfer rate for the present 
problem. ln Fig. 5, there are minimal differences when the 
Darcy number is decreased from 10-2 to 10-4

• A further 
decrease to Da ':"' 10-6 results in less than a one percent 
decrease in Nu, for the conditions specified. A comparison of 
the porous medium case to the open space solution is also 
shown in Fig. 5. 

1 , 400 -;-, -;::::==::;::===;-------~ 
Ra = 10

12 
Pr,:::: 1.0 

L200 ~ 

1,000 ~ 
800 j 
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200 __., 

Re = 5x104 
À = 0.5 

I 

0.2 0.4 

Da = 10-e 

0.6 0.8 
X/L 

Figure 5. The effect of Darcy number on Nusselt number 
variation. 

The effective Prandtl number effects are shown in Fig. 6 
for fixed values of Re, Da, Ra, and À. ln this figure, the 
Nusselt number variation for three different values of effective 
Prandtl number are shown. The values of Pr. represent a wide 
range of fluids such as liquid metais, air, and water. As 
expected, the Nusselt number increases with an increase in Pr •. 
The case of open space forced convection condensation is 
represented by the curve Pr = 10, which can be compared to 
the case of Pr. = 1.0. ln the numerical model, the effective 
dynamic viscosity of the porous coating subregion is equal to 
the dynamic viscosity of the pure condensate while the thermal 
conductivity ratio (k.lkr) was ten. 

3,000 .,-------- -------, 

Ae = 5x10
4 

Ra '"' 1012 

2,500---, ! Da= 10-e À = 0.5 

I 
2, 0CC ~ 

, ,500 

1.COO 

0.2 0.4 X/L 0.6 0.8 

Figure 6. The effect of effective Prandtl number on Nusselt 
number variation. 

As seen by Eq. (4), Fig. 6 could also be used to predict 
heat transfer rates based on the value of the effective thermal 
conductivity of the porous medium. A better representation is 



provided by Fig. 7 where ke is explicitly documented. The value 
of ~lkr represents the ratio between the saturated porous 
medium's effective thermal conductivity and that of the pure 
fluid. As expected, there exists significant enhancement when 
ke/kf > 1.0. Figure 7 also compares the results for no porous 
medium (H* = 0). 

----------- ke /~ = 100 

ke f1<t =1 0 --

0.6 0.8 
X/L 

Figure 7. The effect of effective thermal conductivity on 
Nusselt numbcr variation. 

CONCLUDING REMARKS 

The effect of forced convection on film condensation 
along an inclined surface embedded in a porous medium has 
been investigated by the present work. The dependence of the 
Nu, on the dimensionless governing parameters was 
documented. It was found that the free stream vapor flow has 
a significant effect on the heat transfer rate as compared to free 
convection ftlmwise condensation and that there existed major 
heat transfer enhancement when compared to the open space. 
Under the conditions investigated, Da played a minimal role 
and the Forchheimer term had negligible effect. 
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ANÁLISE EXPERIMENTAL DA REDISTRffiUIÇÃO E DA 
PERDA DE CARGA EM ESCOAMENTOS AXIAIS EM 

FEIXES DE VARETAS 
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SUMÁRIO 
Elementos combustíveis de reatares nucleares do tipo PWR são compostos por feixes de varetas, dis­

postas em um arranjo quadrado e presas por grades espaçadoras, com o refrigerante escoando axialmente 
ao longo do feixe. Embora tais. elementos sejam do tipo aberto, experimentos de perda de carga são rea­
lizados em seções de testes fechadas, originando o surgimento de subcanais com diferentes geo'?etrias. 
Utilizando-se uma seção de testes formada por dois feixes de 4 X 4 varetas e realizando-se expenmentos 
com e sem separação entre os feixes, foram determinados o fator de redistribuição do escoamento entre 
os subcanais de diferentes aspectos, o coeficiente de atrito axial e o coeficiente de arraste devido às grades 
nos subcanais internos. 

_INTRODUÇÃO 

Elementos combustíveis de reatares nucleares são, de for­
ma geral, compostos de feixes de varetas, dispostas em arran­
jos quadrados ou triangulares, com o refrigerante escoando 
axialmente ao longo do feixe. No caso de reatares do tipo 
PWR (Pressurized Water Reactors), adotados pelo Programa 
Nuclear Brasileiro, o arranjo é do tipo quadrado e aberto la­
teralmente, com as varetas presas por grades espaçadoras. 

A análise do comportamento termohidráulico de núcleos 
de reatares requer o preciso conhecimento d~ condições lo­
cais, térmicas e hidráulicas, do refrigerante no núcleo, em di­
versas situações operacionais. Com esta finalidade, ao longo 
dos anos, vários programas computacionais foram desenvolvi­
dos para a previsão destas condições termohidráulicas, entre 
os quais se destacam os programas da linha COBRA [1,2], 
que tem sido utilizados de forma generalizada. A utilização 
desses programas, no entanto, requer que sejam fornecidas 
correlações para o coeficiente de atrito para perda de carga, 
assim como os coeficientes de arraste devido à perdas locali­
zadas provocadas pela presença das grades espaçadoras entre 
as varetas de combustíveis. Considerando-se que os elemen­
tos combustíveis de reatares do tipo PWR são do tipo aberto, 
os coeficientes desejados devem se referir ao tipo de subcanal 
formado por quatro varetas paralelas, com o refrigerando es­
coando longitudinalmente a elas. No entanto, experimentos 
de perda de carga são realizados em seções de testes fechadas, 
originando o surgimento de subcanais com diferentes geome­
trias, conforme apresentado na figura 1. 

CANAL 
LATERAL 

CANAL INTERNO 

Figura 1. Tipos de subcanais em uma típica seção de testes. 

Para se obter correlações para o fator de atrito e para 
o coeficiente de grade do escoamento no subcanal interno, 
loma.-se necessária a determinação da redistribuição do es­
coamento nos diversos subcanais. No presente trabalho, para 
l determinação desta redistribuição, são realizados experi­
mentos de medidas de perda de carga em seções de testes 
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com diferentes frações de área ocupadas por um dado tipo de 
subcanal. 

CONSIDERAÇÕES TEÓRICAS 

Considerando-se um escoamento em regime permanente, 
a equaçãos de conservação de massa pode ser escrita na forma: 

(1) 

onde p é a densidade do fluido, A representa área e V é veloci­
dade. Os índices "ST", "t~' e "l" se referem, respectivamente, 
à seção de testes total, ao conjunto dos canais internos e ao 
conjunto dos canais laterais. 

Esta equação pode ser reescrita conforme segue: 

CX.i (~) + (1 - cr.i) (~) = 1 
VsT VsT 

(2) 

onde cr., representa a fração da área total ocupada pelos canais 
internos. 

Aplicando-se esta equação para duas configurações com 
diferentes frações de área ocupadas por canais internos e re­
arranjando, o fator de redistribuição do escoamento, para o 
canal interno, é dado por: 

onde 

( 
v; 1 ) 

Vs·~, 1 

K 
VsT,2 

sT=-­
VsT,1 

~-(~)~ 
1:~~.1 - ( ~) 1:~:. 2 

K- V.,2 
• - V.,1 

(3) 

Expressão análoga pode ser escrita para o fator de redis­
tribuição do escoamento para o canal lateral. 

(a) Fator de atrito no feixe. Para escoamento turbulento 
ao longo do feixe de varetas de uma dada seção de testes, sem 
a presença de grades espaçadoras, o fator de atrito pode ser 
correlacionado na forma: 

(4) 

onde Rei o número de Reynolds referente à geometria j. 
Considerando-se escoamentos, nas duas configurações, sub­

metidos à mesma queda de pressão total e aplicando-se a lei 
de Darcy, obtém-se: 



K- - -'·- - _J,_ __J_, V.2 (a·1)m(Dh ·2)~:;:: 
3 

- Vi.1 - ai,2 Dhi,t 
(5) 

onde Dhi representa o diâmetro hidráulico da configuração. 
Para a seção de testes toda, os coeficientes da correlação 

são determinados através de dados experimentais de medida 
da queda de pressão no escoamento. No entanto, no caso 
dos canais interno e lateral, os coeficientes da correlação, 
dada pela equação (4), independem da configuração. Assim, 
através da equação (5), obtém-se: 

_ ( Dh;,2) ~:;:: _ ( Dhe,2) ~:;:: K;- -- , Ke- --
Dh; ,t Dhe,t 

(6) 

Estas razões são, então, utilizadas na equação (3) para 
a determinação dos fatores de redistribuição do escoamento, 
para escoamentos sem a presença de grades espaçadoras. 

Quanto ao coeficiente da correlação do fator de atrito, 
para canal do tipo j, impondo-se a mesma queda de pressão 
no canal e na seção de testes toda, vem: 

)

1-n 

~ 
( Dh s r . l 

ai=as T,l ( . )2+n 
~ 
VsT,l 

(7) 

(b) Coeficiente de arraste devido às grades. Através de 
medidas experimentais de queda de pressão, nas duas con­
figurações da seção de testes com grades, e descontando-se a 
perua de carga devido ao atrito nas varetas, determina-se o 
coeficiente de perda localizada nas grades na forma: 

c,ly.ST = bs T Re'JT (8) 

Para a mesma queda de pressão nas grades , para as 
duas configurações, a relação entre as velocidades, KsT, é 
dada por: 

_L_ ---"-

VsT,2 (bsT,l) >+n (DhsT,l) >+n K ,·T = -- = -- (9) 
- Vs T,l bsT,2 DhsT,2 

Impondo-se esta mesma relação para o subcanal interno e 
considerando-se que o coeficiente de grade independe da con­
figuração, com ou sem barreira, a relação entre as velocidades 
nas duas configurações, nas proximidades da grade, K; ,g, será 
igual à unidade. O mesmo ocorre com o subcanal lateral. 
Aplicando-se estas relações de velocidade na equação (3), são 
determinados os fatores de redistribuição do escoamento nas 
proximidades das grades. 

Finalmente, igualando a perda de carga devido à grade 
no subcanal interno com aquela observada na seção toda, o 
coeficiente da correlação do coeficiente de perda de carga lo­
calizada na grade é obtido na forma: 

(~)n Dh; ,, 

b; = bsT,l ( )2+n 
~ 
Vs r , l 

(10) 

A mesma expressão se aplica para o subcanal lateral. 

APARATO EXPERIMENTAL 

No presente trabalho, foram realizados experimentos de 
medidas de perda de carga utilizando-se uma seção de testes 
composta por dois feixes de 4x4 varetas, inicialmente sem 
qualquer separação entre os feixes. Posteriormente, é colo­
cada uma barreira entre os dois feixes, alterando-se, desta 
forma, as frações de área ocupadas pelos canais internos e 
laterais . Estas situações são apresentadas na figura 2. 

Para a presente análise, a fração de área ocupada pelos 
canais de canto é muito pequena, sendo incorporada à fração 
ocupada pelos canais laterais. 

CANAL 
LAT ERAL 

CANAL 

CA NAL INTERNO 

DE CAN TOI J=-Y ~ .. ~ ~ .. ~ ~ .. ~ ~ I I 

CAN AL 
I NTE RNO 

CANAL 
LATERAL 

SECA O SEM BARREIRA 

CAN AIS 
DE CA NTO 

SEC AO COM BA RREIRA 

Figura 2. Seção transve"sal das seções de 
testes utilizadas. 

Os experimentos são realizados com as varetas sendo pre­
sas por duas grades, localizadas nas extrem idades do feixe, e 
são, posteriormente, repetidos com seis grades espaçadoras 
distribuídas ao longo do comprimento d as varetas, conforme 
ap resentado na figura 3 . 
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Figura 3. Vista lateral da seção de testes. 

Dados da seção de testes são apresentados na Tabela 1. 

TABELA 1. Parâmetros geométricos da seção de testes 

Parâmetro 

Diâmetro das varetas, D 
Razão P /D do arranjo, onde P=passo 
Lado menor do duto retangular, w 
Lado maior do duto retangular, W 
Comprimento das varetas, L 
Comprimento do duto retangular 

Fração de área do canal interno: 
sem separação entre feixes: 
Com separação entre feixes: 

Valor 

9,8 mm 
1,32 mm 

54,3 mm 
10G,2 mm 

1195 mm 
1440 mm 

0,5885 
0,4990 



, 
r 

A localização das grades, nos dois arranjos considerados, 
é apresentada na Tabela 2. 

TABELA 2. Localização das grades espa.çadoras 

Montagem com Montagem com 
2 grades 6 grades 

Grade No. zLL z/L 

1 0,071 0,071 
2 - 0,243 
3 - 0,414 
4 - 0,586 
5 - 0,757 
6 0,929 0,929 

No que diz respeito às medidas experimentais, figura 4 
apresenta a localização das tomadas de pressão estática nas 
posições axiais e em um dado nível axial. As medidas são 
efetuadas através de um quadro manométrico pressurizado, 
permitindo leituras de coluna de água limitadas a 2000 mm. 
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Figura 4. Localização das tomadas de pressão estática. 

Os experimentos foram realizados em um circuito hidráu­
lico fechado, com capacidade para fornecer até 10 Kg/ s de 
vazão total de águâ. Este circuito é apresentado esquemati­
camente na figura 5. 

BOMBA 
e. 1 

v. 3 

T . I 

V . I 

v. y 

Figura 5. Esquema simplificado do circuito experimentaL 

Detalhes adicionais deste trabalho podem ser encontra­
dos na Ref.[ 3] . 
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RESULTADOS 

Figuras 6 e 7 apresentam os resultados dos coeficientes de 
perda de carga para a seção toda e para as duas configurações 
consideradas, para números de Reynolds, Re, até 30.000. Nes­
tas figuras, foram utilizadas apenas as leituras efetuadas entre 
os níveis de medição 3 e 7, apresentados na figura 4. Desta 
forma, nos casos envolvendo a presença de grades, os coefi­
cientes de perda de carga correlacionados envolvem as quedas 
localizadas devido às grades entre estes dois níveis. Os dados 
experimentais foram correlacionados apenas para Re acima 
de 6.000, garantindo- se, assim, regime turbulento em todos 
os subcanais. 
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Figura 6. Fator de perda de carga para seção de testes sem 
separação entre os feixes (Configuração No. 1). 
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Figura 7. Fator de perda de carga para seção de testes com 
separação entre os feixes (Configuração No. 2) 

Destes resultados, o coeficiente de arraste nas grades é 
obtido como sendo: 

- C 1 R -o 25 sem separaçao: dg ,ST,l = 1, 41 e5 T ' 

- C R -o 25 com separaçao: dg,ST,2 = 11,20 e5 T' 

(11.a) 

(U.b) 

(a) Arranjo sem grades. Aplicando-se as expressões obti­
das, as relações de velocidades entre as duas configurações 
são: 

K s T = 0,942 K, = 0,980 Kt = 0,944 

Neste caso, os fatores de redistribuição do escoamento 
são: 

V.· 1 
-'-'-=111 
VsT,l ' 

Vt, l = 0.84 
VsT,l 

(12) 

e os coeficientes de atrito, para os canais interno e lateral, 
são: 

Canal interno: h = O, 341Re;0
•
25 

Canal lateral: ft = 0, 347Rei0
•
25 

(13.a) 

(13.b) 

Os valores obtidos para os fatores de redistribuição do 
escoamento estão de acordo com as medições efetuadas do 
campo de velocidades no feixe [vide Ref. 3]. 



(b) Arranjo com grades . Neste caso, para a mesma que­
da de pressão devido às grades, nas duas configurações, as 
razões de velocidade observadas são dadas por: 

KsT = 0,997 K, = 1,00 Kl = 1,00. 

Destes valores, seguem os fatores de redistribuição do 
escoamento nas proximidades das grades: 

V.,t ,g = 1,01 
VsT,l 

vl,l ,g =o, 98 
VsT,l 

(14) 

Finalmente, os coeficientes de arraste devido às grades 
são dados por: 

canal interno: Cc~.g,i = 11, 63Re;0
•
25 

canal lateral: Cdg,l = 11, 22Re;0
•
25 

(15.a) 

(15 .b) 

Dos resultados da redistribuição do escoamento, convém 
observar as diferenças nos fatores de redistribuição ao longo 
do feixe e nas proximidades das grades. Estas diferenças são 
atribuídas à ocorrência de escoamento transversal, com fluido 
indo dos canais internos para os laterais antes das grades e re­
tornando após as grades. Desta forma, o escoamento não pode 
ser considerado estritamente unidimensional. A imposição 
de um mesmo fator de redistribuição, ao longo do feixe e 
das grades, pode introduzir erros elevados nos coeficientes de 
atrito e de arraste nos canais internos, típicos de usinas PWR. 

As incertezas envolvidas na determinação do coeficiente 
de atrito se situam entre 7% e 12%, enquanto que, para o 
coeficiente de arraste das grades, estão em torno de 10% e 
17%. 

CONSIDERAÇÕES FINAIS 

No presente trabalho, foram obtidos os fatores de redis­
tribuição do escoamento entre os subcanais da seção de testes, 
ao longo do feixe de varetas e nas proximidades das grades. 
Além disso, foram obtidos os coeficientes de perda de carga 
de atrito e de arraste nas grades, para subcanais internos, 
típicos de elementos combustíveis abertos de reatores PWR, 
em função do número de Reynolds local. Estes coeficientes 
são recomendados para utilização em programas de análise 
de subcanais, que representam ferramentas de projeto termo­
hidráulico utilizadas universalmente. 

AGRADECIMENTOS 

Os autores agradecem o apoio recebido da COPESP -
Coordenadoria de Projetos Especiais, do Ministério da Ma­
rinha, e da SCT /PR - Secretaria de Ciência e Tecnologia da 
Presidência da República. 

REFERÊNCIAS 

(1] Rowe, D.S., "COBRA-III: a digital computer program 
for steady state and transient thermal-hydraulic analysis 
of rod bundle nuclear fuel element" , Report BNWL­
B-82, Battelle, Richland, Wash (1971) . 

(2] Stewart, C.W. et ai., "COBRA-IV: the model and the 
method", Report BNWL-2213, Battelle, Richland, 
Wash (1977). 

(3] Franco, C.B., "Determinação experimental da redistri­
buição axial do escoamento em feixes de varetas com forte 
componente transversal", Tese de Mestrado, IPEN/ 
USP, (1992). 

ABSTRACT 

Fuel elements for P W R type nuclear reactors consist of 
bundles of rods, arranjed in square arrays, held by grid type 
spacers. The coolant fiows axially along the bundle . Although 
such elements are laterally open, pressure drop experiments 
are performed in closed type test sections, originating the ap­
pearance of subchannels of different geometries . Utilizing a 
test section of two bundles of 4 x 4 pins and performing 
experiments with and without separation between the bundles, 
the fiow redistribution factors, the friction and the grid drag 
coefficients were determined for the interior subchannels. 
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SUMMARY 

The utilization of electrically heated rods for the simulation of nuclear fuel pins representa a generally 
adopted method by the nuclear industry to study thermalhydraulic problems . Usually, it is necessary to 
determine the time variation of the electric linear power to simulate a given nuclear power transient 
in order to yield the sarne temperature and heat ftux conditions in the surface of the electrical heater 
t/lat would be observed in the nuclear fuel pin. The present work analyses the limits of the usually 
adopted simulation methods and shows a manner to obtain the required electricallinear power that reduces 
oscillations and yields accurate results for the thermal conditions of the rod surface wall. 

INTRODUCTION 

The thermal behavior of nuclear fuel rods is of g:r:eat im­
portance to the safety analysis of nuclear reactors. The uti­
lization of electrically heated rods for the simulation of nu­
clear fuel pins represents a generally adopted method by the 
nuclear industry to study thermalhydraulic problems. The 
configurations usually adopted for the nuclear rods and for 
the electrically heated pins are shown, schematically, in Fig­
ure 1. 

Nuclear rod: 

Electrical heater: 

with: 

q' = linear power; 
e,= T,- Te 

(1) 

(2) 

where T, is the surface wall temperature and Te is the local 
coolant temperature. The subscript "N" refers to the nuclear 
rod and "E", to the electrical heater. 

(a) NUCLEAR FUEL 
ROD 

(b) ELECTRICALLY HEATED 
ROD 

Figure 1. Transversal section of rods. 

The utilization of such electrical heaters has been dis­
cussed by thé author in previous works [1,2]. ln order to 
simulate a given nuclear power transient, it is usually nec­
essary to determine the time variation of the electrical linear 
power to yield the sarne temperature and heat flux conditions 
in the surface of the electrical heater that would be observed 
in the nuclear fuel rod. Based on a closed control loop, back­
feeded by the temperature or heat flux of the electrical heater 
surface wall, severa! authors [3,4,5] have reported an oscilla­
tory output. Also, in many cases, the obtained linear power 
would have to assume negative values, which is unfeasable, 
experimentally. 

The present work discusses the limits of the usual meth­
ods and presents a manner to obtain the required electrical 
linear power that reduces the oscillations and yields accurate 
results for the thermal conditions of the rod surface wall. 

TRANSFER FUNCTIONS FOR NUCLEAR ROD AND 
ELECTRICAL HEATER 

As presented in ref. [1], the time response of the sur­
face wall temperature of the rods, for variations of the linear 
power, is given by: 
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The coefficients of these equations are functions of the 
thermal capacitance and thermal resistance of the severallay­
ers of the rods. The reader can find their definitions in ref.[1]. 

Applying the Laplace transform to equations (1) and (2), 
it is obtained: · 

and 

and 

e 
ON(s) = 2 QN(s) 

s + ms +n 

w 
OE(s) = 

3 2 
QE(s) 

s + ps + qs + g 

The transfer functions of the rods are defineo by 

e 
G N ( s) = -s2,_+_m_s_+_n_ 

w 
GE(s) = -;:--~-­

s3 + ps2 + qs + g 

The time response of the rods can be represented 
ically, by: 

QN <_s_)---;1~ .... _c_N_<_s_)_;---....... eN < s 

(3) 

(4) 

f~) 



QE ~ GE( s) 
eE < s > 

I ,.. 

The usual method adopted by severa! authors [3,4,5] for 
the simulation is presented in Figure 2. The major clifference, 
among them, is the function H(s). It is usually assumed as 
a constant, arbitrary in some cases [3,5] or related to the 
estimated time constants of the rods [4]. 

QN ( S) eE < s > 

f)E ( S) e"< s > ___,. 

Figure 2. Usual control loop for simulation. 

The transfer function between Q N ( s) and Q E ( s) is given 
by: 

where 

with 

QE(s) = F(s)QN(s) 

l+KGN(s) 
F(s) = 1 + K GE(s) 

H(s) = K > O. 

The transfer function, F(s), can be written as: 

F(s) = (s3 + ps2 + qs + g)(s2 + ms + n + Ke) 
(s3 + ps2 + qs + g + Kw)(s2 + ms + n) 

(7) 

(8) 

(9) 

The output of q~ will have an oscillatory component 
when the denominator of this equation has conjugated com­
plex roots. The right hand term will always have real roots. 
However, the roots of the left hand term are functions of the 
value adopted for K. It can be shown that the possible values 
for K are bounded by: 

where: 

with 

O < K < Krnax 

1 [ 2 Krnax =- u(u +a)+~- g] 
w 

p 
u=3 

p2 
a=q-3 fa3 

~ = zy-27 

(10) 

Although Maslo[3] and Hagar[5l do not mention the value 
of K adopted, they were probably arger than Kmax· ln the 
case of the Soda's method, the obtained value of K is, in 
many situations, very large compareci to Krnax, leading to 
undamped oscillations and consequent instability. 

To overcame thi~ probl;)m, the present author suggested, 
in previous work [1], the utilization of a direct method, rep­
resented, schematically, in Figure 3. 
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Q9 GN < 8 > I eH < 8 ~~ H< 8 > I Qr < 8 1 GE < 8 > ~< 8 > 

Figure 3. The direct open-loop method. 

Imposing OE(s) = ON(s), follows: 

1 
H(s) = GE(s) (11) 

This method, although very simple, has two major draw­
backs. The first one is related to the answer to abrupt vari­
ations in the nuclear linear power. Consider a step variation 
of the nuclear power, that is 

1 
QN(s)=; (12) 

The electric power response for this perturbation is of 
the type: 

q~(t) = ~[ó(t) + B0 + B1 e-:..N,t + B2e-ÀN•'] (13) 
w 

where: 
ó(t) = Dirac function; 
Bo, B1, B2 = constants. 

Obviously, this response is practically unfeasable. On the 
other hand, although q~ (t) can vary abruptly, ON will vary 
much slower. So, considering that 

aoN B2 8N aeN 2 B3 0N 
I 7it I >> ~tI 7ii2 I , I 7it I >> ~t I fit3 I , 

the function H(s) can be simplified to 

H(s) ~ qs+g 
w 

(14) 

which will lead to a response of the kind 

e 
q~(t) = -[co + c1 e:..N,t + c2 e-:..N,t] (15) 

w 

for an abrupt variation of q~ (t). 
The second limitation of the direct method is the fact 

that the parameters of the H ( s) function would h ave to be ad­
justed continuously due to variations in materiais properties 
with temperature, variations in heat transfer regimes between 
surface wall and coolant, and so on. Also, this method does 
not allow any feedback from the difference between expected 
and observed values of the output. 

PROPOSED SIMULATION METHOD 

For on-line control applications, the problems just de­
scribed can be reduced by adopting a control loop with feed­
back, as shown in Figure 4. 

Figure 4. Proposed simulation scheme. 

~(o) -



The function H(s) is given by equation (14). 
The transfer function, for this case, is given by 

Q ( ) 
_ ( 1 + K) H ( s) G N ( s) ( ) 

E S - QN S 
1 + KH(s) GE(s) 

(16) 

It can be observed that, when K = O, this scheme is 
reduced to the modified (or simplified) direct method. Large 
values of K can also lead to oscillatory output or even to 
instabilities. It is recommended to restrict to positive values 
less than unity. 

The present method was applied to typical configuration 
of nuclear and eletrically heated rods, whose characteristics 
are shown in Table 1. 

Table 1 - Typical rods 

Nuclear rod 

r1 = 4.096 mm 
r2 = 4.178 mm 
r3 = 4.750 mm 

cladding: zircaloy 
fuel: uo2 

Electrical heater 

ro = 1.590 mm 
r 1 = 2.120 mm 
r2 = 3.840 mm 
r3 = 4.750 mm 

cladding: SS 304 
electrical insulator: BN 
electrical resistance: Inconel 600 
ceramic nucleus: BN 

Figure 5 presents the results given by the severa! methods 
for the electricallinear power, q~(t), for an abrupt reduction 
of 50% of the nuclear linear power, occurring at t = O. This 
is the most severe transient that can be observed. The differ­
ence between the nuclear rod and the electrical heater surface 
wall tempcratures was less than 2° C, during the transient, for 
ali the methods considcrcd. Howevcr, although the match be­
tween the temperature was good, it can be observed that the 
direct method requires very high linear power during the be­
ginning of the transient, while the Soda's method presents 
strong oscillations, difficult to be followed by an electrical 
power sonrce. 

After t ~ O, 25, a change in the heat transfer regime 
occurs, from nucleate boiling to forced convection. For the 
present method, this change is taken into account by a smooth 
variation in the linear power. 
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FINAL REMARKS 

The present work has discussed the methods that have 
been used to simulate a nuclear fuel rod, during a power tran­
sient, by an electrically heated pin. The proposed method re­
duces the oscillations and peaks in the electric linear power, 
as observed by previous authors and difficult to execute, ex­
perimentally. 

The present technique compensates the different thermal 
properties of the materiais involved in the fabrication of the 
rods. 

ln the present work, it was considered negligible an even­
tual time delay imposed by the electrical power rectifier. 

Although the method was based on the lumped parame­
ter technique, which was developed for slower transients, nu­
merical tests using finite difference have produced equivalent 
results. It should be mentionned that the finite difference 
method would be very difficult to be utilized for an on-line 
contrai, due to the time envolved in the calculation. 
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NATURAL CIRCULATION JN PRE:3SUIUZED WATER REACTORS 

José Luis Ferraz Bastos (COPESP-HH) 
Luiz Val <.:ov L.our·eiro (OJPESP-MMl 

Pedro Ernesto Umbehann ( IPEN/CNEN-SP) 
Ricardo Takeshi V. da Rocha (COPESP-MM) 

This pa.1---.er trt'a.ts tl1e problem of Natur,'il Cii•culation iiJ a comple.x geometry 
similar to that of Nuclc~a.r Power FL wts. A i'irst experimemt bas bee11 dom? at the 
integral test facilit_v of COPESP for ;'Jevenil h9éit flux conditions. The results 
obtained were compared with 1wmerical simulations for the steady-state regime. 

INIRODUCTION 

The understanding o[ the natur·al circ:ulation 
phenomena is one of the major Rteps in devehping 
safer and sim:pler to opera te nuclear power plants. 
Analytical modelling has been done by Zv i rin ( 1Y81) 
and Botelho ( 1992) f or steady-state and slow 
transients conditions. H.or·e sophisticated st:Jdies 
have been done by Lavine (1986) and t1ertol ( 1982) 
considering two and three dimensional effects i n a 
very simple geometry. Recently Westinghouse 
developed a code to analyze natural circ:ulation 
under severe accident condi.t:ions for PWR ( 1991) . 

In order to get some insight in this area, 1.m 
experimental and analyt ica l progrf.lro started a t 
COPESP in 1991. This !>roject includes fundamental 
studies for one and two phase flows and the 
application of the current technlques o2 simulation 
to engineering problema. · 

This activity is divi ded in three main phases 
occurring simultaneously: 

1. fundamental eXl~riments; 
2. integral test facility experimenta and 
3. analytical and nuroer~cal studies, le;:;.d i ng 

to the development of a computer code for­
design. 

Phase one is a cooperation ta"k between PUC/RJ 
and COPESP focusing the physics of the problem f or 
different flow regimes ( single and two ph.<tse flows) 
and the transient behavior· of the system. 

In phase two , ex:periments will be held at the 
integral test facility of COPESP, naroed crE-150 , to 
valida te the code · in complex geometries liY..é tho;:;e 
of nuclear power plants. Tilis phase is especially 
important to establish appropriate correlations for 
friction factors and heat transfer coefficient.s . 

Phase three concerns the develo:Pment of a nu­
merical tool to simulate one and two phase natural 
circulation problema in transient conditions. 

As a first approach to the problem, an 
experiment was designed to ve rify if measurable 
conditions are obtained for · the elec tric power 
available. 

Simultaneously to the ex:periment, numerical 
simulations have been dóne for different values of 
heat flux. Although, at this stage we are just ·:n­
terested on temperatures ~d flow rates at the 
steady-state regime, transient behavior of t.he sys ­
tem is presented to allow the estimat.ion of stabi­
liz.ation times. 

. GQYERN I NG ...EQUAT..l.QN.S_.ANILNUHERI CS 
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Nat ural c irculation occurs in loops where a 
heat source is connected to a heat sink in a higher 
leve l . The fl ow is generated by the buoyancy force 
due t o density variations, as shown in Fi~tre 1. 

HERT El<CHRHGER 

REACTOR 

Figure 1. Schematic termosyphon. 

The analy-sis presented here is based on a cne­
dimensional formulation of the conservation laws. 
VL>cous dissipat.ion, axial conduction and heat 
losses to the surroundings are neglected. The 
Bm;ssinesq approximation is adopted for the driving 
f or ce term. The momentum and energy balances for the 
fluid ar.e presented below. 

Hmnentum equation: 

(bv bv) 
p bt +"bS = (1) 

where: 

p density 
v veloci ty at the fluid flow direction 

t t ime 
p pre~sure 



T shear stress 
g gravitational acceleration 

Energy equation: 

oT bT 
pCP bt + pCP ~ = q (2) 

where: 

Cp specific heat 

T temperature 
... I 

q voltmJetric heat flux 

Considering only r-adial heat conduction at the 
tubes, i t wa.s obta.ined: 

oT (o2T loT] 
pCP bt = k or2- + r br + G 0) 

where: 

k thermal conductivity 

r r-adial direction 

Ewpirica.l Cor,..da.tiP.n;;>_L Cur-r·.~ la. t.i ons to est.i­
mate fd c tion lesses and he <• t tr·a.r:sfer coeff -Lcients 
a.ee ner:e ssru·y due t.n t.he <.me-dim·~nsional appror1ch of 
the prohl em. Unfort;ma t,oly, for na t\<rÜ c i.r·cu.la t.icm, 
Lhe correlations are funct.i ons· c.t .f tcH .. lp~ s geomc·try 
and t.his i~:; the biggP:3r so 1.l. rc ~: o.f .:-~cYie · :5 errors~ At 
tbis time, as there ar·e ;;o f'XP"='~·íw3nt.al re:=.uH.s, it 
was d•:)cided t.o adopt. class i cal •:o rr-elat. io;;a for the 
Nus :'le J t number, Nu, as '\ function of Gr·ashoL (;c. 
and Prand t l, Pe, numbers: 

Gr< 109 . n ::;o 
Nu = 0.59 (Gr Pr)' --

if 109<Gr< 10:3 Nu= 0 .021 (Gr Pr)0 ~ 

Gr>101 3 
(; -. ~ 

Nu= 0.10 (Gr Pr) ····· 

The form losses are 'eva.luat<::d with forced 
cir-culation correlations from Idelcik ( Hf30). Thó:' 
friction factor at. all regimes was pr·edicted by 
Churchill (1977) expression: 

f = [(8/Re) 12 
+ 1/(A+Bl5J1

,.
1

" 

where: 

A= [2.457 ln [(7/Re)09 + 0.278/D] )16 

B = (35,725/Re)ló 
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Numerical Procedure. The set of coupled $1 
differential equations is solved by the r.odal 
method. The number of vohunes for the fluid and the 
tubes can be arbitrarily set and is used to solve 
the energy equa tíons (for the fluid and tubes). The 
momentum equation is integrated around the loop 
(.iust one volume) due to the assumpt ion of 
incompressible fluid. A serui-·implicit algorithm is 
chosen for its flexibility for the time steps. The 
conti.nuity of heat flux at the solid/ fluid ·· 
interfaces must be satisfied at. •:ach time step. A 
detailed description of the code can be fotmd in 
Bastos at alii (1992). 

EX PER It1ENTAL_FACI Ll1'Y 

The CTE-150 is t.he first Br'izilian int<~gr'al 

test fac ility of high pr-essur·e and high temperatur·€, 
that siruulates the actual perfor ;nance of a 
Pressurized. Water Reactor ( PWR). Its main syst<?ns 
are the high pressure syst.em, t!1e aecondA.r-y system, 
the coo lant system é<.nd the coo la.nt r:·urifi·:' i.ition 
system. Silva ot nlii (19tJl) give fur!;he'' i:1-
forrnation about the f ;.;clli•.y. 

Figure ~; presents an isomet r- ic view of part. of 
tbe pr·imary system of Lhe C':::'E-l E.() showing the mai .. n 
equipment.s and components invo l ved in the e:zped­
ment: t.he rtorizontal shell-and- t ube heat excha.nger 
(Tl), the electcical heater (A4) and the piping sys­
t.eru with vaives anct tt• be>s. 

, ..... 

~-~~ 

Fii;ure 2. l:3ometr i c view. 

The characteristics and conditions of these 
equipments durillg the experiment are: 

Electric Heater - A4 
- c.:apacit.y: 500 liters 



-- capacity on tube side: 140 l iters 
Piping System 
-- pipes of 80 mm of internal diameter. 
-- Tl is 6 meters above A4. 
- pipe lengths from A4 to T1 anel from T1 to A4 

·3.re, respecti ve ly 54 and 78 meters . 
- cap.'J.city of pipes used in the e>.."Periment: 

660 liters. 
The fo l lowing data were regi~ter-,o:.cl at a 

sampling rate of approximately two minutes, fcr 150 
minutes in each run: 

three RTD t<~mperature indications at two 
different places on the hot leg ( lines 
leading from A4 to T1); 
three RTD temperature indications at two 
different places on the cold leg (lines 
leading hom Tl to A4J; 
t.wo mass fl.ow indi cations from two full - flow 
turbines on the primary system and 

- inlet/outlet tem1'er-a.tures and mass flow of 
the T1 cooling water. 

The heater electric power was calculated for 
each run by measuring the applied electric current 
a1:d tension~ 

T!1e mass ·fl~ rate was deterrnined by the heat 
·ba l.<' .. nce <'lt the A4. AssUill-ing adi"lbatic, st-eady state· 
~lo~>~ . :o -~ lot...'S: 

m L~ the mass fbw rate thcough A4; 
q is the electr-ic pOI.;er- at A4; 
CP j s the spec ific hea.t v alue at (Tout+ T in )/2; 
T ,,u, is the temperature at A4 outlet and 
T 111 is the tempera.ture ac; A:i. inlet. 

E;>J?ff.iill~õ:n!al ___ ~~ Twenty runs, in two 
sequen.>•s c f t. Fe n a.t t.wo difffJrent days were 
['f"rfm·med. The ini.tia.l •!lectric power at A4 •.-<as 
::.:; ;~W, gc Lng up t e 150 kW, in steps of 15 kW _ 

C.'i. lc<.üations of Dep.3.rture f rom Nuc leate Boil ­
i:1g ( DNB), une~ e r poo l boiling •:ondit ions, at the 
e] ectr·ical heater· were rna.de. 1''1e r;ünimurn pressnre in 
thP l•Jc.rp t o pr-event re-'lching DNB, with maximuro heaL 
f1ux in the electrical ~eater , is approximately 9 
b.:•r . ~:;o, tl:e expet'iment was made wi th the primary 
;o:,ysti"'m at'OLmd 15 bat• óbsolute pressure_ 

The water in the looJ=• was at 35 C at the very 
begirming of each sequence. All val ves in the 
pcimary system a.re fully open to ensure the lowest 
hydraulic resistance. In order to ensure that aL'.. 
the hea.t introduced in the loop would be re,iected to 
t he heat Rink . the cooling water flow was set 
constant and e qual to i ts maximum v a lue ( 26 kgjs ). 
The inlet temperature of the c.ooling water was also 
held constant (25 C). 

The temperature sensor closest to the hot 
source outlet indieated erratic behavior. So, the 
data from that instrument was disregarded. The 
turbine mass flowmeters signals were used only to 
confirm the existence of fluid motion inside the 
tubes. lt was not possible to consider 
quantitatively their values s i nce they operated out 
of their calibration range. 
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Table 1 presents, for each norni:,<tl ~:- :e:tr-: · : 
power at A4, the mean valtws of :.e m;.-er·-".t:Jr·-= 
difference and mass flow rate. 

I 

Table L Experimental Res\tlts 

15 

30 

45 

60 

75 

I 
90 I 

105 ! 
120 

135 

t1easured 
Powec 

(kWl {kg/s ) 

15- 5±0- ;) I 18- El±O -35 o- .198±0. 006 

;)0 . .'3±0.5 21.7±0 .. 35 0 .341t0.009 i 
' 

45.iiYJ .6 i 24..8W.:35 0 .444±0 . 010 
L 
! 

61. '1±0. 7 ! 

76_7±:1.9 1 

i 
C;? ·'+1 ~' I ~~.0- -~ 

107.9tl .3 

123 .L!: L 4 

136.6±1.5 

139.4±1.5 

28.8±0.35 o .~.1 ~1.tO. GlO I 
'-'1 1+0 3" I o >C"3" ,. ,- 1 1 I .._1 • ·- ~' :J r • •..1•1' ...:_,) • ,) ..L ..L 
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The ar i thmetic mean temper·atures at each leg 
were used to make the heat balance and calculate the 
mass flow. lt was considered tmcertainties of .O . 35 C 
for tempera~ure and 1 ~~ for specific heat (CP) . 

Numerk.a.l_ Results The calculations Here 
perforrued di viding the loop in 90 centro l volumes, 
as follor-1s: 

e lectric heater - 9 slices (18 nodes: 9 f or 
'!:;he fluid and 9 for the walls) and 

- heat exchanger - 12 slices ( 12 node:3 for th'.: 
fluid, 12 for the walls and 12 for the 
cooling water) . 

The A4 heating elements were not represen;;ed 
in this modeling. lt was considered that all heat 
::ames from the walls. 

'fhe largest 1..mcertain ties are expect.e·.-1 ·t.cj bA 
on t he evaluation of the electrical heater , pur:1p a:-.d 
heat exchanger form lasses. 

Considering the nodet: at a.'1 in:'.. t La.l. 
temperature equal to 20 C a.nd the fluid at r>:;.st;, for· 
a nominal power of 145 kw at A4, t he evolution of 
the mass flow rate is s hown in Figure 4. 

o.s .------ -------------. 

!.5 2 2.~ 3 4 4.5 

tíme (1000 s) 

Figure 3 . Mass flow rate evolution . 
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It is obser-ved a good a.greement be•.wt.'<"n the 
resulta. 

The mass flow rate is quite wed precLc t.ed. 
The differences varies fr-om :3 ~~, ( lb kW) to ;;::5 't.. 
(145 kW)o This 'incr-easing differ<·mc·e .:-rm b':! 
explained analyz:ng the fri.c timtal ar:d fr;rm } a ss!'ls 
of the total flow resist;mce parameter. As the fLüd 
velocity incr-ei:iaes the fricti.nna ~ l';::. :ses dio~c· r·e;,s .;; 
and the form los ses rema i n const.;;.nt . s.-.. t he 
influence of· the latter. 1-thich dc, .-~s not h.w•7 .c, good 
predict i.on, is predominrmt r.n. highec ''"' ; .-.ç i t. i e :; . 

CONCLUSION:' 

Considering 
concluded that 

the f.'x:r·er·imént x::-er f or·:ned, 
measurable conditions, 

i. t. wa.s 
despitP. 

diffic".l -t.ies f c, r· d i.res t fio~o~ :r:'='as•lre:r.eLt . are 
obta ined for the OfJer-t3.tion2.1 pac? .... "TlP~.ers i:r:pn~ e-.i _ Tht? 
compadson of the e:Jo:r:-eriment.'J.1 rJ.atét. witi1 c.ht:o 
numerical has s hown goorJ .:.greP.me!'l t. for ::.he s "Pady ­
state regime. 'rhe differerccP.s fot' h ;_gh~!' .l'?vels of 
.::lectric power may be "l}:I·l,_:tined by t.he la .. :·i-': ,,f 
information about for-rrt los ses. 
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1 n c, r-der to valida te the code in transient 
('·~: nditi.:m :::. . :some i mprovements at CTE-150 and 
exper· ü~;en t a.l procedure are under way: 

c a L ibr.3.t i.on of t.he turbine flowmeters in an 
appr:opr·lr;s. t •:) r·:inge; 

:~ . ins t a J latio!l of differential pressure 
t.r-'l.n:;ducers at A4 and Tl; 

:3. r·':'r.luction of cool ing water flow rate at T1 
t o in,?rea.se ita t.emperature variation and 
meas;;.re the heat losses; 

4. i.r.c r·ea.sing of f'ampling time for longer 
per· i o L 6 f r cms o 

Regarding the comput.er code evolution, 
d•:tailed ruudels for· A4 and Tl are being developed in 
crd<'•r to h.;,ve a better· representation of the heat 
tr-oasfer pr-.Jcesses and to refine th~ description of 
the geomet.ry _ 
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SUMÁRIO 

A elaboração do procedimento de aquecimento e partida de centrais nucleares P~ dentro dos critérios de 
segurança exige, o concurso de simulações. O dimensionamento de alguns equipamentos. o custo e o tempo 
são variáveis passiveis de otimização. Um simulador desenvolvido para computador, que permite o controle 
de todos os equipamentos e variáveis envolvidos na operação é descrito. O procedimento elaborado pela 
KWU e outro alternativo, ambos para a unidade de ANGRA II, são simulados como exemplo e os resultados 
apresentados. O código mostrou-se uma férramenta importante em projeto de centrais nucleares. 

I INTRODUÇÃO 

A partida de rcatorcs nucleares é normalmente efetuada acima de 
uma certa temperatura a partir da qual as características de segurança 
inerente (coeficiente negativo de rcatividadc) são aceitáveis. Sendo 
assim, é necessário buscar uma outra fonte de calor para fazer o 
aquecimento do circuito primário até atingir-se esta temperatura. O 
calor dissipado pelas bombas de circulação e o calor fornecido pelos 
aquecedores do pressurizador são utilizados para aquecimento c 
pressurização do primário até as condições de operação. Durante este 
processo há uma expansão térmica do fluido do primário que é 
compensada por uma vazão de descarga. O procedimento envolve 
ainda descarga de gases do prcssurizador c aquecimento do secundário, 
entre outras etapas. Toda a operação toma-se mais complexa na 
medida cm que existem restrições ao caminho percorrido. Estas 
restrições visam manter índices de segurança c dizem respeito a níveis 
de líquido nos vasos, gradientes de pressão c temperatura no tempo c 
no espaço, grau de subresfriamcnto do fluido de processo, além da 
faixa de operação dos equipamentos. 

A complexidade do procedimento c os requisitos de segurança 
nuclear exigem o recurso da simulação. De fato, para uma dada planta 
com características conhecidas, não se pode afirmar, baseado em 
cálculos simples, nem mesmo se será possível atingir a temperatura de 
criticalidadc utilizando-se as fontes de.calor disponíveis. Prever se um 
dado procedimento violará alguma restrição é virtualmente impossível 
sem o concurso de uma simulação. 

A motivação para a elaboração de um simulador vai além disso. 
O procedimento como um todo pode ser otimizado cm termos de tempo 
e custo, este último englobando o dimensionamento de alguns 
equipamentos. Adicionalmente urna ferramenta desta natureza permite 
o treinamento de pessoal na execução deste procedimento, c possibilita 
a análise de cntenos de segurança, pois os erros na operação podem 
ser simulados até a falha. 

II MODELAGEM 

A Fig. I mostra os equipamentos e sistemas envolvidos nesta 
operação. Distinguem-se quatro volumes de controle, a saber: o 
gerador de vapor (GV), o pressurizador (PZ), o tanque de descarga 
(TQ) c o circuito primário de resfriamento (PR) que engloba o sistema 
de purificação de refrigerante [1,2]. Para cada um dos volumes de 
controle é assumida uma distribuição uniforme das propriedades do 
fluido de trabalho e portanto adota-se um modelo de parâmetros 
concentrados. Esta hipótese é válida já que os processos de mistura nos 
volumes de controle são muito rápidos comparados com os gradientes 
no tempo das médias espaciais. 
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A modelagem consiste basicamente das equações de conservação 
de massa e energia nos volumes de controle. Nos volumes bi-fásicos o 
tratamento da faie.gasosa é feito a partir da hipótese de 100% de 
umidade relativa L3 J, desta forma, a pressão parcial de vapor é a 
pressão de saturação a temperatura do volume de controle. Esta 
hipótese também é razoável tendo-se em conta a eficiência dos 
processos de mistura. Neste simulador um tratamento diferenciado foi 
dado á válvula de sangria do primário. O modelo empregado baseia-se 
na referência 14). Na transferência de calor no GV foi adotado um 
coeficiente de filme constante ao longo de toda a operação [5] . A 
pequena diferença de temperatura entre o GV e o PR obtida em todas 
as fases do procedimento qualifica a hipótese de distribuição uniforme 
das propriedades. 

Das hipóteses e simplificações as equações ficam 
qualitavivamente da seguinte forma: 

(I) 

(2) 

Resulta então num sistema com li graus de liberdade, incluindo 
o sistema de purificação. Estes graus de liberdade representam o 
controle sobre os equipamentos ou sobre as propriedades do fluido de 
trabalho O simulador pennite o controle das seguintes variáveis: 

No primário 
temperatura 
potência do reator 
rotação das bombas 

No pressurizador 
temperatura 
pressão 
volume de líquido 
potência dos aquecedores 
vazão de descarga de gases 
vazão de surto 
vazão de aspersão 

No gerador de vapor 
temperatura 
pressão 
volume de líquido 
vazão de alimentação 
vazão de purga 

No tanque de descarga 
pressão 
vazão de descarga de gases 
vazão de sangria do PR 
CV percentual da válvula 

de sangria 



~ 1------------J 

G v. • Gerocsor ft yopor . 

T.C. ·Tratador • c.olof 

Fig. I - Circuito Primário, equipamentos e sistemas envolvidos no 
aquecimento c partida da unidade. 

Para cada controle acionado. ou seja modo de operação do 
equipamento, ou propriedade especificada, resulta uma equação da 
seguinte forma: 

variável- dado= O. 

A atuação sobre os graus de liberdade de fonna adequada toma 
o problema bem posto. 

O problema é resolvido pelo método das diferenças finitas . Na 
solução do sistema de equações algébricas não lineares resultante é 
aplicada o método de Newton-Raphson Multivariáveis lól cm 
conjunção com a Eliminação de Gauss 17]. 

Devido aos diferentes períodos de tempo decorridos em cada fase 
do procedimento, o L'.t de integração pode ser alterado em cada passo, c 
deve ser feito para uma simulação adequada. Uma peculiaridade 
adicional consiste na integração com o L'.t determinado pelo sistema. 
Neste caso uma condição é especificada ao final do intervalo de 
intgração c o L'.t passa a ser uma incógnita, Esta característica é 
importante para se dctcnninar o final de uma etapa do procedimento. 

A simulação para L'.t incógnito significa uma grande alteração 
no modelo do sistema de equações. No entanto não resultou em 
dificuldades na convergência, aliás, pelo contrário, se mostrou cm 
alguns casos mais estável. 

As correlações de propriedades tem1odinâmicas adotadas foram 
obtidas na rcf 181, sendo funções de p e T Devido a isto, as variáveis 
entalpia e volume especifico foram transformadas em funções de p e T 
para evitar a necessidade de inverter as correlações termodinâmicas. 

III ANÁLISE DA ESTABILIDADE DO PROGRAMA 

Volume de gás muito pequeno. Nos volumes de controle bi­
fásicos o sistema está sujeito a instabilidades. Isto se deve ao fato de 
que as estimativas iniciais para a iteração no tempo considera um 
aumento de temperatura e manutenção do nível de líquido. Um volume 
de gás muito pequeno pode não ser suficiente para absorver a expansão 
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térmica verificada na I" iteração. As equações perdem assim seu 
significado físico e o sistema caminha para urna solução não 
conveniente. Este fato nada mais é do que a expressão numérica de um 
problema possível en1 operação que resultaria, por exemplo, da falha 
fechada da válvula de sangria durante o aquecimento do primário que 
ocasionaria a ruptura do vaso. 

Descarga de gases. O processo vaporização e descarga de 
gases, quando simultâneo pode ser representado por um volume com 
uma alimentação e uma descarga. A alimentação é de vapor puro 
enquanto a descarga consiste numa mistura de vapor e gás . 
Considerando um processo eficiente de mistura, a variação da massa 
de N2 no tempo é um decaimento exponencial: 

v 
- I 

M _OIF.V 
N, -P N, ve (3) 

Funções exponenc1a1s são proolemáticas em processos de 
integração numérica pois em geral estes assumem algumas 
propriedades como constantes ao longo do intervalo c iguais ao valor 
do início do mesmo o que , neste caso, não é uma boa hipótese. 

Na forma como foi estruturado o programa a solução é utilizar 
intervalo de integração pequeno. 

Proximidade do ponto crítico. A condição de operação do 
pressurizador considerando os requisitos de fluido saturado a alta 
pressão situa-se próxima ao ponto critico. Nesta região a variação dos 
calores específicos é muito grande, tendendo para infinito. 

Esta característica gera uma instabilidade no método. O sistema 
oscila cm tomo da solução com amplitude crescente . Esta característica 
obriga à que o processo de integração seja feito a intervalos pequenos . 
O que ocorre de fato é que, diante das grandes variações de operação, 
as estimativas iniciais ficam inadequadas . Nestas condições o sistema 
fica mais robusto se for utilizada a opção de L'.t determinado pelo 
programa a partir de uma temperatura no PZ especificada ao final do 
intervalo de integração. Tendo urna temperatura especificada, o 
algoritmo consegue boas estimativas miciais de propriedades para a 
integração no tempo. 

Este problema na verdade não é exclusivo da região vizinha ao 
ponto crítico. Este sinaliza o fato de que o sistema é sensível a 
estimativas iniciais para intervalos de integração relativamente grande, 
como ocorre em outras fases do procedimento, e toma-se grave a 
medida que as derivadas das propriedades com relação à temperatura 
aumentam. No entanto o sistema é consideravelmente mais estável se 
um intervalo de temperatura for utilizado ao invés do intervalo de 
tempo. 

Instabilidade na temperatura do gerador de vapor. A 
modelagem do calor transmitido do primário para o GV é feito 
considerando o L'.T entre orimário e GV médio do intervalo de 
integração. Esta modelagem não permite a simulação adequada de uma 
variação brusca no calor transmitido. 

Num aumento do calor transmitido, por exemplo, o sistema 
buscará um novo L'.T médio maior que o inicial e obterá um L'.T final 
maior que o médio. No intervalo seguinte, para manter o novo 67' 
médio, calculará um L'.T final menor e assim por diante. Variações 
bruscas no calor podem resultar numa oscilação na temperatura do 
GV. Este problema é característico do início da fase de aquecimento 
nuclear que resulta num aumento signíficativo no gradiente da 
ten1peratura do primário em relação ao tempo. No entanto a potência 
do reator não atinge instantaneamente o valor de regime e se a 
simulação for feito en1 intervalos pequenos retratando o aumento de 
potência o GV irá paulatinamente se acomodando ao novo L'.T de 
regime. 



IV A PARTIDA DE ANGRA II 

Para ilustrar a utilização do código foram simulados dois 
procedimentos de partida para o reator nuclear de Angra 11, Fig.2 e 3. 
O primeiro é o procediemento proposto pela KWU [9] . O segundo foi 
elaborado no âmbito deste trabalho e visa principalmente demonstrar a 
versatilidade e o potencial do simulador. 

No procediemento da KWU nota-se que as tarefas são realizadas 
em geral uma de cada vez. Desta forma o aquecimento do 
prcssurizador não ocorre simultaneamente ao aquecimento do primário, 
exceto na etapa de diluição. O procedimento proposto realiza as tarefas 
simultaneamente. Mostra bem a utilidade do simulador pois as etapas 
não são bem definidas e é difícil prever qual tarefa se encerrará 
primeiro c como serão as condições no início da tarefa seguinte. Com 
este procedimento é possível reduzir sensivelmente o tempo de partida 
da unidade. 

O primeiro procedimento realiza o teste de estanqueidade tão 
logo seja atingida a temperatura de transição dúctiUfrágil do material 
da contenção. Este teste deve ser realizado sempre que houver abertura 
do circuito primário, por exemplo, para troca de combustível. A 
pressurização para o teste é feita através da injeção de nitrogênío. O 
procedimento alternativo mostra como poderia ser realizado o teste de 
cstanqucidade na ausência deste sistema de injeção, através da 
pressurização via aquecimento da pressurizador. Além disso foi 
adotado para sangria do primário uma válvula de controle com CV=IO. 

_. ,: ·' 

... r 

!.::... 

Fig.2 - Procedimento de partida da unidade de Angra II proposto pela 

KWU 

Durante o procedimento foi utilizada uma faixa de 5 a l 00% do CV, o 
que poderia viabilizar a utilização de apenas uma estação redutora de 
pressão ao invés de duas, uma de alta e outra de baixa, empregadas no 
procedimento I . 

V VALIDAÇÃO E VERIFICAÇÃO DOS RESULTADOS 

Foram realizados testes de estabilidade numérica que consistiram 
na simulação dos sistemas sem o funcionamento de fontes ou 
sumidouros de massa e energia. As variáveis simuladas mantiveram-se 
inalteradas durante uma centena de intervalos de simulação de I 
segundo, I minuto e I horas. Outro teste consistiu na simulação dos 
volumes de controle separadamente. Os resultados foram comparados a 
cálculos manuais com excelente concondância. 

A comparação com dados experimentais é difícil devido a não 
disponibilidade de plantas que permitam o monitoramento de todas as 
variáveis simuladas. Alguns testes foram realizados e a comparação 
feita através das variáveis disponíveis mostranto resultados aceitáveis, 
no entanto estes testes têm caráter confidencial. 

VI CONCLUSÃO 

O programa atendeu aos propósitos iníciais de versatilidade. 
Permite a simulação da partida e aquecimento e eventualmente de 
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Fig.3 -Procedimento de partida alternativo da unídade de Angra II 
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outros modos de operação. Pode também ser adaptado para simulação 
do procedimento de parada e resfriamento. O tempo de simulação 
depende da precisão requerida c do próprio procedimento. Em geral a 
convergência se dá em 5 ou 6 iterações. A utilização deste programa 
permite a elaboração de procedimentos alternativos de partida e pode 
ser usado na otimização e redução de custos em projetos nucleares . 
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ABSTRACT 

Thc start up of PWR nuclear powcr plant involvcs a lot of cquipments . 
The procedurc must be donc within safety criteria and requires a 
simulation. The design of some cquipmcnts, costs and time can be 
optimized. A computer simulator, which allows control of ali of the 
cquipments and variablcs taking part in opcration, has been developed 
and is presented in this papcrs. The KWU proccdurc and an alternative 
one both to Angra II were simulatedand the results are presented. The 
codc is an important too! in nuclear power plant projects. 
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DYNAMIC BEHAVIOR OF 
PARALLEL HEATED CHANNELS SYSTEMS 

D. DELMASTRO, B. MANCINELLI andA. CLAUSSE 
Centro Atómico Ba.riloche, 

8400 Ba.riloche, ARGENTINA 

SUMMARY 
A non-linear analu~is of the dynamic behavior of two coupled parallel channels using a lumped 
parameter model Í3 presented. The model is based on a Galerkin nodal approzimation of the con­
servation equatíons for a boiling channel. lnteresting results, including in-phase and out-of-phase 
oscillations of the thermalhydraulic parameters such as inlet ftow rates and boiling boundaries po­
sitions, ha11e been found. These results are shown in different phase-space projections u&ing the 
modern theory of dynamíc systems. 

J't-:'IRODUCTIO~ 

Thc usr· of boíling hcat.ed charmcls is vcry common in 
m<wy imporfa.lli industrial applicaliom, Ruch a!'. boiling \\'ater 
mtdear reado:rs. ~<team g;•neraton~. varionR dwmical pTf)CI"SSE's, 

cryog(nic sysl .. uw;, etc Fnder C.('f!nin oper;üing condition~< thf.' 
dynamic b~havior of th~se !;)'~>t .em!' b;•conw un~tahle chH· to lag~ 

in t.he pha.s.ing of' presnllT•'-drop f~c•;xlback mf'cha.ni~ms, bf·en ti••· 
mos.t. common manifcslat.ion sdf-excited oscillat.ions of t.hc: llow 
variable::. . Tht- st.ud)' of t hc non-lín•?<H hehavior of boiling ftow 
syst.erns is thf'tefme very import.a.r1t in order t.o improv(• effi­
cienr:v anrl ~r·t sa:fet.y limits. 

Th .. oyu;uuíc hdHwiM uf boiling chu.nnel~ luwe lwen 8.11 -

a.lyu~rl in t.he past hy numerom; invest.igal.ors. ConsequentJ,. 
lhis phenomenon is rat.hcr well nuderst.ood in singlf· c.ha.nnds 
and in boiliug loops. In c.ontrast, the tmder standing of tlw 
non-linear hehavior in (·oupled pa.rallel channcls is ratlwr in·· 
complek. 

Ke,1 

a .. 

Ki ,1 

Ke,2 

.. a 

Ki,2 

ln the }Jl'f'IWnt p<llWI a non-lincar a.nalysÍ!i of t.he d.vtum:úr. 
behavior of t.wo r:ouplcd parallcl channd<: u<;ing a lurnped pa­
rameter m()(lel is presented. The modd is b<J.<sed on a Galerkin 
nodal approxÍmi\t.Íon of t.he ('<mserv;üioit t•quatímtR for a boil­
ing channel. Interesting Tl.'sults. induding in-phase and out­
of-plJa~E' o~ô1latiotH1 of the t hermaJhydraulic paramet.ers sue h 
as inlet Jlow rat.es and boiling bounclarú·s positious, have bt.•en 
found. These rcsult.s a.re a.nalyzed usin~ . t.he modem theory of 
dynamjç syst.em~ showiug diflécut projt•r.tíont-1 ÍJJ the phai\E:'­
spact•. 

Figure 1: Schem;~t.ic di<~gr;un cf tlw p;, r;,ll;•l lt.-;,L•d cJ,a r,n.-1 
system 

BOlLING SYSTEM MODEL 

An improved ver~ion of thc· síngle channel finit<." ·ell'meHts 
model presenled by Clausse and Lahey ( W~H.J, 19~11) in ils di­
rnensionless {orm is used to analized lhe liystem of parallel 
heated chaunelll shov.-n in Fignre 1. 

Single-phase Region . Thc single J)hase reg.ion of each 
cha.ruwl is suhdivided into ,V, node!< of variable kngt h. The 
E-nthalpy íncwase from t hE- ínlet, h;, to ~at.urat,ion, hj, i~-; divíded 
into li{, equal int<·n·als. Therefore. the boundary, L.,, bctwcen 
sulx.ooled node!!ln a.nd (n+ 1) is defüwd as t.he point where th<· 
fluid enthalpy is: 

f 1) 
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The diíferential •·quation~ governin;;. th ê' dnliHI! iC ' l.'f ~ h e cr.· 
t.l1alpy bu1wd;uv /,,. c itJJ IJ., dcriw·d uún•4 ;, (;;t]ukin lN.lt rJJq••v, 

g•vmg: 

dL., ,1 . , ,. i l. I . , dL~-' · · ' --- = 21.::1 ~ -~t- """.: ·lt, -..t]i . r ~-- •' 71-J -~,I---,-·-
~ ~ - . ~ 

'·) ' 
l- .l 

wlrere .i ::;l.aJLds for tlu· j-chanm.J. 

Two-phasc Regiou Thf' ma><se~ o[ t.!w flui '.! ir, >:<.c !1 
heated dtatmd Ul{.h . .i) h ave bet'll rho~Hen a" :-t s! at ,, v:;ri:thlt·~. 
They couespon<leut. <.<msen·11tio11 e<.!IJiiÚ()m: <MI hl:' d· ·ri ved i;\ 

iut.egiat.ing the continuil.v f.•qu<ttiou ovu r ,,. h d,,1nrlcl. ,,.,.,>:'h. 
which givt's: 

The velocity at the .exit o{ea.:h chanu.el (u, . .r l c;u~ Le t•tku:,tk•l 
comhining tbE" Illil.~s and fnctgy Cl'm ervat.iun equat.ion'S and i.h•~ 



equation o{ sta.t.e, giving: 

tle,j = tló,j + N.,,bc(l - LN.,j-) (4) 

where N ... b is the subcool.ing number (Cla.usse and Lahey, 
1991). 

The exit. densit.y of ea.c.h caJmnd (P~.1 } can be expressed 
in tei-ms of t.he hea.ted channel masses by assuming a. linear 
enthalpy profile inside t.he two-phase regions: 

McA,, = LN,J + ( 1- L • .,',j) ln (1/ P~.,) 
(1/p._.j -1) 

(5) 

To reduce integration time a polinomial fit of Eq. (5) was used 

to relate P~.i with (Mc.h.j- LN.,,)/(1- LN,._]). 

Clossurg cof the Mocid. The model is closed by impoa­
ing the ext.ernal pret~sure drop bouudary condit.ioJlS on the inlei 
valw, boiling clta.nnel aud n-it \·alve. Integrating the momen­
tum equa.tion along thc channd and t.aking int.o count t.he losses 
iu t.he inlet. and exit \-alves we h;we; 

f:- !'f:> - fi.·' (ui,l + u,,:.?)2 
J

1.1.:..J. rxt - I A] 

+ li.·s (11•,1 + 1l•,:J) (P--.lHe,l + P.,~tl.-,2) 
As . AE 

+ :::.,P.rn.; + !:l}~l,} + :::.,pfrJ + !::>.Pa,J (G) 

where A1 and .-lE are the inlet and exit arca. refered to the 

cha.nnel a.rea.. 

Tl1e pressures drops due t.o inertia, gravity, friction and 
acdera.tion in each c.hannel c.a.n be ex:pressed as: 

!1P1,.
1 

= .:!_ (M h u. +v (1- L .. ..~)(l- Mck,;)) 
. dt "' ·' ,,, • ···h ( I 1 P<-,i- 1) 

Jfc~ •. j 
b.Pa,1 = p;-

f:!.Pfr,J = Al,j LN,,jtÍ;,/ 

+ A2,, [(Mr.A.J- LN,,;)u,/ . 

I)~ (tJ;0 (1-LN,,;)(1-Mch.j)) 
+-1\.,,b (1/p~.j- 1) 

'):1 + (N,,.b( 1- LN,w) 
(1jp,,1 - 1) 

cl/p.,)- 3;(1- LN,,j) + :lfchw- LN,,;)] 

R." . 2 + K . ·u2 + i,; u,,j •. ,Pe,_7 ",) 

(7) 

{8) 

(9) 

2 l ( tl.P,.,, = p._,;t'..,i - u;,í 10) 

where Fr is the Froude number and A1 and A2 are the single 

and two-phase distributed frict.ion coefficient.s. 

RESULTS 

The systemofpa.rallel cha.nnels is described using 2N,+1 
independent. equat.ions. This system of equa.t.ions was numeri­
cally integra.ted b-y means o{ a Runge-Kutt.a. method. 
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Figure 2: lnlet velocity e\•olution for each c.hanuel (ín-phase) 
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Figure 3: Phase-space projection (in-phase) 

For two identical cha.nnels. two kinds of oscilla.tor:v be­
havior were found depending on the values of t.he va.lves loss 
coeflicient.s. This result was observed in experi.ment.s reported 
elsewhere (Guido and Converti, 19!H). 

ln a case where the equivalent averaged chaunel (Guido 
et al.,l991) is more unstable thau eacb channel sepa.ratly, iu­
phase density-wa.ve oscillations were observed. As we can see 
in Figure 2, t.he inlet velocity has the sarne evolut.ion in each 
l:hannel. Figures 3 a.nd 4 shows dífferent. phase-space projec­
t.ions of the limit cyde. As we can see the two channels oscilla.te 
ín-phase. 

ln cases where each channel a.lone is more unsiable than 
t.he whole averaged syst.em. out.-of-phase oscilla.t.ions where ob­
served. As we c.an see in figure 5, the inlet velocity oscillations 
have a phase difference of almost 180°. Figures 6 and 7 shows 
different phase-space projections of the limit cycle. It can be 
seen that t.he osc.illat.ions are not compleatly in count.er-pha.se, 
which is a consequence o{ t.he non-linear coupling. 
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O TRATAMENTO DA DINAMUCA DE SISTEMAS TÉRMICOS 
E FLUIDOS ATRAVf:S DA Tf:CNJCA OENERAUZADA DOS 

GRAFOS DE UOAçXO 

M. Speranza Net.o, F. Scof'ano Net.o e F.R. da Silva 
Inst.it.ut.o Mílit.ar de Ent;enharia 

Seção de Engenharia Mecânica e de Mat.eriais 
Praça General Tibúrcio, 80 - Praia Vermelha, CEP 22290, R.J 

Este artigo apresenta o emprego dos Gr·afos de L it;aç 2fo 
("Bond Graphs") em alguns problemas tf picos na .2rea de termociências, 
objetivando motivar seus pesquisadores e eng-enheir·os a utiliz ar·em esta 
metodolocia. t: _feito um breve resumo dos seus pr·incipais conceitos e 
discutidos alg-uns trabalhos de interesse realizados nos últimos anos. 
Ilustra-se a sua aplicaç2fo através de um sistema h-idráulico empr·e,gado 
para o controle de sistemas mec.4nicos. 

INTRODUÇÃQ 

A análise do comport.ament.o dinâmico de 
sist.emas t.érmicos e f'luidos t.em sido desen­
volvida há vários anos por aut.ores clássicos 
e mais recent.ement.e por D.C. Karnopp (1990) e 
P. Dransf'ield (1991> 

São conhecidos modelos mat.emát.icos e 
procediment-os de análise de sist.emas de 
t-ransmissão de calor por condução, convecção 
e radiação. A modelat;em de sist.emas 
hidráulicos e pneumát.icos, para as mais 
variadas aplicações já sao de razoável 
domínio, assim como os sist.emas onde exist.e a 
int.eração f'luido-t.érmica, como no caso dos 
t-rocadores de calor e máquinas t.érmicas em 
geral. 

Alguns problemas dinâmicos da área de 
t.ermociéncias, como dif'usão t.ransient.e de 
calor e massa, podem ser modelados at.ravés da 
analogia com circuit.os elét.ricos. Porém a 
aplicação dest.a met.odologia é limit.ada. Exis­
t.em dif'iculdades, por exemplo, no t.rat.ament.o 
da int.eração f'luido t.érmica que ocorre em 
t-rocadores de calor e a modelagem de sist.emas 
t-ermodinâmicos em geral, pois nao exist.em 
element.os elét.ricos com comport.ament.o seme­
lhant-e ao dest.es f'enômenos <Karnopp, 1972). 

Problemas t.ais como Cont.role Térmico de 
Ambient.es <t.r.ansient.es t.érmicos>, 
Ref'rigeraçãb e Ar Condicionado, Sist.emas de 
Troca de Calor, Máquinas Térmicas, Inst.rumen­
t.ação em ,;eral, Component.es de Sist.emas de 
Cont.role Hidráulicos e Pneumát.icos <Transien­
t.es Fluidos>, e at.é de Combust.ão e Propulsão, 
são alguns it.ens que podem ser t.rat.ados pelos 
procediment-os ,;arais de Modelagem, Análise e 
Simulação da Dinâmica de Sist.emas <Speranza 
Net.o e Mart.inez, 1992). 

At.ualment.e, com o avanço da área 
numérica auxiliada por comput.ador, novas 
t.écnicas t.êm sido empregadas nao só na 
solução, como t.ambém na repres:ent.ação e equa­
cionament.o de Sist.emas Dinâmicos. Dent.re es­
t.as dest.aca-se a dos Graf'os de Ligação <"Bond 
Graphs"), criada no f'inal da década de 50 por 
H.M. Paynt.er, e desenvolvida nos anos 60 por 
D.C. Karnopp e R .C. Rosenberg. 

Ao cont.rário da grande maioria das 
t.écnicas de modelagem, que são limit.adas a 
problemas part.iculares, a dos Graf'os de 
Ligação propõe uma abordagem generalizada, 
baseada no f'luxo de pot.ência ent.re os compo-

nent.es do sist.ema, que além de at.ender a ne­
cessidade especif'ica de cada área, permit.e 
que se f'aça a int.eração ent.re sist.emas de 
nat.ureza f'isica dist.int.as. Est.a t.écnica ope­
racionaliza a modelagem de sist.emas comple­
xos, o .que dif'icilment.e seria conseguido pe­
las abordagens clássicas. 

Assim será discut.ido nest.e art.igo o 
emprego dos Graf'os de Ligação em alguns pro­
blemas de int.eresse da área de t.ermociéncias, 
objet.ivando mot.ivar aqueles que nela at.uam 
para a sua ut.ilização. Uma das vant.agens dos 
Graf'os de Ligação encont.ra-se no f'at.o de que 
os não especialist.as nas áreas especif'icas, 
podem compreendê-los e analisá-los com as 
f'errament.as comuns em sua área de at.uação. 
Assim, se os especialist.as em cada área f'orem 
capazes de desenvolver modelos aplicando est.a 
met-odologia, ela se t.ornará cada vez mais uma 
linguagem universal de represent-ação de sis­
t.emas di-nâmicos, út.il em t.odas as áreas da 
engenharia. 

A . t.écnica dos Graf'os de Ligação t.em se 
revelado como f'errament.a poderosa para mode­
lagem de disposi t.i vos complexos, que podem 
incluir sist.emas de nat.urezas f'isicas 
dist.int.as, t.ais como elét.ricos, mecânicos, 
hidráulicos, pneumát.icos e t.érmicos, ou com­
binações desses, ou out.ros. Desenvolvida 
inicialment.e para represent.ar sist.emas de 
parâmet.ros concent.rados, lineares ou não, 
at.ualment.e ela apresent.a generalizações que 
permi t.em sua aplicação a sist.emas de 
parâmet.ros dist.ribuidos. 

Est.a t.écnica cont.a at.ualment.e com um 
apreciável número de publicações <art.igos e 
livros), e engenheiros e pesquisadores 
ut.ilizam-na como ferrament-a de t.rabalho a 
cerca de duas décadas. Em um levant.ament.o 
bibliográf'ico recent.e Breedveld et. al. (1991) 
relacionam mais de 150 art.igos dent.ro da área 
de t.ermociências. 

Sâ'o caract.er{st.icas dos Graf'os de Liga-
ção : 

1> A represent-ação apropriada para as 
propriedades físicas dos element.os e para as 
relações de causa e ef'eit.o e rest.rições ent.re 
variáveis; 

2> A modularidade na modelagem, permi­
t.indo que a represent-ação de um sist.ema com-
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plexo seja obt.ida a part.ir de seus subsis­
t.emas; 

3) A sist.em!At.ica para obt.enção do mode­
lo mat.emát.ico na f"orma de equaç~es de est.ado. 

Nest.a t.écnica são ut.ilizadas quat.ro 
t.ipos de variáveis t;eneralizadas, as 
variáveis de pot.ência: esf"orço <e> e f"luxo 
<!>; e as variáveis int.e,;radas, ou de ener­
~ia: quant.idade de moviment.o <p> e desloca­
ment-o <q>. 

As· variáveis de esf"orço e de f"luxo são 
chamadas de variáveis de pot.ência porque o 
produt.o dessas duas variáveis, consideradas 
como f"unç~es do t.empo, é it;ual à pot.ência 
inst.ant.ânea que f"lui ent.re os dois componen­
t-es ou subsist.emas conect.ados em uma ligação, 
ist.o é 

P<t.> = e<t.>.f<t.> 

A t.abela 1 most.ra as variáveis de 
pot.ência e energia em alguns domínios flsicos 
que podem ser represent.ados pelos Graf"os de 
Ligação. Observa-se que nem t.odos os sist.emas 
f"ísicos admi t.em a exist.ência dest.as quat.ro 
variáveis, ou mesmo a def"inição de pot.ência 
como o produt.o de esf"orço e :fluxo. 

I?P~~~l,o ESFORÇO FLUXO QUANT. DESLOCA-
WOV IWEN- WENTO 

f 
TO 

e p q 
NECÃNICO Forço. Vetoc1.- ~ua.nl. Poeiç~o 

da de e Wov 

!Nl [m/e:l lN. sl !ml 

ELj;TRICO TeneK.o Corrente ~~ l ~f~xo Ca.rqa. 

!VJ !Al [v. sl I C i 

HIDRÁU- PreseKo V a zfo em Glu a. n t. de Volume 
LICO Vo ume Wov. de 

3 PressXo 3 
!Pal !m /sl I P a. s l [m J 

~H~l~ico Tempe- Fluxo çle ------ Enlrop1..o. 
rotura Enlrop\.a 

[ J( J !W/J<J [.1/J(J 

Ps&udo-
~~~~~ÃgE Tempe- F~~~~rde ------ Energt.o. 

raluro. 

Tj;RJ.IICO 
[ .1 J 

I CJ !WJ 

Peeudo-
~~~~~ÃgE PressXo Va.z5.o em ------ Massa 

Nu.s~a. 

FLUIDO -- -~!a.l _____ L_ _ _!_~_:q /e l- -- L_ 
!J<gl 

Tabela 1. Domínios Físicos 
Variáveis de Pot.ência e Energia 

Uma das principais caract.erist.icas da 
Técnica dos Graf"os de Ligação é a 
represent.ação gráf"ica do modelo nsico do 
sist.ema at.ravés de uma simbologia própria, 
que além de permit.ir a visualização das 
conex~es ent.re os vários element.os componen­
t-es do sist.ema, t.raz implicit.o t.odo o equa­
cionament-o do modelo. 

A ent.idade f"undament.al 
é uma meia set.a, 
sent.ido em que a 
cada ligação em um 
ilust.rado na f"igura 1. 

ut.ilizada 
pot.ência 
inst.ant.e 

.. 

da represent.ação 
para indicar o 

:flui at.ravés de 
de t.empo, como 

Figura 1. Represent.ação de uma ligação. 

Uma out.ra caract.erist.ica de grande 
import.ância dest.a t.écnica é a possibilidade 
de se represent-ar, de f"orma bem def"inida, a 
relação de causa e ef"eit.o ent.re as váriaveis 
de pot.ência. Em uma lit;ação passiva, onde 
f"lui pot.ência, est.a relação est.á associada ao 
f"enômemo conhecido como ef"eit.o de car,;a. 

A causalidade é represent.ada no grafo 
por uma barra perpendicular colocada em uma 
das ext-remidades da ligação, chamada de barra 
causal, que most.ra o sent.ido em que a 
variável de esf"orço est.á dirigida. A figura 2 
most.ra as duas possibilidades para indicar a 
causalidade, em (a) o esforço vai do element-o 
A para o B, e em <b> ocorre o inverso. 

A~B 
(a) 

A~B 
( b ) 

Figura 2. Causalidade em uma ligação. 

A t-écnica de Graf"os de Ligação possue 
nove element-os básicos, que combinados conve­
nient-ement-e descrevem o modelo fisico de um 
sist-ema. O modelo mat-emát-ico é det-erminado a 
part-ir das equaç~es const-it-ut-ivas (linear·es 
ou não) dest-es element-os, junt-ament-e com as 
at-ribuiç~es de fluxo de pot-ência e causalida­
de, t.ambém represent-adas no grafo <Karnopp e-t­
al. 1990) e <Rosenberg e Karnopp, 1983~. 

Est-es element-os básicos são: as f"ont.es 
ideais, os resist-ores, os capacit.ores, as 
inércias, os t.ransf"ormadores, os giradores e 
as junções O e 1, cuja represent-ação gráf"ica 
causal é most.rada na t-abela 2, junt-ament-e com 
as equações const-it.ut-ivas associadas. Eles 
represent.am, respect-ivament-e, os geradores de 
pot.ência, os dissipadores, os armazenadol'es 
de energia, os element-os de acoplament-o, e 
rest-rições na ligação dos element-os. 

Observa-se ainda que t-odos est-es ele­
ment-os possuem generalizações, at.r·avés do 
concei t.o de campos, que per mi t-em a represen­
t-ação de fenômenos cont.inuos (ou de 
paràmet-r·os dist-ribuídos), discret.izados no 
espaço <Karnopp et- al., 1990) 

ELEMENTO R E P R E S E N T A Ç ÃO ~1õ~~f0 

Font-e Esforço s ... ~ e<t>=E<t> 

Font-e Fluxo Sd :. _f<t >=F<t) 

Resist-or R '----j e=~ R<_() 

Capacit.or c '---I e=~ c 1 <J_fdt.) 

Inércia I I"-- _{=~ 1 1 < J edt.) 

m e 1 -me 2 
I Transf"ormador ~TF ~ I z=m_f t 

r et =r f z 
Girador ~GY -Y ez=r _{ t 

~o L..Lf ez=e1 
Junção O 

"l e3=e1 I 
J1=-<Jz+f") 

Junção 1 ~1 tü-- I z= f 1 I 

3t f 3=_{ 1 i 

e 1 =- <ez+e3): 

Tabela 2. Element-os Básicos, Equações 
Const.i t-ut-ivas e Causal idade. 

A part.ir do modelo fisico est.abelecido 
para o sist-ema e uma vez ident.ificados os 
seus element-os component-es, de acordo com a 
t-abela 2, pode-se obt.er a sua represent-ação 
em Graf"os de Ligação. Est.e graf"o conduz ao 
desenvolviment-o imediat-o do modelo mat.emát.ico 
para o sist-ema dinâmico na f"orma de equações 
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de est.ado, at.ravés de um 
e consist.ent.e, passivei 
comput-acional. 

procediment.o ló~r;ico 

de implement-ação 

Conhecido o modelo mat-emát.ico 
ferrament-as de análise e simulação 
sist-emas dinâmicos podem sei' empl'et;adas 
avaliai' o compol't-ament-o do sist-ema 
quest-ão. 

SISTEMAS TERMOFLUIDOS 

as 
de 

pai' a 
em 

Os sist.emas da área de i-el'mociências 
mais f"acilment-e t.l'at-ados pela t-écnica dos 
Gl'af"os de Ligação são os hidl'áulicos pl'inci­
palment.e quando se considel'a alt-as pl'essões e 
baixa velocidade de escoament.o <Kal'nopp, 
1972) e CBal'nal'd e Dl'ansfield, 1977). Nest.e 
caso, admit.indo que os efeit.os da int.el'ação 
fluido-t.érmica sejam pouco l'elevant-es, os 
procediment.os básicos da t.écnica dos Grafos 
de Ligação podem ser aplicados de f"orma ime­
diat.a, ut-ilizando a abordagem Lagrangeana 
para o escoament-o do fluido <Kar·nopp, 1979a) 

Est-es sist.emas, t.ipicos em aplicações 
indust.riais em gel'al, apresent.am uma série de 
component.es <bombas, mot.ores, válvulas , fil­
t.ros, acumuladores e a linha fluida) que po­
dem ser modelados com uma boa eficiência pe­
los element.os de parâmet-ros conc ent.rados mos­
t-rados na t.abela 2 . Mesmo aqueles fenômenos 
que a rigor devem ser· t.rat.ados por modelos de 
parâmet.ros dist.ribuidos podem ser represent.a­
dos com uma boa apr·oximaçãv , como é o caso 
das linhas hidráulicas, de acor·do com Karnopp 
<1972) e Lebrun (1995). 

Em r•ecent.e ar·t-igo , Dransfit-ld e St.ec ki 
(1991) discut.em a impor·t.ância da t.écnica dos 
Graf"os de Ligaç ão no ensin<> e pesquisa dos 
sist.emas fluidos em ger·al, apresent.ando uma 
série de vant.agens e J:•r·ocediment.os que est.a 
t.écnica possue em rel.ação às abordage ns t.r·a­
dicionais. 

Os sist.emas pneumát.icos t.ambé m er.con­
t.ram repr·esent.acão at.r<'ovés dos Grafos de Li­
gação, apesar· das não lir.ear·idades 
int.rínsecas e dos problemas de dist.ribuição 
de parâmet.ros, associados à • compressibilidade 
dos f"luidos . O t.r·abalho de Dransfield et. al. 
(1991), ent.re out.ros, ilust.ra a validade des­
t.a abordagem. 

Também a acúst.ica pode ser· t.r·at.ada , 
como é most.rado resumidament-e no capl t.ulo 8 
de Rosenberg e Kar·nopp <1983), e em alguns 
dos al't.igos list.ados por Breedveld et. al. 
<1991). 

Conforme observado ant.eriorment.e nem 
t.odos os sist.emas f1sicos admit.em a 
exist.ência das quat.ro variáveis generaliza­
das, e mesmo a definição de pot.ência como o 
produt.o de esf"orço e fluxo pode não ser 
válida. O sist.ema t,érmico é um exemplo 
t.ipico, que não pode ser rigorosament.e t.rat.a­
do pela analogia est.abelecida pelos Grafos de 
Ligação. A def"inição dos Pseudo-Graf"os de 
Ligação <Rosenberg e Karnopp, 1983), <Karnopp 
et. al.. 1990) e <Karnopp, 1978b), que é uma 
f"orma mais f"raca de represent-ação, não permi­
t.e cert.as int.erações de pot.ência, porém, t.or­
na possivel a aplicação dest-a t-écnica aos 
sist-emas t-érmicos, mesmo com algumas 
rest-rições . Assim, qualquer problema clássico 
em dif"usão de calor pode ser t.rat.ado, desde 
que não envolva dominios fisicos dist-int-os. 

Observa-se que a t-écnica dos Graf"os de 
Li@;ação pode ser vist.a t-ambém como uma re­
present-ação gráf"ica para a met.odologia de 
dif"erenças f"ini t-as, ut.ilizada para discret-i ­
zar os sist.emas t-érmicos e f"luidos, em geral, 
podendo ser aplicada em problemas bi e t.ridi-
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mensionais de t.l'oca de calol' e escoament.o, 
com armazenament-o de enert;ia, ,;eração int.erna 
e condições de cont.orno ~squer. 

Uma f"orma complet-a de represent-ação de 
sist.emas da área de t.ermociéncias at.ravés dos 
Graf"os de Ligação est.á baseada nos element.os 
t.ermodinâmicos, que permit-em o t.l'at.ament-o 
rit;oroso da int.eração de pot.éncia ent-re sis­
t.emas de nat.ureza nsica dist.int.a. Assim 
problemas t.el'mo-f"luidos, i-el'mo-elét.ricos e 
fluido- dinâmicos podem ser abol'dados at.ravés 
dos conceit-os da t.ermodinâmica clássica, 
porém ut.Uizando os procediment-os e as f"erra­
ment.as dos Graf"os de Ligação <Karnopp, 1978a) 
e (Kal'nopp et. al., 1990). 

São inúmeros os t.rabalhos apresent-ados 
nos últ.imos anos f"ormalizando a abordat;em da 
t-ermodinâmica ut.ilizando os Graf"os de Ligação 
<Breedveld et- al., 1991) e são várias as 
aplicações nos mais diversos sist.emas, como 
por exemplo a modelagem de trocadores de ca­
lor <Shoureshi e McLaughlin, 1984), ou as 
r·epresent.ações de mot-ores de dois t-empos e de 
c o mpressor-es \otankel ilust.radas por Karnopp et. 
al . (1990) em recent.e livro sobre a t.écnica. 

Ainda exist.em mui t-os t-ópicos t-eóricos 
em abert-o e sist.emas sem uma represent.ação, 
c omo é o caso das máquinas t.érmicas em geral, 
cujo cont-role t.em sido uma const-ant.e preocu­
pação dos engenheiros. 

Modelos desenvolvidos pela t.écnica dos 
Graf"os de Ligação sao part.icularment.e int-e­
r·essant.es para ut.ilização na área de Sist-emas 
de Cont.role, e os sist-emas hidráulicos nor­
malment-e sao empregados nest.e t-ipo de apli­
cação . A fil!;ura 3 ilust.ra um modelo 
desenvolvido por· Bal'nard e Dransfield <1977) 
e ut-ilizado por Cardoso da Silva <1991), 
api·esent.ando excelent-es result.ados na 
simulação de t.ransient.es hidráulicos. 

ATUADOR 

PRU&ÃO 

Figura 3. Sist.ema Hidráulico 

O grafo de ligação desse sist.ema é 
apresent-ado na f"igura 4. A part.ir dest-e graf"o 
e com as met-odologias apresent-adas por 
Karnopp <1990), che,;a-se às equações de est-a­
do do sist-ema <Cal'doso da Silva, 1991). A 
simulação desse sist-ema de equações f"ornece 
os r·esult-ados do comport-ament-o dinâmico do 
sist.ema, em part.icular os ef"eit.os de t-ran­
sient.es hidráulicos, cont"orme pode ser obsel'­
vado na figura 5, onde são most.radas as res­
post-as das pressões no at.uador hidl'áulico 
para uma excit-ação em degrau na bomba. 

COMENTA RIOS FI~AIS 

Procurou-se apresent.ar, sucint.ament.e, 
os principais it.ens relacionados a aplicação 
da t-écnica dos Graf"os de Ligação aos sist-emas 
t.ermo-fluidos objet.ivando mot.ival' os especia­
list-as na área à sua ut.ilização em seus pro­
blemas especif"icos. 
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Figura 4. Gr·aío de Ligação para o sist.ema 
hidráulico . 
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Fi~tn'a 5. Respost.as -em pr-essões do sist-ema 
hidr·áulico não linear·. 
(1) pressão na saída da bomba. 
<2) pressão no lado 1 do at.uador . 
(3) pr·essão no lado 2 do at.uador 

At.ualment.e exist.e um grande esforço no 
sent-ido de se represent.ar sist.emas part.icu­
lar·es at.ravés dos Grafos de Ligação, devido a 
sua caract.erist.ica de modularidade e à possi­
bilidade de obt.enção do modelo mat.emát.ico 
at.I'avés de códigos comput.acionais, o que fa­
ci li t,a o desenvolviment-o de modelos de sis­
t.emas dinâmicos bast.ant.e complexos. 

Acredit.a-se que nos próximos anos est.a 
abor-dagem ser·á ut.ilizada para represent-ar uma 
par·cela consider-ável dos sist.emas físicos de 
int.eresse em engenharia, e est.e t.rabalho t.em 
como c"lb jet.ivo divulgá-la a um grupo de 
provaveis usuários. 
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ABSTRACT 

This paper shows t.he use of Bond Oraphs 
in some t.ypical problems in t.he 
t.hermosciences field in order t.o mot.ivat.e t.he 
researches and engineers in t.his area t.o use 
t-his approach. A summary of i t.s main concept.s 
t.oget.her wit.h some works done in t.he last. 
years is present.ed. The t.echnique is 
illust.rat.ed t.hrough t.he st.udy of a hydraylic 
syst.em used for cont.rol in mechanical 
syst.ems. 
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O presente trabalho é f rut o de uma exper iência de ensino realizado no Departa­
mento de Engenharia Qui mica , a par t ir de 1990 . A reformu l ação progr amát ica de uma 
disc ipl i na , aliada a uma von tade po l i t ica do referido departamento de atacar seria 
mente o pr oblema da evasão de alunos no cur so de Engenharia Quimica é descrita. Os 
resultados pr eliminar es demonstram uma boa acei t ação da ide-ia por parte dos discen 
t es e sinais de redução na evasão. 

INTRODUÇÃO 

A evasão de alunos nos cursos de Engenharia Quí 
mica no pa ís é um problema antigo e pouco atacado. Da 
dos seguros a respeito da evasão a nível nacional fo~ 
ram ressaltados por ocasião do IV ENBEQ (Encontro Na­
cional de Ensino em Engenharia Quími ca) (1) realizado 
em outubro de 91 (Itatiaia-RJ) e dão conta, em média, 
dos valore s de 58% e 627, para os anos de 1988 e 1990. 
A nível r egional o ENBEQ traz a s s eg~intes informa­
çÕes a respeito do percentual de evasao : 

REGIÃO/ANO 

NORTE 
NORDESTE 
SUDESTE 
SüL 

88 

70% 
40% 
59% 
58% 

90 

70% 
41 % 
64% 
64% 

Na Universidade Federal de Ub erlândia esse Índi­
ce ji e steve pela casa dos 88 por cento e apresenta 
uma médi a nos Últimos anos em torno de 50%. O colegia 
do do curso a partir de 1988 des enc adeou uma série de 
discussões visando a obtenção de uma melhor descrição 
do refe rido problema, para então de senvolver açoes 
que poss i bilitassem uma redução do mesmo. 

A evasão ocorre principalmente nos primeiros pe 
ríodos sendo que quando o aluno atinge o ciclo prof is~ 
sional dificilmente abandona o curso. As entrevistas 
realizadas com a lunos de va n.os perÍodos mostraram 
que uma das principais causas da evasão é o desconhe­
cimento da profissão e a decepção do ingressante que 
esti intimamente relacionada com o elevado Índice de 
reprovação no ciclo básico conforme mostra o trabalho 
de Franco Jr . e Nascimento (1991). 

No Currículo do Curso de Engenharia Química, da 
Universidade Federal de Uberlândia havia uma discipli 
na de Introdução à Engenharia, que despertava pouco 
interesse nos alunos e não preenchia no seu conteúdo 
a necessidade de um melhor conhecimento da profissão 
escolhida. 

Partindo da constatação deste problema e de sua 
princ ipal causa, optou-se pela transformação da disci 
plina Introdução à Engenharia em uma outra mais espe~ 
cífica qu e pudesse fornecer maiores informaçÕes sobre 
a profissão do Engenheiro Químico e cr~ar mec·anismos 
de motivação do aluno ingressante. 

É importante registrar, nesse preâmbulo, que o 
IV ENBEQ (1991) traz em seu bojo, discussÕes profun­
das a respe ito do ciclo básico dos cursos de Engenha­
ria Química e nesse Último a primeira recomendação 
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não poderia deixar de s e r a implantação da disciplina 
Introdução à Engenharia Química nos cursos que não a 
possui em sua grade curricular e a reformulação dest ? 
disciplina nos cursos que já a ministra no sentido de 
forn ecer uma visão geral do curso e da profissão de 
Engenheiro Químico . 

METODOLOGIA 

A antiga disciplina Introdução à Engenharia foi 
transformada em Introdução à Engenharia Química 
( I EQ), sem perder o objetivo de fornecer ao aluno uma 
visão global da Engenharia . A maior modificação pro­
gramática na disciplina foi a inserção mais aprofunda 
da de tópicos específicos da Engenharia Química . -

Uma característica importante da disciplina IEQ 
e stá no fato de que ela é ministrada por um Engenhei­
ro Químico com pÓs-graduação na área de Engenharia 
Química isso vem permitir uma variância substa nc ial 
no curso em termos de enfoque além do que os exemplos 
e experiências vividos pelo profissional da área po­
dem ser mais facilmente explanados . 

Estudos realizados no colegiado de Curso em 
1989 permitiram gerar a ementa que se segue: 

Capítulo I - A_Engenharia -Histórico e Atribu~ 
çoes 

Capítulo II - Engenharia Química - Histórico, A 
tribuiçÕes,_ Curso e Perspectivas­

Capítulo III - O processo químico industrial e 
o trabalho do Engenheiro Quími ­
co. 

O Capítulo I do curso permite o conhecimento 
histórico da Engenharia Química desde seu surg imento 
primário, o entendimento de sua evolução, a iniciação 
da técnica científica, faz um paralelo entre Engenha­
ria Antiga e Moderna e seu surgimento no Brasil. Nes­
se capítulo é demonstrado, também, a partir de exem­
plos, a interação da Engenharia Química com outras en 
genharias justificando, assim, a necessidade de disci 
plinas no currículo mínimo do curso, que possibilitem 
diálogo entre Engenheiros das mais diversas modalida­
des. 

O Capítulo II caracterizado por constantes modi 
ficações levando-se em conta a evolução e bem dizer~ 
a modernidade dos cursos que constantemente se atuali 
zam. Dados a respeito do Curso de Engenharia Química~ 
desde o pioneiro em MIT (Massachussets Institute of 
Technology) em 1888 nos EUA, estão concentrados nos 
documentos finais dos ENBEQs, e servem de bibliogra­
fia de apoio . Assuntos como currículo, evasão, labora 
tórios didáticos, pesquisa, pós-graduação são profun~ 
damente explorados. 



O Último Capítulo procura esclarecer ao estudan 
te as mais diversas funçÕes do engenheiro Químico: 
bem como as mais variadas áreas de sua competência em 
que ele pode se empregar. Alguns conceitos importan­
tes ligados ao Balanço de Hassa e Energia e Análise 
de Processos Químicos, são introduzidos. NoçÕes de E­
conomia e Segurança constituem ainda, parte do conteú 
do do capítulo . -

O grande desafio da disciplina é a motivação do 
aluno ingressante. Para alcançar este objetivo foram 
desenvolvidas várias atividades sob a coordenação do 
professor da disciplina,que é o elo de ligação entre 
os calouros e o Departamento de Engenharia Química. 
Dentre estas, destacam-se: 

Debates em sala de aula sobre os seguintes as 
suntos: 
- o que é Engenharia QuÍmica? 
- quais as áreas de atuação do Engenheiro QuÍ 

mico? -
- por que você escolheu a Engenharia Química? 
Visita à biblioteca com orientação sobre uti­
zação do acervo bibliográfico e motivação na 
leitura de periódicos. 
Visita ao Departamento de Engenharia Química 
visando mostrar a estrutura administrativa, 
as pesquisas desenvolvidas pelos prof essores 
e os laboratórios didáticos. 
Palestra com o coordenador do Curso 
maçÕes sobre a grade curricular e 
importantes para o bom desemp enho 
do aluno. 

com infor­
sueestões 
acadêmico 

Palestras com os coordenadores das áreas de a 
tuação docente do Departamento de Engenharia 
Química (Eng. Bioquímica; Fenômenos de Trans­
porte e OperaçÕes Un i tárias; Termodinãmica, 
Cinética e Reatares; e Processamento Químico) 
com informaçÕes sobre o ensino, pesquisa e ex 
tensão desenvolvidos na área. -
Palestra com Engenheiros Químicos, ex-alunos, 
ou não, que atuam na Indústria, centro de Pes 
quisa e Universidades, visando fornecer infor 
maçÕes sobre o assunto e indicar sob sua óti= 
ca onde um Engenheiro Químico poderia atuar 
naquele processo. 
Programa Orientação-Motivação. 

O Objetivo deste programa ê dar ao aluno ingres 
sante um acompanhamento mais próximo de um docente do 
Departamento de Engenharia QuÍmica . Esta Orientação 
no primeiro perÍod~ do curso visa dar subsídios ao a­
luno para enfrentar as primeiras dificuldades da vida 
acadêmica, gera l mente as mais traumáti cas e que nor­
malmente levam ao abandono do curso. 

Este trabalho pode ser desenvolvido de forma di 
ferenciada pelos docentes, geralmente as principais 
açÕes são: despertara curiosidade científica dos alu­
nos, através do acompanhamento de um projeto de pequi 
sa; vÍdeos sobre a profissão; debate sobre as dificul 
dades do curso e palavras de incentivo. 

RESULTADOS E DISCUSSÃO 

A tabela 1 apresenta os resultados de uma ava­
liação feita pelos alunos sobre a disciplina ao térmi 
no da mesma. 

A tabela 2 mostra os resultados da avaliação 
dos discentes sobre o Programa Orientação-Motivação. 

Ao analisar os resultados das tabelas 1 e 2 ve­
rifica-se que os alunos aprovaram . a metodologia utili 
zada e que o programa Orientação-Motivação, bem como 
as atividades desenvolvidas proporcionaram aos alunos 
uma maior m0tivação na fase inicial do curso, perÍodo 
este responsável pelos maiores Índices de evasão. 

O colegiado ainda não possui resultados quanti­
tativos sobre a redução da taxa de evasão, mas quali­
tativamente já se percebe uma tendência de queda des­
te grave problema enfrentado pelos cursos de Engenha­
ria Química . 
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CONCLUSÃO 

Os alunos aprovaram a metodologia utilizada na 
disciplina Introdução à Engenharia Química . 

O problema da evasão pode ser atacado através 
de ações que crie condições de maior motivação do al~ 
no curso. 

Outras ações para atacar melhoras evasões de a­
lunos podem ser desenvolvidas através do conhecimento 
e análise das outras causas que levam o aluno a desis 
tir do curso. 
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TAB!o:LA 1. Média de r e sultados da Avaliação feita pe­
los alunos sobre a disciplina IEQ ao térmi­
no da mesma pa ra o 19 e 29 s emestr e de 
1991. 

1. Avalie seu conhecimento sobre a profissão de Enge­
nheiro Químico antes de iniciar o curso. 
(4 %) muito (38%) pouco 
(58 %) razoável ( - ) nenhum 

2. A disciplina IEQ o ajudou a compree nd e r o que se­
ria a En genharia Química? 
(88 %) muito ( - ) pouco 
(12 %) razoavelmente (-)não ajudou 

3. Quais das atividades desenvolvidas na dis c iplina 
você achou mais interessante? 

Debates em sala de aula 
- Trabalho sobre Indústria de Processos Químicos e 

a atuação do Engenheiro Quími co 
- O programa Orientação-Motivação 

Visita à Arafértil (industria) 
- Palestra com Engenheiros Químicos que atuam na 

indústria 
- Palestra com professores do departamento (Áreas 

do DEQ) 
- Orientação do professor 
- Maior contato com professores do departamento 

Seminário de Aglomeração de Fertilizantes 
- visita ao departamento. 

4. Quais atividad e s desenvolvidas você achou desneces 
sã ria? 

não deveria existir provas - 4% 
- nenhuma - 96% 

TABELA 2 . Média dos resultados referentes à avaliação 
do Programa Orientação-Motivação. 

1. Participação Discente 
Percentual de eventos 

nos Eventos do Programa 
Percentual de alunos do 

total 
(100 - 70%) 
( 70 - 40%) 
( 40 - 1 O%) 

2. Motivação do aluno 
Grande motivação 
Razoável motivação 
Pouca motivação 
Nenhuma motivação 

(40%) 
(40%) 
(20%) 

nas atividades 
(28%) 
(60%) 
( 12%) 
( - ) 



3. Opinião final 
Percentua l do 
(60%) 

do aluno a respeito do programa: 
Total Opinião 

Facilita a integração no 
curso 

(80%) 

( 16%) 

Auxilia no conhecimento 
da profissão escolhida 
Requer um tempo de dedi­
cação dispendioso 

( O%) Não é necessário. 

4 . Suges tões apres entadas pelos a lunos para a conti 
nuidade do prog rama 

Palestras sobre mercado de trabal ho 
Realização de trabalhos de pesquisa 
Maior cant ata com laboratõrios 
Aguçar no aluno a curiosidade ci entífi ca 
Visitas às Indústrias 
Não solicitar trabalhos es cr itos 
Continuar o programa ao longo do ciclo básico. 
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RESUMO 

Neste trabalho apresentamos as características de uma to~h~ de plasma de ~rco elétrico_ esta­
bilizada por vórtice de gás, utilizando ar 5omo g~s pla~"!"agenzco. Fo~am m~d1~as. a tens ao e a 
eficiência em função da corrente e da vaza.o ~e gas. Utzl1zan~o a Teona da S1m1landade _escreve­
mos a equação geral para a tensão e a ejic1encw . . Estas equaçoes apreser;-t~ram e~celente aJuste aos 
dados experimentais. Foram calculadas a ent~lpw e ,a temperatura medws do ]ato de plasma no 
bocal da tocha em Junção da corrente e da vazao de gas . 

INTRODUÇÃO 

A utilização dos arcos elétricos para o aquecimento de gases 
retrocede ao começo deste século. As aplicações iniCiais se limi­
tavam ao processamento químico (produção de fertilizante nitro­
genado e acetileno) e à iluminação. Em fins dos anos cinquenta 
a NASA desenvolveu tochas de plasma de grande potência para 
a simulação das condições existentes no espaço. As primeiras 
aplicações industriais surgiram, então, nas áreas do corte, fusão 
e solda de metais, e na deposição de filmes para a proteção con­
tra a corrosão, a abrasão e as altas temperaturas. A partir dos 
anos setenta acelerou-se o interesse das indústrias, nos países 
desenvolvidos , pela utilização do aquecimento à plasma nos pro­
cessos tecnológicos. Temperaturas fora do alcance das tecnolo­
gias convencionais de aquecimento (mais de 2.000 °C) podem 
ser facilmente atingidas e mantidas com as tochas de plasma. 
As transformações físicas e químicas ocorrem mais rapidamente, 
tornando possíveis instalações de pequeno porte, com altas den­
sidades de energia, pequena inércia térmica e alta eficiência. As 
perdas térmicas para o ambiente são bem menores que na com­
bustão, e, devido ao volume menor de gás, menores os efeitos 
ambientais. Gases oxidantes, neutros ou redutores podem ser 
utilizados em tochas com potências que vão de apenas algumas 
centenas de watts à vários megawatts. A metalurgia extrativa 
da redução direta de metais, a decomposição térmica de mi­
nerais, a criação de materiais com novas propriedades, a fusão 
de metais, a síntese de produtos químicos, a obtenção de pós 
cerâmicos ultrafinos, o corte de metais, a destruição de rejeitos 
tóxicos, a melhoria do valor energético dos combustíveis pobres, 
a deposição de filmes cerâmicos ou metálicos, são apenas alguns 
dos processos realizados com as tochas de plasma. 

Neste trabalho apresentamos um estudo de caracterização 
de uma tocha de plasma construída em nosso laboratório, fun­
cionando à ar comprimido e capaz de operar mais de cinquenta 
horas sem a troca dos eletrodos. Equações simples, ajustadas 
aos dados experimentais, e baseadas na Teoria da Similaridade, 
foram utilizadas na obtenção das características de tensão e 
eficiência em função da corrente e da vazão de gás. 

A função básica de uma tocha de plasma é a conversão de 
energia elétrica (efeito Joule) em energia térmica e cinética de 
um fluxo de gás. Fenômenos eletromagnéticos, gasodinâmicos e 
térmicos e grandes gradientes de temperatura e densidade estão 
envolvidos no interior da tocha de plasma. As equações que 
descrevem o plasma estacionário de arco elétrico contêem as 
equações gasodinâmicas (conservação de massa, quantidade de 
movimento e energia, respectivamente) (Zhukov et al., 1975, 
Shashkov e Yas'ko, 1973, Yas'ko, 1972), 

div (pv) = O 
p (v · grad)v = j x B - grad p 

(1) 
(2) 

pv·grad(h+~v2) = j·E+div(ÀgradT)+Q, (3) 

as equações eletrodinâmicas de Maxwell e a equação de Ohm, 

divj = O 
rot B = !1-oÍ 

3 = aE, 

(4) 
(5) 
(6) 

a equação de estado termodinâmico, 

p = pR9T, (7) 

as equações das constantes físicas do sistema p == p(T,p) , h = 
h(T,p), a= a(T,p), ).. == >..(T,p), J.L == p,(T,p), e as condições 
de contorno, sendo B - indução magnética, E - campo elétrico, 
h - entalpia, j - densidade de corrente, p - pressão, Q - fluxo 
de radiação, R9 == Ro/M - constante do gas, R0 - constante 
universal dos gases, T- temperatura do~- v- velocidade do gás, 
).. - condutividade térmica, p, - viscosidade, P,o - permeabilidade 
magnética, p - densidade e a - condutividade elétrica. 

Só é possível prever as características de uma tocha de 
plasma, baseando-se nas equações acima, nos casos mais sim­
ples. Em uma tocha de plasma o arco pode ter uma forma 
complicada, além de interagir com as paredes e com o escoa­
mento de gás, que na maioria das vezes é turbulento. O cálculo 
teórico de um arco desse tipo é uma tarefa extremamente difícil. 
O método da Teoria da Similaridade mostrou-se um meio efi­
caz de prever as características da tocha e, apesar da complexi­
dade dos processos que ocorrem no canal de arco elétrico, é 
possível limitar-se à um pequeno número de parâmetros adi­
mensionais. O método da Teoria da Similaridade reduz conside-
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ravelmente o volume de dados experimentais necessários para 
o projeto da tocha de plasma. Os parâmetros adiniensionais 
podem ser derivados pela análise das dimensões das grandezas 
constituintes ou pela redução das equações acima à sua forma 
adimencional. Este último método, mais geral, foi aplicado nos 
trabalhos (Shashkov e Yas'ko, 1973, Yas'ko, 1972). 

A experiência mostra que apenas cinco parâmetros adimen­
cionais são relevantes para a caracterização da tocha de plasma 
de arco com comprimento auto-estabelecido, com estabilização 
por vórtice e na ausêncià de campo magnético: o parâmetro que 
caracteriza o arco do ponto de vista. elétrico (Lei de Ohm), 

S _ aoUd 
u- I ' (8) 

o parâmetro que reflete o balanço de energia (energia elétrica 
pelo efeito Joule versus energia térmica do plasma), 

J2 
S; = a

0
h

0
Gd' (9) 



o parâmetro que caracteriza o escoamento (número de 
Reynolds), 

Re = povod G 
flo "' flod' 

(10) 

o parâmetro de Knudsen, que traduz a Lei de Paschen da rup­
tura elétrica, 

1 
Kn= pd (11) 

e o parâmetro geométrico, l = 1/d, sendo d- diâmetro interno 
do anodo, G - vazão de gás, I - corrente, l - comprimento do 
anodo e U - tensão. 

Esses parâmetros podem ser escritos na forma simplificada 

Ud P G 1 
Su = Col' Si= C1Gd' Re = C2d' Kn = C3pd' (12) 

onde Co, C1 , C2, C3 são combinações dimensionais das pro­
priedades físicas (densidade, viscosidade, etc), tomadas como 
valores de referência no ponto de inflexão da função u = u( h) 
(Fig. 1 ), resultando em valores constantes para cada gás (Yas'ko, 
1969). 

A equação característica tensão-corrente da tocha de 
plasma obtém-se, então, pela fórmula: 

S - CS"'" R 13" r/ "'~" u- i e 1\.n , (13) 

onde C, a", {3", 1" são constantes. Observando que d/ I = 
[P/ Gd] -o,s · ( G / dt0•

5
, podemos explicitar na equação acima 

a tensão, obtendo-se para a característica tensão-corrente a 
equação: 

U =Cu[~:]"' (~)13 (pd)"'t . (14) 

De forma semelhante, teremos a equação para a eficiência, 

1 ~ TJ =C~(~:)"'· (~)11' (pd)"'t' (~)6', (15) 

onde TJ é a eficiência térmica e Cu, C~, a, {3, ,, o:', {3', 1', 8' são 
constantes. Considerando uma tocha de plasma com geometria 
fixa, onde o comprimento I e o diâmetro d são constantes, pode­
mos utilizar as formas simplificadas para as equações acima, 

I 

e 

U = AimGn 

1- TJ = BJPGq, 
TJ 

(16) 

(17) 

onde A, B, m, n, p, q são constantes determinadas experimen­
talmente. 
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Fig. 1: Condutividade elétrica de vários gases em função da 
entalpia à pressão atmosférica (Yas'ko, 1969). 

PROCEDIMENTO EXPERIMENTAL 

Neste trabalho foi utilizada uma tocha de plasma de arco 
não-transferido, com canal reto e polaridade direta (anodo à 
jusante, catodo à montante), do tipo "arco de comprimento 
auto-estabelecido", estabilizada pelo fluxo em vórtice do gás, 
com catodo de zircônio prensado e anodo tubular de cobre. A 
câmara de vórtice, situada entre o catodo e o anodo, tem 68 mm 
de diâmetro e seis furos tangenciais que provêem o gás de rotação 
e estabilizam o arco no eixo do canal. A tocha funciona com ar 
comprimido, fornecido por um compressor de ar e é alimentada 
por uma fonte de potência DC de 50 kW, que fornece 820 V 
em circuito aberto e 200 A em curto-circuito. A fonte tem 
característica mergulhante e foi construída na base de trans­
formadores de solda. Os eletrodos da tocha são refrigerados à 
água em circuito fechado e as vazões são de aproximadamente 
de 1 1/min para o catodo e 5 1/min para o anodo. 

A iniciação do arco é obtida com uma fonte de ignição de RF 
de 10 kV. O processo de ignição é inicializado com gás argônio. 
Um sistema eletrônico, contendo um sensor de corrente, realiza a 
entrada do ar comprimido e desliga o argônio automaticamente. 
O argônio é utilizado devido ao seu potencial de ruptura que é 
inferior ao do ar na pre~;~são ambiente. O catodo permite suces-
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Fig. 2: Característica V-I da tocha de plasma. Pontos experi­
mentais e curvas de ajuste. 
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Fig. 3: Eficiência térmica da tocha de plasma. Pontos experi­
mentais e curvas de ajuste. 
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Fig. 4: Entalpia média do jato de plasma no bocal da tocha de 
plasma em função da corrente e da vazão de gás. 

sivas reigmçoes, apesar da superfície cerâmica, não condutora 
de eletricidade à temperatura ambiente. A tocha de plasma 
opera mais de 50 horas em correntes de 100 A, sem a troca dos 
eletrodos. 

As características externas (potência, tensão, corrente, 
vazão de gás, pressão) da tocha podem variar numa extensa 
faixa, bem como podem ser feitas alterações no diâmetro e 
no comprimento do canal, o que permite alargar mais essa 
faixa operacional. As medidas foram realizadas para anodo de 
9,52 mm de diâmetro interno e 120 mm de comprimento, vazão 
de ar comprimido de 0,5 à 3 gfs, pressão na entrada de 2 à 5 atm, 
corrente de 50 à 150 A e tensão de 200 à 400 V. A potência na 
tocha é de 10 a 50 kW. 

RESULTADOS 

Na Fig. 2 apresentamos a característica V-I da tocha em 
função da corrente, para diferentes valores da vazão de gás . 
Estão representados os pontos experimentais , juntamente com 
as curvas V-I, ajustadas aos pontos experimentais pela Teoria 
da Similaridade. A característica V-I foi calculada. pela fórmula 
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Fig. 5: Temperatura média. do jato de plasma no bocal da tocha 
de plasma em função da corrente e da vazão de gás. 

(16), através de uma regressão multilinear aos pontos experi­
mentais do tipo y = ao + a 1x1 + a2x2, tomando-se o loga.rítimo 
da equação (16). Cada ponto experimental representa. a média. 
sobre 3 medidas. Observamos que a. característica. V-I é do tipo 
descendente e é dada pela equação: 

(18) 

sendo U a tensão em Volts, I a corrente em Amperes e G a 
vazão em kgfs. 

Medidas foram realizadas para a obtenção da eficiência da 
tocha. As perdas térmicas para os eletrodos foram calculadas 
através da fórmula Pe = L:maiCpa;6.Ta;, sendo ma; a vazão da 
água, Cpai o calor específico e 6.Tai a variação de temperatura. 
da. água.. A eficiência é calculada por TJ = ( P - Pe) / P, onde 
P = UI é a potência elétrica fornecida.. Na Fig. 3 vemos o 
comportamento da eficiência da tocha em função da corrente e 
da vazão. São apresentados os dados experimentais e as curvas 
de ajuste, dadas pela equação: 

1-TJ -- = 1,3442 x I0-3Io,4544a-o,soo3 (19) 
TJ , 
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Fig. 6: Comparação entre a. tensão teórica e a. experimental. 
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obtida de forma análoga à. equação (18). 
A entalpia do gás na saída da tocha de plasma foi calculada 

pela fórmula !:).h = 1JP/G. Na Fig. 4 mostramos a entalpia na 
saída do canal em função da corrente e da vazão. Utilizando uma 
tabela de h = h(T) (Vargaftik, 1972), obtém-se a temperatura 
média do plasma no bocal (Fig. 5). Nas Figs. 6 e 7 apresen­
tamos uma comparação entre os resultados experimentais e o 
ajuste teórico, respectivamente, para a característica V-I e a 
eficiência. Como se observa, há. uma excelente concordância en­
tre os pontos experimentais e os resultados previstos pela Teoria 
da Similaridade. 

CONCLUSÕES 

Neste trabalho apresentamos as características de tensão, 
eficiência, entalpia e temperatura média no bocal de uma tocha 
de plasma de ar, estabilizada por vórtice. Foi utilizada a Teo­
ria da Similaridade para a tensão e a eficiência da tocha em 
função da corrente e tendo como parâmetro a vazão de gás. 
Mostramos que a Teoria da Similaridade permite prever, com 
excelente precisão, a característica V -I e a eficiência térmica. 
Foram, também, obtidas a entalpia e a temperatura do jato de 
plasma no bocal da tocha. 
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ABSTRACT 

The Theory of Similarity was·used to obtain a complete charac­
terization of an air vortex-stabilized plasma torch. The voltage 
and the efficiency were measured as functions of the current 
and the gas flow rate. General equations for the voltage and 
the efficiency were obtained, which showed good agreement to 
the experimental results. We also calculated the average plasma 
enthalpy a.nd the tempera.ture a.t the exit of the plasma torch. 
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RESUMO 

Os sistemas de refrigeração de reatores nucleares espaciais incluem bombas eletromagnéti­
cas termoelétricas, responsáveis pelo controle do escoamento do fluido refrigerante. Com o ob­
jetivo de se alcançar capacitação teórica e experimental no desenvolvimento deste importante 
equipamento, construiu-se um protótipo de bomba eletromagnética de corrente contínua. Neste 
trabalho são apresentados os transitórios de temperatura no núcleo dos enrolamentos para dife­
rentes valores de corrente elétrica, visando definir os limites operacionais da bomba. Simulações 
com o programa HEATING5 apresentam resultados compatíveis aos experimentais. 

INTRODUCÃO 

Como uma primeira etapa no desenvolvimento de bom­
bas eletromagnéticas fermoelétricas (EMTE) que controlam 
o escoamento nos circuitos de refrigeração de reatores nu­
cleares espaciais, está-se ensaiando um protótipo de bomba 
eletromagnética de corrente contínua com magneto no for­
mato tipo "C" de aço SAE 1020. A circulação de corrente 
elétrica nos enrolamentos que envolvem o magneto, coloca­
dos próximos aos polos, induz um campo magnético no en­
treferro, no qual há um canal onde escoa um fluido condu­
tor, tal como mercúrio. Impondo-se uma corre1\te elétrica no 
fluido, perpendicular ao campo magnético, é produzida uma 
força magnetomotriz que obedece a lei de indução de Fara­
day. Esta força, perpendicular à corrente elétrica e ao campo 
magnético, movimenta o fluido condutor (Borges, 1991) 

Desta forma, o sistema composto pelo magneto "C", 
enrolamento, canal e fontes de corrente elétrica caracterizam 
uma bomba eletromagnética de corrente contínua, que con­
trola o escoamento do fluido condutor. 

O objetivo deste trabalho é apresentar o estudo teórico 
e a avaliação experimental do comportamento térmico do 
conjunto "magneto "C" - enrolamento" de um protótipo de 
bomba, para diversas condições de operação. 

A potência Joule dissipada nos enrolamentos de fio de 
cobre provoca o seu aquecimento, do magneto "C" e do ar 
ambiente. A avaliação da transferência de calor envolvida nos 
estados transiente e estacionário, foi dividida em três etapas: 
na primeira, estudou-se o conjunto com o programa HEA­
TING5, obtendo-se as curvas teóricas de temperatura para 
diversas condições de operação a partir das quais definiu-se 
a classe de isolamento térmico dos fios de cobre dos enrola­
mentos. Na segunda etapa, mediu-se a temperatura em dois 
pontos do enrolamento em função do tempo, sendo ainda le­
vantadas as curvas de potência experimental fornecidas pela 
fonte de corrente. Em seguida, estas curvas de potência foram 
utilizadas como dado de entrada do HEATING5 e as novas 
curvas teóricas de transferência de calor foram comparadas 
às temperaturas obtidas experimentalmente. 

AVALIACÃO TEÓRICA 

Para avaliar a transferência de calor envolvida nos es­
tados transiente e estacionário, foram assumidas trocas por 
condução, convecção natural e por radiação. O cálculo foi 
efetuado com auxílio do programa HEATING5 (Colman). 

Este estudo de transferência de calor para valores dife­
rentes de potência Joule, envolve um processo repetitivo de 
substituição desses valores no arquivo de entrada do HEA­
TING5. Para minimizar a intervenção do usuário nesse pro­
cesso, desenvolveu-se um programa denominado AUTHEAT, 
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que altera, automaticamente, a entrada de dados para os va­
lores desejados(Sircilli Neto, 1991). 

Nessa seção apresenta-se o modelamento do magneto 
"C" e das bobinas, feito de acordo com a geometria e condi­
ções de contorno do problema. Em seguida apresentam-se 
os resultados obtidos utilizando-se o programa HEATING5 e 
uma discussão desses resultados. 

Modelamento do Conjunto. No modelamento do con­
junto, apresentado na Figura 1, adotou-se o sistema de coor­
denadas cartesianas. Dividiu-se o conjunto em 37 regiões e 
assumiram-se as condições de contorno de troca de calor apre­
sentadas na Figura 2: troca por convecção natural, radiação 
entre superfícies paralelas frontais e somente por convecção 
natural nas demais superfícies. 

No cálculo do coeficiente de transferência de calor por 
convecção natural,hm, utilizou-se uma equação simplificada 
para ar a pressão atmosférica e temperaturas moderadas: 

hm = 1, 31(~T) 1 13 (Wjrn 2 °C) , 

onde ~ T é a diferença de temperatura. 

MAINITO '"c• CORTE LONGITUDINAL SIMÉTRICO 

Figura 1. Esquema do conjunto "magneto C e bobinas". 

(1) 

O coeficiente de troca de calor por radiação utilizado foi 
de 4, 5310-8 Wjm 2 K 4 , que corresponde ao produto da cons­
tante de Stefan-Boltzmann pela emissividade da superfície 
(0,8). 

Foram consideradas as propriedades do ar e do ferro 
utilizado no magneto "C" (condutividade térmica, massa es­
pecífica e calor específico) independentes da temperatura, 
adotando-se valores a 20°C. Para a condutividade térmica 



e massa específica do enrolamento foram utilizados valores 
obtidos experimentalmente enquanto o calor específico foi to­
mado como o do cobre puro a 20°C. Essas propriedades do 
enrolamento também foram consideradas como independen­
tes da temperatura. 
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Figura 2. Condições de contorno de troca de calor assumidas. 

Resultados Obtidos. Na Figura 3 é apresentada adis­
tribuição de temperatura gerada pelo HEATING5 para po­
tência Joule de 4 x 104 W/m3 dissipada em cada bobina . 
Nota-se que a máxima temperatura é de 182,03°C. O plano 
y = 16,5 cm da figura é o plano de simetria do conjunto mag­
neto "C" e bobinas, estas últimas representadas pelas áreas 
hachuradas. Linhas horizontais e verticais foram evidencia­
das para facilitar a visualização do conjunto. 
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Figura 3. Mapa de temperaturas gerado pelo HEATING5. 

Na Figura 4 apresenta-se a variação temporal da tem­
peratura máxima gerada pelo HEATING5 para o conjunto, 
para várias potências Joule. 
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Figura 4. Família de curvas do estado transiente para 
o ponto de máxima temperatura. 
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Discussão da A valiacão Teórica. A escolha do fio con­
dutor para confecção dos enrolamentos deve ser feita em 
função da potência elétrica de trabalho, da vida média dese­
jada e do custo do fio . 

Da Figura 4, assumindo-se a potência Joule de traba­
lho de 4 104 Wfm 3 , prevista para a operação do protótipo 
da bomba eletromagnética, obtém-se a temperatura máxima 
de, aproximadamente, 180°C. Esse valor de temperatura li­
mita a classe térmica do isolamento usado no fio da bobina. 
Para o condutor PIRETERM da Pirelli, por exemplo, que é 
um fio isolado com esmalte a base de resina poliesterimida 
pertencente a classe 180°C, a vida média situa-se em torno 
de 100.000 horas para operação a essa temperatura. Para 
operação a 200°C, essa vida média é em torno de 15.000 ho­
ras e é de aproximadamente 2.000 horas para operação em 
220°C. Já o condutor POLITERM 200, do mesmo fabricante, 
um fio isolado com esmalte à base de resina poliesterimida e 
revestimento de amida-imida, pertencente a classe de 200°C, 
tem vida média de aproximadamente 25.000 horas a 200°C 
(Migliano, 1989; Pirelli, 1985). 

Obtém-se, ainda da Figura 4, uma avaliação de tempo 
da ordem de várias horas para se levantar uma curva experi­
mental representativa. 

AVALIAÇÃO EXPERIMENTAL 

Os ensaios de mapeamento térmico do magneto neces­
sitam de um longo tempo para a obtenção de dados. Nestes 
ensaios, sensores de temperatura ( termopares) são colocados 
em pontos diferentes do enrolamento e uma medida ele tensão 
nos terminais do termopar é feita a cada intervalo de tempo, 
até que se obtenha uma curva representativa para uma de­
terminada corrente elétrica fornecida. 

O controle do ensaio é realizado com o auxílio de um 
programa denominado TERMI-.:F , elaborado para a comu­
nicação entre um microcomputador compatível com II3M-PC 
e o multímetro utilizado nas medidas de tensão nos termo­
pares . Este programa foi escrito na linguagem Quicki3A­
SIC e foram usadas as funções aplicativas do interfaceamento 
GPIB/STD-8410 (Borges; STD-8410). 

Instrumentação Utilizada.. Na obtençà.o dos dados ex-
perimentais foram utilizados a seguinte ins t.nunentaçà.o: 

- Microcomputador compatível IBM-PC; 

- Interface GPII3/STD-8410; 

- Fonte HP 6030A ; 

- Multímetro HP3457 A ou compatível; 

Impressora com 132 colunas; 

Termoparcs tipo K. 

A Figura 5 apresenta um esquema de montagem dos 
dispositivos utilizados para medidas de temperatura. Como 
junção de referência a zero graus Centígrados são utilizados 
termopares tipo K imersos em mistura água-gelo . 

Programa de Interfaceamento. O programa TERMKF 
elabora a tabela de temperaturas e potência elétrica fornecida 
aos enro~amentos, em função do tempo de ensaio e grava em 
um arqu1vo. 

Para o cálculo das temperaturas de interesse o pro­
grama utiliza a tabela de correlação (tensão x temperatura) 
para o termopar tipo K (Níquel-cromo/Níquel-Alumínio) 
com a junção de referência a zero graus Centígrados. Esta 
tabela apresentada na forma de um vetor unidimensional, 
tem as tensões (em microvolts) armazenadas nos elementos 
da matriz, e os valores de temperatura correspondentes rela­
cionados com o índice do vetor. Os valores de temperatura 
são portanto obtidos através da interpolação linear dos da­
dos da tabela de calibração do termopar para a diferença de 
potencial lida. 
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Figura 5. Esquema da instrumentação utilizada no ensaio de mapeamento térmico. 

Resultados Experimentais. Os dois termopares foram 
colocados internamente à bobina, durante a sua montagem, 
sendo o primeiro no centro da bobina (Ponto A) e o outro a 
um terço da superfície lateral (Ponto B), como apresentado 
na Figura 6. 

Figura 6. Localização dos termopares no enrolamento. 

Apresenta-se na Figura 7, as curvas de potências for­
necidas pela fonte de corrente às bobinas. Nota-se que as 
potências apresentam um aumento durante o ensaio devido 
ao aumento de temperatura dos enrolamentos e consequente 
aumento da resistência elétrica do conjunto de bobinas, ten­
dendo à estabilidade no final do transitório. 
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Figura 7. Curvas de potência elétrica fornecida pela fonte. 

A temperatura medida pelos termopares tipo K nos 
pontos A e B da Figura 6 para potência Joule correspondente 
a 5 Ampéres pode ser observada na Figura 8. Nota-se que 
inicialmente as temperaturas nos dois pontos são iguais à 
ambiente, passando a aumentar devido ao aquecimento Joule, 
terminando com a temperatura no Ponto A maior do que no 
ponto B. Com o desligamento da fonte passou-se a avaliar o 
transiente de resfriamento do enrolamento até 80000 s. 
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Figura 8. Curvas de temperatura nos pontos A e B para 
5 Ampéres. 

Na Figura 9 apresenta-se as curvas de temperatura no 
ponto A para as correntes de opera~ào de 31 5 e 7 Ampéres. 
Nota-se que as temperaturas iniciais correspondem a tem­
peratura ambiente local no início da experiência, aumentam 
aurante o transitório estudado e alcançam uma temperatura 
final que corresponde ao estado estacionário. 
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Figura 9. Curvas de temperatura no centro do enrolamento. 



COMPARACÃO ENTRE VALORES TEÓRICOS E 
EXPERIMENTAIS 

Com base na geometria da bomba eletrornagnética de 
corrente contínua e na localização dos terrnopares colocados 
no enrolamento, foi atualizada a entrada de dados do HEA­
TING5. 

Na Figura 10 apresenta-se a curva experimental obtida 
para a corrente de 7 Arnpéres e algumas curvas teóricas cal­
culadas com o HEATING5 para a temperatura no nó corres­
pondente ao ponto A da Figura 6. 
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Figura 10. Curvas experimental e teóricas para a corrente de 
7 Ampéres. 

Nesta figura observa-se que a curva A para potência 
Joule constante de 121 W, com condutividade térmica média. 
do enrolamento constante e igual a 1,23 W jm°C e tempe­
ratura ambiente constante e igual à inicial, ou seja 24,8°C, 
apresenta-se mais próxima da experimental com erro máximo 
de 4°C até os primeiros 20000 s de simulação. Em seguida, 
essa curva ultrapassa a curva experimental e acaba por repre­
sentar a maior diferença na temperatura final entre as curvas 
A, B e C. 

Nota-se ainda que, extrapolando a curva experimental, 
a temperatura final deve ficar entre as duas curvas teóricas B 
e C, nas quais utilizou-se a potência fornecida pela fonte de 
corrente como dado de entrada do HEATING5. Em ambas, 
considerou-se ainda a variação da condutividade térmica em 
função da temperatura. A diferença entre elas está na tempe­
ratura ambiente, considerada constante e igual a temperatura 
inicial no caso da curva B, e observando-se o decréscimo da 
temperatura ambiente de 24,8 até 19°C no caso da curva C. 
Esta última curva apresenta. a menor temperatura para o es­
tado estacionário final, ou seja l13°C, e apresenta o formato 
mais compatível com a curva experimental. 

CONCLUSÃO 

A avaliação teórica da transferência de calor no con­
junto "magneto C e bobinas" foi inicialmente realizada com o 
programa HEATING5. Utilizando as temperaturas máximas 
ocorridas no plano de simetria do conjunto, foram traçadas 
as curvas do estado transiente, para várias potências Joule 
(Figura 4). 

Como produto da avaliação teórica inicial, deter­
minou-se o fio condutor do enrolamento, cuja escolha deve 
ser feita em função da potência de trabalho, da vida média 
desejada e do custo do fio. Da Figura 4, para a potência 
Joule de 4x104 W/m3 prevista para a operação do protótipo 
da bomba eletrornagnética, obteve-se a temperatura rnaxirna 
de 180°C. Esse valor definou a classe térmica do isolamento 
usado no fio da bobina. Com as curvas para o estado tran­
siente, avaliou-se os tempos necessários de experimentação 
para obter-se curvas representativas, chegando-se à conclusão 
que era necessário automatizar as medidas devido aos longos 
tempos (tipicamente 12 a 18 horas para atingir o estado esta-
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cionário ). Partiu-se então, para a automatização das medidas 
de temperatura através de interfaceamento com uma placa 
GPIB/STD-8410 e elaborou-se o programa TERMKF. Na 
experimentação obteve-se a curva apresentada na Figura 9, 
que define que seja aplicada urna corrente máxima de 7 Am­
peres nos enrolamentos, para o caso de convecção natural, 
sem comprometer a vida média do isolante do fio condutor. 
Se houver necessidade de corrente maior, será necessário con­
vecção forçada sobre o dispositivo. 

Na comparação entre os valores teórico e experimental 
(Figura 10), observou-se que as curvas fornecidas pelo HE­
ATING5 para o estado transiente fornecem inicialmente um 
valor ligeiramente menor, cruzam-se com a experimental e de­
pois atingem valores maiores. Para se obter um ajuste melhor 
entre essas curvas teórica e experimental, devem ser conside­
radas as variações dos parâmetros relevantes (condutividade 
térmica, temperatura ambiente e potência Joule dissipada) 
em função do tempo e/ou temperatura. 

Por fim, tem-se que a avaliação teórica inicial feita utili­
zando o programa HEATING5 auxiliou de modo plenamente 
satisfatório no projeto do magneto"C", para uso em bomba 
eletromagnética, tanto na especificação do isolante do fio de 
cobre, quanto na avaliação do tempo de experimentação ne­
cessários . 
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ABSTRACT 

Nuclear Space Reactor 's refrigeration systems include 
Thermoelectric Electromagnetic Purnps, which are responsi­
ble for the contra! of the refrigerant fiow. ln order to achieve 
theoretical and experimental know-how in the developrnent 
of such important equipament, a prototype using direct cur­
rent (DC) was built. This work presents the temperature 
transient observed in the winding for diferent values of cur­
rents to define the purnp operational lirnits. Good results 
were obtained when comparing experimental anel sirnulated 
data, performed with the HEATING5 code. 
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SUHÁRIO 

Neste trabalho proc-ura-se apresentar os Fenômenos 
Convectivos de Transporte em -um contexto científico, através da 
interpretação da relação Ca-usa-Efeito, na q-ual os Fenômenos de 
Transporte se inserem. Dessa relação, s-ur(f5em o s coeficientes 
convecti'uos como f-unção da constituição e do moviment o do meio 
em q-ue ocorre o fenômeno de transferência. 

INTRODUÇÃO 

O aluno de um Curso de Engenharia em que 
há disciplinas relacionadas a Fenômenos de 
Transporte, fica na expectativa da sua 
aplicação imediata em projetas de Engenharia. 
Tal expectativa é, neste enfoque, frustrada, 
pois Fenômenos de Transporte, antes de ser um 
aplicativo, é Ciência, pois vem a interpretar 
as diversas relações Causa-Efeito inerentes a 
um determinado fenômeno físico. Uma dessas 
relações foi explorada em trabalho anterior, 
Cremasco (1991), para os Fenômenos Difusivos 
de Transporte como: 

(Movimento) ~ ( Força Motriz) (1) 

O Movimento, traduzido no transporte de 
uma determinada grandeza física, é causado 
por uma força motriz . No entanto, o teor da 
resposta desse transporte está associado à 
resistência oferecida pelo meio em que ocorre 
o Fenômeno.Deste modo,a proporcionalidade (1 ) 
pode ser escrita como : 

Cfl uxo) = 
( 

pr opr i edade J 
de transporte · ( 

força] 
motriz 

(2) 

No caso de Fenômenos puramente 
moleculares, a igualdade (2) foi posta como: 

(3) 

onde A é a área normal ao fluxo da grandeza 
física, ~; b, propriedade de transporte; p , 
massa especifica ou massa especifica vezes 
calor especifico, CpCp), para transporte de 
energia, ou concentração mássica da mistura, 
para transporte de matéria;b/p= ó,caeficiente 
difusivo; P, potencial de transporte e CpP) 
concentração da potencial de transporte, ~· O 
Quadra 1 apresenta tais parâmetros para as 
três Fenômenos de Transporte. 

O Quadra 1 pode ser resumida na seguinte 
expressão: 

...... = " d~ 
'f'Y - O dy (4) 
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Quadr-o 1: Fenômenos Difusivos de Transporte 

Fenômenos Quantidade Energia Matéria 
Transporte de Movimen to 
Fluxo da Ação Viscosa Calor Massa 
Grandeza <J:ry Tyx q / A jA,y 

Potencial Velocidade Tempera Fração 
Transporte: u tura, Mássica, 

w p T A 
Concent. pu pT pwA = PA 
de P: pP= ~ 
Propriedade Viscosidade Conduti vi Coeficien 
Transporte: Dinâmica, f-1 da de Tér=- te de Di=-

b mica, k fusão, D 
Coeficiente Di fusi vi dade Di fusi vi- Di fusi vi 
Difusivo : 6 Cinemática, da de Tér- da de Más-

L> mica, ()( sica, D 

A expressão C4) descreve as leis de 
flux o na forma difusiva a nível molecular . 
Cremasco (1991) formulou que à medida em 
que se procura interpretar o coeficiente di­
fusivo ó, o Fenômeno Molecular pode ser apre­
endido, pois a interpretação de ó está inti­
mamente relacionada ao entendimento do modelo 
fenomenológico adotado para a sua estimativa. 
Tal raciocínio levou o autor à apresentação 
do Quadro 2: 

Quadra 2: Características do Fenômeno 
Molecular 

-Transporte Molecular 
-Influência Interna ao Transporte Molecular 
-Propriedade Fenomenológica 

TRANSFERÊNCIA SIMULTÂNEA DE UM FENÔMENO DE 
TRANSPORTE COM O. MOVIMENTO DO MEIO A NÍVEL 
MOLECULAR 

Entenda-se, aqui, por Transporte 
Mal ecul ar aquele devi do somente às cal i sões 
moleculares, ande o fluxo fenomenológico é 
descri lo pela Equação C 4) . Deste modo, 
pode-se ilustrar o Fenômeno de Transporte 
ocorrendo numa película gasosa estagnada que 
r epausa sobre uma placa-plana, . como 
apresentado na Figura 1. 



-- -- - - - · y=d 

t ~y y=Ü 

Figura 1 . Película 
Estagnada 

F~L- ___ --~ __ -Y=d 

T t ~y .__ yx y=Ü 
77777 77 
Figura 2. Película 
em Movimento 

Há de se notar que o fluxo 4Y na Figura 
1 só existe 
cal unas 3 e 
inicialmente, 

para os Fenômenos contidos nas 
4 do Quadro 1. Considerahdo, 

a aplicação de uma força 
tangencial, F, sobre a superfície exposta da 
película gasosa de área \1/'L, tem-se o seguinte 
esquema: 

causa --> 
CD 

efeito 
CD 

_ causa ---> efeito (5) 

CID CID 

Identificando causa CI) = F / \1/'L; efeito 
CI ) =causaCII)=taxa de deformação e efeitoCII) 
= "transferência de velocidade", associada à 
ação viscosa = Tyx. Considerando que a ação 
viscosa se mantenha constante ao longo do 
tempo; o movimento do meio, de acordo com a 
proporcionalidade ( 1), pode ser descrito por: 

efeito CII) a causa CII) (6) 

Ao se identificar esse Fenômeno de 
Transporte à cal una 2 do Quadro 1, pode-s e 
verificar a sua influência a ní vel molec ul ar 
no fluxo ~Y· Esse fluxo é aquele associado à 
coluna 3 ou à coluna 4 do Quadro 1. A 
si mullanei dade dos Fenômenos são descri tos, 
portanto , pelo Quadro 2 e sintetizada nos 
coeficientes difusi vos ~ e ó ( a ou 0 ). Nes t e 
caso os fenômenos que o c orrem no meio repre­
sentado na Fig. 2, são governados pela açâo 
de efeitos mal ecul ares, e o escoamento da 
película gasosa ocorre em regime laminar. 

TRANSFERÊNCIA SIMULTÂNEA DE UM FENôMENO DE 
TRANSPORTE COM O MOVIMENTO TYRBULENTO DO MEIO 

Na descrição da Convecção Forçada 
CEnergia ou Matéria) é fundamental o 
conhecimento do campo de velocidade para 
depois acoplá-lo às equações referentes a 
outro campo de um certo potencial P . Para 
tanto, de modo a propiciar um suporte lógico 
ao aprendizado, sugere-se a lembrança de como 
foram obtidos os Quadros 1 e 2, assim como a 
Eq. C 4) . 

O primeiro passo é obter uma expressão 
semelhante à Eq. 4 para o fluxo macroscópico 
de Quantidade de Movimento. Isto é possível 
através de uma apresentação qualitativa e 
simplificada da turbulência,como por exemplo, 
através do Modelo do Comprimento de Mistura 
de Prandtl . Esse modelo é análogo à descrição 
do Caminho-Livre-Médio obtido da Teoria Ciné­
tica dos Gases . 

De modo a apresentar essa analogia, 
considere o regime turbulento representado na 
Figura 3 . 

-;;, 1 Uoo 
~ = 'lloo- - - - - - - - - - -- y=d 

•• .,~yd] 
Figura 3 . Escoamento 
Turbulento 

v 

t 
Figura 4. Flutu­
ações da Concen­
tração no tempo 
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Tomando um ponto em uma região qualquer 
entre O < y < d na Fig . 3; verifica-se que a 
concentração ~· em um certo tempo t, pode ser 
obtida pela soma de uma concentração média ~ 
mais uma componente flutuante, ~·. como re­
presentado na Figura 4 . Elegendo a concentra­
ção média da Figura 4, pode-se ilustra-lá na 
Figura 5. 

regiao B 

regiao o 

I 1 > · ~· · ' reg 1.ao A 

fs "fo 
Figura 5. 
distintas 
ções ~ 

h ~ 

Regiões de 
concentra-

y' "'y 
região B 

regiao O 

I~ À -
reg i ao A 

* v 

v B 111 0 v A v 
Figura 6 . Regiões 
de distintas con-
centrações ~ 

A Figura 5 é análoga aquela apresentada 
por Cremasco (1991), Figura 6, para a análi­
se dos Fenômenos Mal ec ul ares de Transpor te. 
Deste modo, pode-se ilustrar, para efeito de 
comparação, as Figuras 5 e 6 na Figura 7. 

y Fy 
regi ao B 

reg i b.v O 

reg iao A 

CB c o CA c 

Figura 7. Regiões de 
distintas concentra­
ç ões C 

y 

{~ 
c 

c 

Figura 8 . *Co mpri­
mento d 

De posse da FigUJ' a 7, pode-se traçar uma 
analogia entre os Model o s do Caminho-Li vre­
Médio e Compr1mento de Mistura de Prandtl n o 
Quadro 3. 

Do Quadro 3, verifica-se 
gl o bal na direção y 
Equações 4 e 10, por : 

é 

8y = - C Ó + ÓT) dlj; 
dy 

dado, a 
que o fluxo 

partir das 

(11) 

Há de se notar, por intermédio do Quadro 
3, que o entendi mente do Fenômeno de 
Transporte, traduzido na expressão (11), pode 
ser feito a partir do modelo adotado para a 
difusividade m (penúltima linha do quadro 3) . 
Enquanto que a nivel molecular predominava a 
ação da interação molecular, produto (9.1); a 
nivel macroscópico, há a ação decisiva do mo­
vimento do meio,produto (9 . 2), na transferên­
cia da concentração ~-

SOBRE O COEFICIENTE CONVECTIVO 

Para efeito de apresentação qualitativa, 
pode-se considerar no escoamento a existência 
somente do núcleo turbulento como ilustrado 
na Figura 3, de modo que ÓT >>> ó. Assim, o 
fluxo global, dado pela Equação 11, pode ser 
escrito por: 

8y = - ÓT dlj; 
dy (12) 

I 
) 

\ 
I 
~ 
} 
i 
I 
I 

I 
! 
{ 
! 
! • i 
I 

l 
I 
I 
~ 
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Quadro 3: Analogia en~re os Modelos do Caminho­
Livre-Médio e Comprimen~o de Mis~ura 

de Prandtl 

Parâme~ros 
Modelo do Modelo do 

Analógicos 
Caminho- Comprimen~o 

Livre-Médio de Mis~ura 

de Pl-and~l 
Fluxo na di!-eção y 1 o V'lf'' C8.D 
Fy 6 lfJ = v. c 

velocidade 
velocidade velocidade de 
média mole- flutuação em y 

v cular, o v' 
-

I Concen~ração, c lfJ lfJ 

Concentração na * - -
região 'I' = lfJ - lfJ lf/A = lf/0 - lfl' 

A; Fig. 7 A o 

Concentração, * djp c . * dlfl =-À lfl' = -l 
da Fig. 8: lfJ dy dy 

* c = * * d dC / dy (8 . 2) 

* dis~ância, d • caminho-li- comprimenlo de 
Fig. 8 vre-médio,À mistura, l 

Fluxo Líquido = Clf/A- lfls)0/6 cjp - jpB) v' 
(fluxo A fluxo 8) A -

Fluxo, 
dC 

1 o À dlfl V'T djp - 3 dy 
-

dy Fy = - m 
d y 

" conslante" 1/3 o À v' l 

fenomenológi ca C9. 1) C9. 2) 

difusividade 
difusivida- difusividade 
de molecu- tw-bi l honar: 

m la!' : ó ÓT 

Fluxo, Fy </>y = -6 dlfl </>~ =-ÓT dlfl C10) 
dy dy 

Retomando o raciocínio em que se procu­
rando intel-preta!' o coeficienle fenomenológi ­
co alravés de um modelo ou método coerenle, a 
Fenomenologia dos Transportes es~ará apreen­
dida;pode-se eleger ÓT como objeto de estudo . 
Desta forma, considerando a hipólese de 
Prandll, onde assume-se a mesma or dem de 
magnilude para v' e ljl'; lem-se, após subsli ­
tuir C8 . 2) em C8 . 1), 

ÓT c 13) 

Como o meio em que ocorre o Fenômeno de 
Transporte foi escolhido como sendo gasoso, 
acaba por razoável supor que os números d e 
Prandtl CPrT) e Schmidl CScT) lurbulenlos são 
próximos de 1. Desta forma, a Equação C1 3) 
para qualquer Fenômeno de Transporte pode ser 
dada por: 

ÓT :E VT = C14) 

VT, viscosidade cinemática ~urbilhonar. 

Segundo Bejan C1984) e Arpaci 
C1984), a~ravés da Análise de 
igualdade C14) pode ser posta, em 
magnitude" C--.), como: 

ÓT VT 

onde l "" y e ll.u u - o 

e Larsen 
Escala, a 
"ordem de 

C15) 

C16) 

Se o núcleo turbulento estiver contido 
numa fina película próxima à parede, Figura 
3, a expressão C15) pode ser aproximada como: 

ÓT = z.>T --. l Uoo C17) 

I 

I 

i 

i 

onde Uoo é a velocidade da corrente em y = d; 
vi de Figura 3. 

Por consequAncia, tem-se que a ordem de 
magnitude do fluxo global será: 

8y "' Uoo C jpo - jpoo) 

A expressão C18) 
termos de igualdade se o 
multiplicado por um fator 

8y = M Uro C iPo - jpa:D 

C18) 

pode ser posta em 
termo à direita for 
de magnitude. Assim 

c 1 9) 

Denominando MUro= h,a equação C19) fica: 

C20) 

A equação C20) traduz o Fenômeno da 
Convecção, qu~ está apresentado no Qua~ro 4 . 

Quadro 4: Fenô menos Convecti vos de Transpor· te 

Fenômenos Quantidade 
de 

Pal-âmetl'OS Movi ment. o 
Ana.l ógi c os 

Matéria 

I 
(lfl - iP) 

o 00 
p Uoo p(To- Too) p(w -w )J 

A O AOO l 

M 

l 
fluxo 
global 

8y 

1 
2 f 

f = coef. 
al t-ito 

ação da 
tensão de 
c isalhamen -to, T 

w 

h 
p Uoo 

h = coef. 
Trans. Ca­
l o r ; p=C pCp) 

convecção 
térmica 

Q 

h = c oef . 
Tt-ans. 
Massa 

convecção 
más s ica 

n 
A. y 

A equação C20) é conheci da em 
TransferAncia de Calor como a Lei de 
Resfriamento de Newlon. No enlanlo, el a pode 
ser aplicada, por Analogia, a oulros 
Fenômenos de Transporle, como indica o Quadro 
4,at ravés da escolha adequada do parâmelro M. 
Salienle-se que a Eq. C20) não é uma Lei Fe­
nomenológica, mas uma definição para o h.Nes­
te senlido, há de se observar os parâmelros 
que o influenc iam: 
- propriedades fenomenológicas molec ulares, v 
e ó, as quais qualificam o meio em que o cor r e 
o fenômeno; 

mov imenlo do meio e sua geomett' ia; vide as 
r·elações C 16). 

Deste modo , à medida em que se procura 
u ma pt-imeira estimaliva para o h, alravés de 
-.'l.nal o gias, p or exemplo,acaba-s e p ot' estudar o 
fenômeno da Convecção, como p ode ser visto no 
Quadr o 4. 

COMENTÁRIOS FINAIS 

Relomando a relação C2) e comparando-a 
com a expressão C20), verifica-se de imediato 
uma relação Causa-Efeito, agora em escala 
macroscópica. Assim,tan~o o Fenômeno a nível 
molecular, expressão C 4), quan~o o Fenômeno 
global, expressão C20), podem ser enunciados 
como : "A força motriz de uma concentração lfl 
causa o fluxo assoei ado </>, que por sua vez 
oferece uma resistAncia ao transporte, es~a 

dada pelo inverso de um coeficiente fenome­
nológico'~ Este enunciado lembra a decorrên­
cia da 2- Lei de Newton: F = m a, onde F 
força; m, massa e a, aceleração. 

i 
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Há de se notar que a apresentação dos 
Fenômenos Conveclivos, entendendo-os como 
Convecção Forçada, fundamenta-se no "já apre­
sentado" em sala de aula: 

1~- Fenômenos Moleculares -Quadro 1 . 
2~ - I nlrodução à Análise de Escalas . [ Benj an 

(1984)). 
3~- Introdução à Turbulência. Aqui,prelende­

se que a apresentação da Turbulência vem 
a ser, didalicamenle, simples para que o 
aluno lenha uma nocão qualitativa do Fe­
nômeno, como exposto no Quadro 3, por 
exemplo. 

Em todas as situações elege-se um objelo 
de estudo, no caso as difusividades molecular 
e lurbilhonar.[)este estudo tem-se, por decor­
rência, o coeficiente conveclivo, que pode 
ser entendido como: 

h = h (movimento do meio,conslituicão do meio) 

[)e posse do entendimento qualitativo do 
coeficiente h, a sua estimativa é quase 
imediata, pois ao se igualar a coluna C3) ou 
C4) com a coluna C2) do Quadro 4, obtém-se a 
Analogia de Reynolds,válida para PrT e ScT 
próximos de 1 e a existência somente do nú­
cleo turbulento, e como pode ser notado ainda 
no Quadro 4,o falor M acaba sendo o Número de 
Slanlon para Transferência de Calor ou Massa. 
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ABSTRACT 

"Convection 
Inc. , Engle 

ln lhis work lhe convective phenomena 
are presented in a scienti!'ic base. 
interprelting relalion cause-effect, where 
lhe transport phenomena lake parl. From lhis 
relation, lhe conveclive coefficienle appears 
as a function of lhe movemenl and lhe 
descriplion of lhe medium where lhe lransporl 
phenomena occur . 
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RESUMO 

Projetes de proteções térmicas devem ser realizados visando proteger de 
altas temperaturas os equipamentos eletrônicos e cargas úteis localizados no 
interior de veículos espaciais. No presente trabalho é discutido o 
conhecimento dos valores das propriedades termo-físicas dos materiais 
utilizados. As propriedades analisadas são a condutividade térmica, calor 
específico, massa específica e a emissividade da superfície externa. 

INTRODUcÃO 

Projetes de proteções térmicas devem ser 
realizados visando proteger equipamentos eletrônicos 
e cargas úteis, alojadas no Interior de vefculos 
espaciais, de elevadas temperaturas . O projeto das 
proteções térmicas devem conter informações sobre as 
fonte7 ~e c a 1 or a que estarão suje i tas, de forma a 
e7pec 1:1 c ar um ma ter i a 1 adequado à proteção e 
d1mens1onar uma espessura de modo a satisfazer os 
limites impostos quanto à temperatura e/ou fluxo 
térmico e, também quanto ao projeto estrutural. 

A superffcie externa de vefculos espaciais 
recebe energia térmica proveniente tanto da radiação 
( so 1 ar, onda de choque, de outros corpos aqueci dos) 
quanto da convecção de c a 1 or (a que cimento cinético 
recirculação de gases quentes), elevando su~ 
temperatura . 

~a plataforma de lançamento, os gases de 
exaustao a altas temperaturas, oriundas da queima do 
combustfvel , aquecem por radiação e convecção de 
calor, tanto a plataforma quanto a superffcie externa 
do vefculo. Durante o vôo ascendente, parte da 
energia cinética, contida no escoamento do ar é 
convertida em energia térmica que será absorvida 'por 
condução de calor , pela estrutura do vef~ulo . 
Durante o vôo propu 1 sado, a superf f c i e externa do 
vefculo fica exposta à radiação térmica emitida pela 
pluma, formada pelos produtos de combustão dos 
propulsores . 

. Faz parte do projeto do Vefc;ulo Lançador de 
Satél1tes (VLS), desenvolvido pelo IAE/CTA, um estudo 
de análise térmica desses fenômenos de aquecimento em 
regiões criticas, tais como ogiva e base do vefculo . 

Um mede 1 o conservativo que permite ava 1 i ar 0 
a que c i mente durante a parti da do ve f cu 1 o, na 
plataforma de lançamento, é apresentado por Carvalho 
( 1989). A teor i a, bem como o modelo desenvo 1 vi do 
para o cálculo do fluxo de calor emitido pela pluma 
durante o vôo propu 1 sado, é apresentado por Bezerr~ 
(1989) . A teoria e metodologia de cálculo do 
aqueci mente_ cinético sobre ogivas rombudas e pontos 
de estagnaçao de vefculos espaciais é apresentado por 
Toro ( 1990) . 

Este traba 1 h o trata da i nf 1 uênc i a da variação 
das propriedades termo-ffsicas no cálculo da 
distribuição de temperatura e da espessura de 
proteção térmica necessária para que não ultrapasse a 
temperatura especificada. Para ilustrar tal 
comportamento será utilizado o aquecimento provenien­
te do escoamento-do ar, sobre a superffcle externa do 
ponto de estagnação da ogiva principal do VLS. 

Em trajetór I a ascendente de vôo, o VLS 

desenvo 1 verá dI versos reg i mes de ve 1 oc 1 dades em um 
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meio considerado contínuo. 
Cálculos preliminares de fluxo térmico e de 

temperatura na parede para o ponto de estagnação, 
considerando escoamento aerodinâmico compressível e 
condução de calor unidimensional sem ablação (1990), 
indicam que o alijamento da coifa deve ocorrer por 
volta de 145 s do lançamento do veículo, VLS, e em 
nenhum instante de vôo, a temperatura do ambiente 
onde estará alojado o Satélite ultrapassa 60 •C, 
considerando 12 mm de fibra de vidro com resina 
fenólica. 

Em altitudes baixas, o campo de escoamento do 
ar atmosférico pode ser considerado. contínuo e de 
equilíbrio químico, não ocorrendo os fenômenos de 
dissociação e ionização do ar. 

AQUECIMENTO CINÉTICO 

O aquecimento cinético ocorre quando um fluido 
escoa a alta velocidade sobre a superfície de um 
corpo. O aquecimento cinético, conforme é mostrado 
na Figura 1, é o resultado de dois processos, que 
transformam energia cinética de movimento em energia 
térmica. Esses processos são: 
* atrito: devido aos efeitos viscosos o fluido (ar) 

ao interagir com a superfície do veículo é 
desacelerado gerando calor. Considerando-se as altas 
velocidades desenvolvidas por tais veículos, deve-se 
analisar cuidadosamente a energia térmica resultante 
do atrito viscoso; 

• compressão: o escoamento supersônico resulta na 
formação de uma onda de choque, a qual é destacada 
da superfície do corpo. Ao atravessar a onda de 
choque o flui do sofre uma forte compressão gerando, 
portanto,calor . Este fenômeno ocorre somente em 
velocidades acima de Mach 1. 

Nem toda a energia cinética convertida em 
energia térmica é transferida para a superfície do 
veiculo. Parte desta energia é consumida pelos 
fenômenos da dissociação, ionização e da 
recombinação, fenômenos estes ocorridos em escoamento 
alto supersônico e hipersônico. Outra parte da 
energia é transferida para o escoamento não 
perturbado, pelo fato deste estar a uma temperatura 
mais baixa. 

Existem dois problemas distintos: a convecção 
de calor (aquecimento cinético) entre a camada limite 
e a superfície externa do veiculo, e a condução de 
calor dentro da estrutura do veiculo. É importante 
notar que o fluxo térmico sobre veículos espaciais é 
função do escoamento aerodinâmico sobre o mesmo, além 
das condições termo-físicas e geométricas da 
estrutura do veiculo. 



ESCOAMENTO 
NÃO 

PERTURBADO I {I I 

SUPERSÔNICO 

VEÍCULO 
-----t---t--

-----------

Figura 1. Escoamento supersônico sobre um corpo 
rombudo. 

EQUACIONAMENTO DO AQUECIMENTO CINETICO 

O fluxo de calor por convecção, em escoamento 
supersônico, pode ser determinado utilizando a lei de 
resfriamento modificada de Newton : 

q h (Tr-Tw) ( 1) 

sendo q o fluxo de c~lor em (W/m 2
). O coeficiente de 

convecção, h em (W/m K), pode ser calculado por : 

h pro Voo cp CHoo (2) 

onde, p, V, cp e CH são respectivamente a massa 

específica, velocidade do escoamento, calor 
específico a pressão constante e o número de Stanton. 
O índice oo, indica a condição de escoamento não 
perturbado pela onda de choque. 

Van Driest ( 1956) cálcula o· número de Stanton 
através de: 

CHoo 
o, 763 [~ ~]0,5 [_!l_]0,5 0,6 0,5 v p J.l. 

Pr Re "' "' "' 
(3) 

Doo 

onde ~D/V00 é o gradiente de velocidade na camada 

limite, assumindo escoamento supersônico. 

• 1/2 

~ D I ,,_,,._'•2 [ ,_, (HJM!. 2 ti>-l, (4) 

8 1+-
v 1 (r-1l M

2 
2 2rM 2

- (r-1l 
00 00 00 

onde M é o número de Mach. Os números de Reynolds, 
Re

0
, e Prandtl, Pr, são calculados considerando as 

propriedades dos escoamento não perturbado. O 
comprimento caracterist ico é o diametro D da ogiva. 
c é o calor especifico e r a razão entre os calores 

p 

específicos. A viscosidade dinâmica J.l. é calculada 
através da lei de Sutherland. O índice õ indica as 
condições fora da camada limite. 

A temperatura de recuperação, Tr em Kelvin, é 
calculada por: 

Ir Tõ[l+Pro,5 
r - 1 

2 
M~ ] (5) 

O aquecimento cinético, conforme equação (1), é 
função: 
* da trajetória (Velocidade e propriedades termo­

físicas do escoamento não perturbado pela onda de 
choque); 

* do escoamento aerodinâmico (propriedades termo­
físicas do escoamento externo à camada limite); 

* da temperatura da parede (propriedades termo­
físicas do material); 

* da geometria do veículo (rombudo, cone) e 
* do tipo de escoamento do fluido (laminar ou 

turbulento). 

As propriedades do escoamento não perturbado 
pela onda de choque são obtidas da atmosfera padrão 
( 1962). As propriedades do escoamento aerodinâmico 
(campo de velocidade e de pressão) são obtidas do 
trabalho desenvolvido pela equipe de aerodinâmica do 
IAE, Morgenstern, Nascimento e Lobão (1988). A 
temperatura e a massa específica sobre o corpo são 
calculadas respectivamente pela relação de 
isoentropia e pela lei do gás perfeito. 

ACOPLAMENTO CONVECÇÃO CONDUÇÃO 
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O ponto de estagnação, além de fazer parte da 
região de maior fluxo térmico durante o vôo, permite 
um modelamento simples e preciso quanto a 
determinação do escoamento aerodinâmico e do fluxo 
térmico. Portanto, para este ponto determinou-se, 
através do acoplamento da convecção com a condução de 
calor, os níveis de temperatura da parede, ao longo 
do tempo de vôo ascendente. 

A temperatura da parede é obtida através da 
análise de transferência de calor por condução em 
coordenadas esféricas, considerando que a transferên­
cia é unidimensional (geometria simétrica axialmente) 
e transiente, desconsideranto a Ablação. Portanto a 
temperatura é da forma: T = T(r,t), logo: 

2 
r 

a 

a r 
[r2 

k 

a T 

a r ) a t 

a T 
p Cp (6) 

onde r é a coordenada radial, k p, cp são 

respectivamente a condutividade térmica a massa 
específica e calor específico do material da parede. 

Para a solução desta equação diferencial são 
necessárias a condição inicial e as condições de 
contornos. A condição inicial é dada por: 

onde Ti é 
lançamento. 

a T 
k-(re, t) 
a r 

T(r,O) Ti (7) 

a temperatura do ar no instante do 
As condições de contornos são dadas por: 

a T (8) 
- k (ri, t) o 

a r 

h[Tr-T(re,tl]~a: G- c (J" [T(re,tlr (9l 

onde h é o coeficiente de convecção (2), Tr a 
temperatura de recuperação (5). a:, c são 
respectivamente a absortividade e emissividade do 



material. cr a constante de Stefan-Bol tzmann e G a 
radiação solar incidente . 

RESULTADOS E COMENTARIOS 

As Figuras 2 e 3 apresentam respectivamente a 
geometria da ogiva principal do VLS e a trajetória de 
vôo considerados para a presente análise. 

Figura 2. Geometria da ogiva principal do VLS. 
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Figura 3. Trajetoria do VLS. 

A Figura 4 apresenta as temperaturas das 
superfícies externa e interna, considerando a 
variação da espessura da parede. Observa-se que 
quando maior a espessura da parede menor a 
temperatura da superfície interna, como era de se 
esperar. 

Existe, entretanto, um compromisso entre o pêso 
do veículo (proteção térmica), quantidade de 
combustível e requisitos de temperatura e de fluxo 
térmico para a ogiva principal do VLS . Portanto, há 
a necessidade de se especificar a espessura ótima de 
material, para a proteção térmica, a fim de 
satisfazer os requisitos citados. 
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Figura 'f. 

FIBRA DE VIDRO COM RESINA F(NOUCA 

SUPERFICIE 
EXTERNA 

ESPESSURA 

Temperaturas das superfícies externa e 
interna. 

A Tabela I apresenta os valores das 
propriedades termo-físicas utilizadas na presente 
análise, sendo obtidas da literatura. Em alguns 
casos as propriedades termo-físicas dos materiais 
encontrados no nosso parque industrial tem valores 
diferentes dos encontrados na literatura. Em vista 
disso, efetua-se a presente análise, evidenciando a 
influência da variação das propriedades. 

Fibra de Vidro k(W/m2 ) Cp(J/kgK) p(kg/m3
) 

com 
Resina Fenólica 0,30 1045 2000 

Tabela I. Propriedades Termo-tisicas 

As Figuras 5 a 7 apresentam as temperaturas das 
superfícies externa e interna, considerando-se ± 10% 
de variação nas propriedades termo-físicas do 
material estudado. 
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Figura 5 . Temperaturas das superficies externa e 
interna. 

As Figuras 5 e 6 apresentam, respectivamente, 
as análises da variação do calor específico e da 
massa específica . Ambas as Figuras apresentam o 
mesmo comportamento, ou seja, ao se variar - 10% 
sobre os valores das propriedades citadas causa-se um 
acréscimo nas temperaturas das superfícies externa 
(cerca de 6 •C no valor máximo) e interna (cerca de 
5 • C no final de 150 s) . Obviamente variando-se 
+ 10% ocorre um decréscimo nas temperaturas . 
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Figura 6. 
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Temperaturas das superfícies externa e 
interna. 

A Figura 7 apresenta a varlaç!o da 
condutIvidade térml ca. VerIfIca-se que v ar I ando-se 



- 10Y. no valor da condutividade ocorrem, 
respectivamente, acréscimo na temperatura da 
superficie externa e decréscimo na temperatura 
superficial interna. 
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Figura 7. Temperaturas das superficies externa e 
interna. 
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Figura 8 Temperaturas das superficies externa e 
interna . 

A Figura 8 apresenta a influência da 
emissividade da superfície externa sobre as 
temperaturas das superfícies externa e interna. A 
variação da emissividade não influencia a temperatura 
da superfície interna, porém uma diminuição da 
emissividade causa um acréscimo na temperatura da 
superfície externa. 

CONCLUSÕES 

A teoria de aquecimento cinético de Van Driest 
é utilizada para o cálculo do fluxo de calor sobre a 
ogiva principal do VLS, durante a fase de vôo 
ascendente até 150 s . 

Através das análises feitas, verifica-se a 
importância de se conhecer as propriedades 
termo-físicas do material a ser utilizado realmente 
na confecção das proteções térmicas . Pois ao se 
utilizar valores de propriedades que não correspondem 
aos valores reais das propriedades dos materiais 
utilizados, pode-se obter-se diferentes valores da 
distribuição de temperatura da parede (modelo teorico 
e medidas de temperatura em voo). 

Importante salientar que neste trabalho, 
considerou-se propriedades termo-fisícas não 
dependentes da temperatura . Esta afirmação, na 
maioria das vezes, não pode ser feita. Portanto, 
verifica-se a necessidade de se conhecer as 
propriedades termo-fisicas função da temperatura, 
para que a análise térmica da ogiva de um veículo 
espacial satisfaça os requisitos térmicos de projeto 
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e possibilite dimensionar a espessura ótima da 
parede, visando diminuir o pêso da ogiva. 
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ABSTRACT 

Design of thermal protections must be done 
seeking to protect of high temperatures the 
electronic devices and payload located into the ogive 
of space vehicles. ln this present paper is 
discussed the knowledge of the values of 
thermal-phisics properties of materiais used . The 
properties analysed are thermal conductivity, 
specific heat, specific mass and emissivity of 
externa! surface. 
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SUMÁRIO 

Um programa para obtenção das propriedades termodinâmicas da água compacto e de simples 
operação é apresentado. As equações utilizadas para determinação das propriedades são apresentadas 
e os resultados obtidos são comparados com os dados de literatura. O desvio máximo observado foi 
0,25% na regitio de saturação e aproximadamente 0,5% na região de vapor superaquecido. 

INTRODUÇÃO 

A determinação das propriedades termodinâmicas da água 
apresenta diversas aplicações em engenharia: controle de processos, 
projeto de turbinas a vapor, caldeiras, trocadores de calor, 
evaporadores, centrais termoelétricas etc . 

O presente trabalho apresenta um software desenvolvido em 
linguagem Pascal, que pode ser utilizado em microcomputadores da 
linha PC/PS e que permite a ~eterminação , das principais 
propriedades termodinâmicas da água: entalpia (h), entropia (s), 
volume (v) e energia interna (u) específicos nas regiões de saturação 
e de vapor superaquecido, bem como o título (X) na região de 
saturação. Tanto a entrada de dados como a apresentação dos 
resultados podem ser feitas em diferentes sistemas de unidades: S.I. , 
Sistema Técnico ou Sistema de Unidades Inglesas. 

A vantagem deste programa em relação a outros já 
desenvolvidos reside principalmente em: 

i) simplicidade das equações utilizadas para determinação 
das propriedades termodinâmicas, diminuindo o tempo 
de execução e aumentando a rapidez, sem 
comprometimento da sua precisão; 

ii) para determinar as propriedades termodinâmicas de um 
estado basta fornecer duas propriedades intensivas 
independentes em qualquer ordem de entrada. Nos 
demais programas existem limitações para os dados de 
entrada e, em geral, a pressão ou temperatura precisam 
ser conhecidas; 

iii) não é necessário conhecer a fase da substância. 
Fornecidas duas propriedades intensivas, o programa 
determina a fase automaticamente, através de 
interações, indicando a região do diagrama 
termodinâmico nos dados de saída; 

iv) o programa está elaborado em português e é de simples 
utilização, o que apresenta vantagens também do ponto 
vista didático, além de possuir diversos recursos 
computacionais: saída gráfica dos diagramas ou através 
de tabelas de propriedades; localização dos pontos 
desejados nos diagramas; calculadora on fine para 
cálculos intermediários e transporte de propriedades; 

v) compacidade. O programa ocupa apenas um disquete de 
5 1/4", formatado em 360 Kb e pode ser utilizado num 
PC-XT sem hard drive; 

Além do interesse didático que o programa apresenta, pode-se 
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ainda pensar na sua utilização como subrotina para simulação de 
ciclos termodinâmicos de vapor d'água. 

CÁLCULO DAS PROPRIEDADES TERMODINÂMICAS 

Diversos pesquisadores utilizam diferentes sentenças 
matemáticas para equação de estado, em função das regiões do 
diagrama termodinâmico. As equações contêm várias constantes 
que podem ser determinadas através do método dos mínimos 
quadrados. 

As equações utilizadas para determinar as propriedades 
termodinâmicas da água neste programa encontram-se em Irvine Jr. 
e Liley (1984) . Esta referência apresenta um conjunto de equações 
simplificadas de modo a reduzir a um mínimo o número de 
expressões necessárias. Conforme será discutido mais adiante, este 
procedimento permite a diminuição do tempo computacional sem 
comprometer a precisão dos resultados. 

Para facilitar a análise das equações utilizadas, é conveniente 
dividir o problema em duas regiões: região de saturação e região de 
vapor superaquecido. 

Na região de líquido comprimido o programa assume as 
propriedades do líquido saturado à mesma temperatura. 

Região de Saturação A principal dificuldade para 
determinação de uma expressão pelo método dos mínimos 
quadrados que represente as propriedades da água desde o ponto 
triplo até o ponto crítico, consiste na variação acentuada destas 
propriedades nas proximidades do ponto crítico. 

Adicionalmente, este comportamento associado às incertezas 
nos valores reais das propriedades termodinâmicas do ponto crítico, 
dificultam o equacionamento do problema. 

Em certos casos é possível determinar a propriedade com a 
precisão desejada através de uma única expressão, desde o ponto 
triplo até o ponto crítico. Em outros casos, a região é dividida em 
duas ou três faixas, cada uma apresentando valores distintos dos 
coeficientes do polinômio interpolador. A título de exemplo, Irvine 
Jr. e Liley (1984) utilizaram apenas uma faixa de temperatura 

(273.16:::; T:::; 647.3K) para expressão que determina os valores 
da pressão de saturação, duas faixas de pressão 
(0.0006I 1:::; P < 12.33MPa; 12.33:::; P < 22. IMPa) para 
temperatura de saturação e três faixas de temperatura 



(273.16 ~ T < 300K;300 ~ T < 600K;600 ~ T ~ 647.3K) para a 
entropia e entalpia específicas. 

Utilizando essas considerações é possível determinar as várias 
propriedades termodinâmicas da água desde o ponto triplo até o 
ponto crítico com apenas três equações. As propriedades são: 

I. Temperatura de Saturação :T s 
2. Pressão de Saturação :Ps 
3. Volume específico do líquido saturado :vL 
4. Volume específico do vapor saturado :vv 
5. Entalpia específica do líquido saturado :hL 
6. Entalpia específica do vapor saturado :hv 
7. Entropia específica do líquido saturado :sL 
8. Entropia específica do vapor saturado :sv 
9. Energia Int. específica do líquido saturado :uL 
I O. Energia Int. específica do vapor saturado :uv 
As equações que permitem o cálculo das propriedades 

apresentadas acima são: 

B 
Ts(P)=A+--­

In(P) +C 

9 A 
ln(P)=IA NTsN + w 

N-o Ts- A
11 

7 

Ys (T) =A+ BTl~ + CTl~ + or; +I E N r; 
N= l 

nesta expressão, 

TC 
T -T 
_ cR __ ,e TeR =temperatura do ponto crítico 

TCR 

(I) 

(2) 

(3) 

A função Y s acima pode ser convenientemente ajustada para 
calcular os valores do volume, entalpia e entropia específicos assim 
como da entalpia de vaporização. 

As duas primeiras equações acima são expressões modificadas 
da equação de Clapeyron, enquanto os quatro primeiros termos da 
última equação representam a variação das propriedades na região 
crítica de acordo com o modelo de Torquato e Stell ( I98I ) . 

Conforme mencionado anteriormente as expressões e 
constantes para o cálculo das propriedades termodinâmicas nas 
diversas faixas de temperatura encontram-se em lrvine Jr. e Liley 
(1984). 

Região de Vapor Superaquecido. As equações nesta reg1ao 
são bem mais complexas visto que devem levar em consideração a 
mudança da interação molecular que se estende desde a linha de 
vapor saturado até a zona onde o vapor passa a se comportar como 
gás perfeito. Para contornar este problema, lrvine Jr. e Liley (1984) 
sugerem que se multiplique a parcela da equação que descreve as 
propriedades termodinâmicas da água nas proximidades da linha de 
vapor saturado, obtida por uma expansão de uma série de Taylor, 
pelo fator: 

T8 -T 

e M (4) 
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Este fator tende a zero à medida que se afasta da região de 
saturação, fazendo com que os restantes termos da equação, que 
determinam o comportamento de gás perfeito, prevaleçam. 

As equações principais que descrevem o comportamento do 
vapor na região superaquecida são : 

' LANT; 
RT -B,T I N• O M 

V(P,T)=--B,e +-(8
3
-e )e 

T5- T 

(5) 
P IOP 

2 
!s -~ 

"' N M H(P,T)=L....ANT -A
3
e (6) 

N=O 

4 4 
!s..=_T 

S(P,T)=LANTN+B,ln(IOP+B2)-LCNT; (e M) (7) 
N=O N=O 

U(P, T) = H(P, T) -IOOOPV(P, T) (8) 

Os coeficientes An, Bn e Cn não são os mesmos nas três 
equações, estando os mesmos definidos em lrvine Jr. e Liley (1984) 

OS MÉTODOS NUMÉRICOS UTILIZADOS 

As equações acima só permitem determinar as propriedades 
termodinâmicas em função da pressão (P) e da temperatura (T) . 
Com o intuito de melhorar a versatilidade do programa, métodos 
numéricos foram implementados objetivando o cálculo das 
propriedades num estado termodinâmico a partir de quaisquer duas 
propriedades intensivas e independentes. 

Na região de saturação utilizou-se o método numérico para 
calcular zeros de funções denominado método da posição falsa 
modificado (Ruggiero e Lopes, 1988). Este método possibilita a 
entrada de duas propriedades intensivas quaisquer ou do título do 
vapor mais uma propriedade intensiva qualquer, e foi escolhido por 
ser relativamente rápido ( I6 interações em média), não envolver 
derivadas e ser de convergência certa, caso haja solução. 

Este método permite ainda determinar interativamente a 
região do diagrama termodinâmico em que se encontra o ponto, 
dadas duas propriedades intensivas quaisquer. 

Na região de vapor superaquecido utilizou-se o mesmo 
método da posição falsa modificado para se determinar as demais 
propriedades termodinâmicas quando se fornece a temperatura ou 
pressão e outra propriedade (volume, entalpia, entropia e energia 
interna específicos) . 

Entretanto, para o programa admitir como entrada duas 
propriedades intensivas quaisquer nessa região, foi necessário 
utilizar outro método numérico interativo capaz de resolver um 
sistema de duas equações não-lineares. O método utilizado foi o de 
Newton-Raphson modificado para sistema de equações não lineares 
(Stark, I979), sendo necessário o cálculo das derivadas parciais em 
relação à temperatura e à pressão das quatro equações da região de 
vapor superaquecido já expostas acima (equações (5), (6), (7) e 
(8)). 



ENTRADA E SAÍDA DE DADOS 

A versão 2.0 do programa ÁGUA apresenta a entrada de 
dados através da tabela ilustrada na tabela 1. Esta tabela apresenta 
sete propriedades termodinâmicas: temperatura (T} e pressão (P); 
volume (v), entalpia (h), entropia (s) e energia interna (u) 
específicos, além do título (X) . A última coluna da tabela indica a 
região em que o ponto se encontra. Estas regiões são numeradas 
através de algarismos romanos: 

I - região de líquido comprimido; 
II - linha de líquido saturado; 
III - região de saturação líquido-vapor; 
IV- linha de vapor saturado; 
V - região de vapor superaquecido; 

Tabela I . Exemplo de output do programa Água 2.0: tabela de 
propriedades. 

Ponto Temp. Pressão 
I 

Entalpia 

'"· '"'·I "'R I Volume Entropia 
T p I v h ~- u i X 

1 "\la.! I (1.009574 (1 .001()1! 188.23 1},637404 188. 221 0.0 l l 

2 573. '2 B.mOI~· 0.0 21 63 2749.19 5.704116 2563. 2~· 100 .o IV 

I 
I \1. 00500 1895.97 4 .l ó0547 1829.44 J1.7 III -· 605.9 11U1BS41 

i 4 895.3 1 0.982210! 0.4189613747.29 8.089350 333~. 78 - \' 
! 

I I I 

-t- --f-· I 

O número de pontos em cada tabela é quinze e as unidades de 
cada propriedade são indicadas na última linha da tabela. Embora as 
equações calculem as propriedades nas unidades do Sistema 
Internacional, é possível operar o programa no Sistema Técnico ou 
Sistema Inglês através das opções do menu ou de comandos de 
teclado, além de transformar dados e resultados de um sistema de 
unidades para outro . 

Embora os comandos do programa sejam elaborados de forma 
extremamente objetíva e simples, um comando de ajuda (help) pode 
ser acionado em qualquer fase do programa. 

Através do cursor, que se pode movimentar livremente pelas 
diversas células da tabela, é feita a entrada dos dados. Basta 
introduzir duas propriedades intensivas independentes para que o 
programa determine as demais propriedades. 

A determinação das propriedades finais num processo onde 
uma das propriedades permanece constante, também é facilitada 
através de um recurso operacional que permite, via teclado ou 
mouse, transportar o conteúdo de uma célula para outra. A 
determinação de propriedades ou a realização de cálculos simples é 
facilitada através de uma calculadora on fine, que permite o 
transporte do conteúdo das células para a calculadora e vice-versa. 

O programa permite ainda a geração e impressão de tabelas 
termodinâmicas com incrementos de pressão e/ou temperatura 
desejados. 

Outras propriedades, tais como entalpia de vaporização e 
entropia de vaporização, energia interna de vaporização e variação 
do volume específico na saturação, também são calculadas pelo 
programa e podem ser incluídas nos dados de saída. 

ANÁLISE DOS RESULTADOS 
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Uma comparação com os resultados obtidos no presente 
trabalho com os resultados de Keenan et a/.(1978) foi realizada e os 
desvios obtidos estão ilustrados nas figuras I e 2. 

0,1 

~ 
0,05 

o o 
~ 

o -0,05 

> -0,1 
Vl -0,15 

"'" Cl -0,2 
-0,25 

-0,3 

I I 
I I ./ 

1\ 

- 100 A-B \ 
-- \ - A \ 
I I 
I I 

250 300 400 500 600 620 645 650 

TEMPERATURA (Kj 

Figura I . Desvio da entalpia na região de saturação. Comparação 
dos resultados obtidos por Keenan et ai. (A) com os do presente 
trabalho (B) . 

A figura I ilustra o desvio da entalpia na região saturada em 
relação a entalpia reportada em Keenan et ai.( 1978) em função da 
temperatura. A figura 2 ilustra o desvio da entalpia na região 
superaquecida em função da temperatura, calculado da mesma 
forma que na região saturada, para distintas pressões. 
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Figura 2. Desvio da entalpia na região de saturação. Comparação 
dos dados obtidos por Keenan et ai. (A) com com os do presente 
trabalho (8). 

A observação destas figuras evidencia que os. resultados 
obtidos apresentam uma boa concordância com os resultados de 
Keenan et ai. , sendo os maiores desvios absolutos observados da 
ordem de 0,25 % na região de saturação e 0,5% na região de vapor 
superaquecido. Os maiores desvios observados na região de 
saturação correspondem aos pontos próximos do ponto crítico, 
sendo que, para temperaturas abaixo de 620 K, o desvio máximo 
observado foi da ordem de 0,05 %. 

Na região de líquido comprimido os maiores desvios 
absolutos observados foram da ordem de 3,0 %. Observe-se que as 
propriedades termodinâmicas dos pontos nesta região foram 
assumidas como iguais aos valores do líquido saturado na mesma 
temperatura. 

TRABALHOS FUTUROS 

Uma nova versão do programa (3 .0) está sendo preparada P­

incluirá propriedades termodinâmicas do freon (R-12) e diagrama 
generalizado de compressibilidade, permitindo assim a determinação 
das propriedades das substâncias de maior emprego científico e 
industrial. 

A subrotina utilizada para o cálculo das propriedades 
termodinâmicas da água será utilizada para elaboração de 
programas de simulação de alguns ciclos termodinâmicos: ciclo de 



Rankine e suas derivações com reaquecimento e regenerativo. 

CONCLUSÕES 

O programa desenvolvido apresenta diversas vantagens em 
relação aos poucos programas encontrados atualmente. 

A simplicidade de operação, a disponibilidade em língua 
portuguesa e o comando de ajuda (help) tornam o programa 
bastante atraente. 

As equações utilizadas para o cálculo das propriedades 
termodinâmicas, embora simples, não resultaram em prejuízo da 
precisão do programa. O desvio observado em relação aos dados da 
literatura são aceitáveis. 
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ABSTRACT 

A compact and friendly computer program to calculate the 
thermodynamics properties ofwater is presented. Ali equations used 
for the determination of the properties are shown and the results 
obtained are compared with those from the literature. The maximum 
deviation observed was 0,25% in the saturation region and 
approximately 0,5% in the superheated region. 
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RESUMO 

A análise da curva de resfriamento na região do superesfriamento tem sido utilizada para 
determinar parâmetros que permitam estimar tamanho de grão, propriedades mecânicas, 
composição química e% das fases presentes, entre outros aspectos. Este trabalho descreve 
o desenvolvimento de um sistema de aquisição e processamento de dados (hardware e 
software ), além de uma série de resultados experimentais obtidos em laboratório, 
simulando uma situação de Controle de Qualidade "on line", que poderia estar instalado 
numa indústria, principalmente em máquinas do tipo "dye casting". 

INTRQDUCÃO 

Determinados segmentos da indústria, em especial a 
automotiva e a aeroespacial, estão tomando-se cada vez mais 
exigentes com relação aos componentes que adquirem de 
seus fornecedores, que por sua vez ficam obrigados a 
desenvolver sistemas de produção e Controle de Qualidade, 
passando de controle estaústico para uma monitoração 
contínua. 

Até recentemente, a Análise Térmica era usada 
basicamente para testar a composição química da liga na boca 
do forno, momentos antes da operação de fundição 
propriamente dita; uma curva de resfriamento pode ser 
registrada com um equipamento relativamente simples (como 
mostra a fig. 1 ): um termopar (com fios de compensação, 
de preferência), um molde (normalmente, um "copinho" de 
areia ) e um milivoltímetro registrador (do tipo 
potenciométrico, por exemplo). 

O termo "análise térmica", segundo Mackenzie (1970) foi 
usada pela primeira vez por Tammann, em 1904; 
Robert-Austen, já em 1899, havia concebido a idéia de medir 
"diferença de temperatura entre uma amostra e um "corpo 
neutro" (sem transformação de fase ), fato que pode ser 
considerado o início do "m~todo diferencial". 

A ATD- Análise Térmica Diferencial, é uma das técnicas 
associada à Análise Térmica, baseada em mudanças 
energéticas ( outras famílias de técnicas baseiam-se em 
mudanças de massa, mudanças dimensionais ou emissão de 
voláteis, por exemplo); a ATD baseia-se na diferença de 
temperatura entre a amostra e um "corpo neutro" (sem 
transformação de fase ). Esta diferença pode ser calculada 
diretamente por um microcomputador, que, após realizar a 
aquisição dos pontos referentes à curva de resfriamento, 
calcula. a partir dos pontos iniciais da cuiVa (trecho AB da fig. 
2 - antes da transformação de fase ), uma curva extrapolada 
(correspondente ao corpo neutro). A integral desta diferença 
leva ao calor de formação das fases. 

Rabus, Wlodawer e Marincek (1979) desenvolveram o 
conceito de calorímetro diferencial, que permite, a partir da 
aplicação da A TD a uma amostra de aço ou ferro fundido, 
por exemplo, determinar a quantidade de carbono 
equivalente, grafita primária. perlita e ferrita, tamanho de 
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Fig. 1 - Equipamento convencional para registro de CUIVa de 
resfriamento. 

grão e propriedades mecânicas, entre outros aspectos. 

Kurfman (1961) foi o primeiro a sugerir o monitoramento 
do refino de grão através da análise térmica ( mais 
precisamente através da associação do valor do 
superesfriamento com o tamanho de grão ). Diversos 
trabalhos foram publicados, discutindo qual é o parâmetro 
que produz uma melhor correlação com o tamanho de grão e 
consequentemente com as propriedades mecan1cas; 
Gunther e Jurgens (1984) avaliaram diversos parâmetros e 
calcularam a correlação com o tamanho de grão - o resultado 
está mostrado na Tabela 1 , onde pode-se obseiVar que o 
parâmetro Gb (definido na fig. 3 ) mostrou o melhor 
resultado. 



~~----------------------, 
T....,.rat.ura ("c) 

curva rul 

~ 
.aB 

B 4BB 

TMPO (s) 

Fig. 2 - Curva real de resfriamento (1), curva extrapolada -
correspondente ao corpo neutro (2) e diferença entre ambas 
(3). 

PariiPetro Colf. Correlaçio 

Gb 9,966 

A2 8,871 

Al 9,858 

àlu 8,776 

TN 8,&84 

TN- TS 11,553 

TL 11,469 

~ ll,4a5 

rs 9,449 

ll 9,4J2 

TL- Ts 9,238 

Tabela 1 - Parâmetros analisados e coeficiente de correlação 
encontrado. 

.. 
~ 
l 

t.yN ~i• .a1:ld. 
TIOIIIIPO 

Fig. 3 - Definição dos parâmetros associados à curva de 
resfriamento- analisados na Tabela 1. 
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DESENYOI .VIMENTO OE UM SISIEMA 
(HARDWARE E SOEJWARE) PARA ANÁI ISE 
JÉRMICA E RESULTADOS EXPERIMENTAIS 

O microcomputador utilizado é do tipo PC X-T, 10 MHz, 
disco rígido de 20 Mb, com co-processador aritmético, vídeo 
colorido ( para melhor analisar curvas superpostas ), 
conversor A/D 12 bits - 10 Hz, conversor D/ A 5 canais, ± 5V, 
plotter A-4 e impressora convencional 80/132 colunas - 24 
agulhas para plotagem dos gráficos. O software de aquisição e 
processamento foi inteiramente desenvolvido em nossos 
laboratórios; este software realiza uma série de cálculos que 
estão discriminados a seguir. 

Aqujsjt;ão de dados - conversão em mY em ~ 

O software foi desenvolvido em linguagem "C", tendo sido 
elaborado um polinómio para cada faixa de temperatura; por 
exemplo, na faixa de 4,919 mV a 6

3
539 mV, o polinómio 

encontrado foi T = 0,0004413025x + 0,138477725i + 
23,07222160339x + 3,1514465809 O método de 
interpolação utilizado foi o de Newton "Forward 
Differences". 

Filtragem 

Os registradores potenciométricos convencionais, devido à 
sua inércia, costumam funcionar como filtros para sinais que 
possuam frequência acima de alguns Hz e, portanto, num 
registro de curva de resfriamento muitas vezes não aparecem 
ruídos. Este fato, entretanto, pode ser inconveniente se certos 
fenômenos associados à curva de resfriamento tiverem 
frequência próxima daquelas que estão sendo cortadas , e, 
portanto, detalhes importantes da curva de resfriamento 
podem estar sendo eliminados ; para evitar este tipo de 
situação, a filtragem do sinal adquirido pelo sistema baseado 
no microcomputador é realizada, então, via software. 

Vários métodos de interpolação foram testados (já que a 
interpolação elimina os "ruídos" que ficam localizados entre 
os pontos de interpolação) : polinómios de 3°, 6° e 10° grau, 
interpolação logarítmica, interpolação exponencial, splines 
cúbicos, interpolação de Akima e filtro recursivo passa- baixa. 
Os melhores resultados, dentro dos parâmetros utilizados, 
foram conseguidos com o filtro recursivo passa-baixa, com 
contante de tempo em tomo de 0,7s. A fig. 4 mostra uma 
curva de resfriamento de liga AI-7Si. na região do 
superesfriamento (o software permite um "zoom"), sem 
filtragem e a fig. 5 mostra a mesma cutva filtrada (constante 
de tempo 0,7s). 

Primeira derivada da cutva de resfriamento 

Os valores mínimo (temperatura de nucleação, TN ) e 
máximo (TL - temperatura liquidus) associados ao 
superesfriamento (ATu - TL - TN ) , podem ser 
determinados pela primeira derivada da curva de 
resfriamento, já que o valor desta derivada tende a zero 
nestes pontos. O método usado para calcular a primeira 
derivada foi "Forward Differences"; a fig. 6b mostra a 
primeira derivada da curva de resfriamento mostrada na fig. 
6a. 

' ~ 

~ 
i 
h 

Jt 



e1& 

e15.11 

e111 

~ 
e14.6 

f! 
:o 

l e14 

IE .. ... 
e13.11 

1113 

012.11 

e12 -, --
100 120 

Tempo (s) 
o Sem filtro 

Fig. 4- Curva de resfriamento -liga Al7Si, sem filtragem. 
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Fig. 6 (a) -Curva de resfriamento de liga Al7Si, com filtragem 
(constante de tempo 0,7s); (b) - primeira derivada da curva 
mostrada no ítem (a), sem filtragem. 

Temperaturas I.iqujdus e So!jdus - composj~o química 

A determinação da temperatura liquidus (TL) já foi 
descrita no ítem anterior; a temperatura solidus (Is) é 
determinada de maneira idêntica, ou seja, a partir da primeira 

·derivada da curva de resfriamento - que tende a zero no 
"patamar" correspondente à temperatura solidus. A partir da 
determinação de TL e Is e do intervalo de temperatura entre 
elas, e com o aUXIlio dos pontos correspondentes ao diagrama 
de equihôrio (armazenados previamente na memória do 
computador ) da liga em estudo determina-se a composição 
química, quando a solidificação se processa lentamente, isto 

. é, em condições de equih"brio. 



Tempo e yalor de superesfriamento 

O valor do superesfriamento , A Tu = TL- TN , já foi 
definido nos ítens anteriores ; uma vez determinada as 
temperaturas liquidus e de nucleação, o software procura os 
tempos associadas a estas temperaturas e calcula a diferença 
entre esses tempos, ou seja : A tu = trL - trN . 

Taxa de resfriamento 

A taxa de resfriamento, VR , é determinada pelo valor 
médio da primeira derivada, levando-se em conta os pontos 
anteriores à primeira transformação de fase, isto é, antes da 
temperatura cair ao valor de TN, como mostra a fig. 3. 

Outros parâmetros associados à curya de resfriamento 

A fig. 3 mostra como pode ser determinado o valor do 
parâmetro Gb , tempo associado ao valor médio do 
superesfriamento; Gunther e Jurgens (1984) constataram que 
este era o parâmetro, dentros aqueles analisados, que 
estabelecia a melhor correlação com o tamanho de grão. O 
tempo local de solidificação, tsL , não foi testado pelos 
referidos autores; o tempo local de solidificação é o intervalo 
de tempo correspondente à temperatura de nucleação e à 
temperatura relativa ao fim da solidificação , tFS , mostradas 
na fig. 3. Ou seja, tsL = tFS - trN. 

O espaçamento dendrítico secundário , À2 ,é outro 
parâmetro calculado pelo software desenvolvido ( porque 
pode ser associado às propriedades mecânicas - da mesma 
forma que o tamanho de grão). No software desenvolvido, o 
espaçamento dendrítico secundário é calculadosegundo três 
modelos matemáticos, descritos por Ga1cia (1981): 

À2= 7,5 l SL
0

•
39 

À2 = 12,5 t SL 
0
•
33 

À 2 = 9,9 t SL 0,33 

(1) 

(2) 

(3) 

sendo as equações (1) e (2) para Al4,5Cu e (3) para Al15Cu, 
já que na bibliografia consultada não foi possível encontrar 
nenhuma formulação específica apra Al7Si; os resultados 
metalográficos não permitiram determinar com precisão 
razoável este parâmetro, devido ao tipo de estrutura 
encontrada, e, portanto, não foi possível desenvol ver um 
modelo próprio. A fig. 6 mostra a tela do microcomputador 
onde podem ser visualizados alguns parâmetros determinados 
a partir de uma curva de resfriamento de liga Al7Si ( o 
espaçamento dendrítico secundário foi determinado através 
dos 3 modelos matemáticos, a partir do valor de tsL obtido 
da curva de resfriamento ). 

PROCEDIMENTOBXPERIMENTAI. 

Os experimentos foram realizados segundo o procedimento 
descrito na fig. 7; o metal fundente é retirado do fomo 
elétrico ( em tomo de 750 °C ) e vazado em moldes (a) 
metálicos, (b) cbamote + bentonita, (c) bentonita e (d) 
grafite. Usando moldes diferentes foi possível obter taxas de 
resfriamento diferentes (além de terem sido usadas "mantas" 
de amianto, ar forçado, etc. .. ). 
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Fig. 6 - Visualização de tela do microcomputador mostrando 
alguns dos parâmetros calculados (liga AI7Si.) 

Forno 

cadinh!l 

I 

J 

'-. 

posicionador de 
temopar 

• 
~ 

temetro 
· .. ~, ... 

~, ., 

ao 
n1crc 

isolante térrtico 

Fig.7- Procedimento experimental seguido na realização dos 
experimentos cujos resultados estão mostrados nas figuras 
anteriores. 

Um termopar tipo K, com bainha de inox (diâmetro 
externo 1,5 mm) é posicionado no centro (diametral ) e a 
aproximadamente 1 cm de profundidade da borda superior 
do molde; o sinal gerado pelo termopar é levado 
primeiramente por fios de compensação e depois por cabos 
blindados até os terminais do conversor A/1). 

Depois de realizada a operação de aquisição e 
processamento de dados, um sinal é enviado via conversor 
DIA para um paineL aceitando (SIM) ou rejeitando (NÃO) a 

peça, como mostra a fig. S. 



Fig. 8 - Painel que indica se a peça foi aceita ou rejeitada; o 
sinal é proveniente do conversor D/ A. 

No momento, a aceitação ou rejeição da peça está sendo 
feita através do valor do superesfriamento, conforme a 
maioria dos autores procede; entretanto, quando uma maior 
quantidade de ensaios fôr realizada, inclusive com diversas 
ligas, poderemos estabelecer qual é o parâmetro que implica 
numa melhor correlação ( nos resultados preliminares 
obtidos até o presente momento, o parâmetro tsL apresentou 
melhor correlação - somente a liga Al7Si foi testada ) com as 
propriedades mecânicas e alterar o software para que passe a 
realizar o controle a partir deste parâmetro. 

CONCLUSÕES E SUGESTÕES DE CONTINUIDADE 

O sistema de aquisição/processamento de dados possui a 
sensibilidade necessária para realizar a aquisição dos pontos 
referentes à curva de resfriamento , o que pode ser 
constatado nas curvas apresentadas; o software desenvolvido 
realiza corretamente os cálculos que levam aos parâmetros 

de interesse no processo de solidificação (TL, Ts. VR, A Tu, A 
tu, etc. .. ) . Também está funcionando a contento o sistema 
(hatware e software ) de indicação no painel de aceitação ou 
rejeição da peça, permitindo que se simule a nível de 
laboratório, o que deveria acontecer numa indústria com 
Controle de Qualidade "on line". 

Os resultados preliminares realizados com liga Al7Si 
mostraram que o parâmetro que estabelece a melhor 
correlação com a taxa de resfriamento ( o tamanho de grão e 
as propriedades mecamcas dependem da taxa de 
resfriamento) foi o tempo local de solidificação (é 
importante ressaltar que a maioria dos autores utiliza o valor 
do superesfriamento como parâmetro de controle de 
tamanho de grão e Gunther e Jurgens comprovaram que Gb é 
mais adequado- mas não testaram o parâmetro tsL ). 

É possível concluir que hoje dispomos de um sitema de 
aquisição e processamento de dados relativos à curvas de 
resfriamento, que permitem o monitoramento "on line" do 
fundido com a chamada Garantia de Qualidade ; este sistema 
continuará sendo desenvolvido, pesquisando-se novos 
parâmetros e, principalmente, desenvolvendo um sitema 
multicanal, que permitirá, inclusive, o cruzamento de dados 
de curvas obtidas por sensores diferentes. Assim, por 
exemplo, poderemos determinar o gradiente térmico entre 
pontos da amostra, bem como de outros parâmetros 
(velocidade de avanço da interface,etc ... ). 
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INTRODUCTION 

Single crystal silicon is the basic mate-
rial for modern electronics. ln general the qua­
lity of single crystals is determined by heat and 
mass transfe r in the bulk of the melt and at the 
melt - cruc ible and crystal - melt interfaces. 
Heater construction, rotation rates, pulling 
rates, atmosphere etc. are the conditions of the 
second order importance for the growth process. 

SUMMARY 

ln particula r, it was derived that homogene ity of 
dopant and r esidual impur i ty distribution, the 
degree of dissolution of the c rucible walls, and 
structure striations strongly depend on the con­
vection, in the melt (natural, forced convection, 
due t o buoyanc y and the rmocapillarity) the t empe­
rature fluctuation s , and laminar or t urbulent 
character of the melt flows. It is well known 
that melted s ilicon have the me talli c conductivi­
ty, so i t is possible to control the proper t ies 
of the solidified silicon by applying the magneti c 
fields during c rys tal growth process. Using the 
i nductor of the ro t ating magnetic fi e ld it i s 
possible to avoid t he temperature fluc tuati ons -
that means the absence of stria t i ons - and to 
have the un i form dopant distribution. There f ore, 
the melt phenomena, and the heat and mass transfer 
in growing single- s ilicon crystals depend upon 
severa! parameters and the important parameter is -
the magnetic field configuration. 

So, applying magnet ic fields dur i ng the c rys­
tal growth allows us solve one of the main problem 
of Czochralski growth - decreasing the oxygen con­
tent and attaining the uniform dopant and oxygen 
distribution in radial c ross-sections and along 
the ingot. 

MATHEMATlC MODELlNG (constant axial magnetic field). 

The Navier-Stokes equations with the Boàssinesq s 
approximation [1] have been used for the numerical 
modeling; it is a set of equations written in 
three-dimensional axisymmetric form. The boundary 
conditions used take into account the law of the so­
lidification rate (that has been obtained by 
solving the heat transfer problem for conventional 
single crystal growth), rate of the melt lowering 
during gronth, and rate of oxygen evaporation from 
the free surface of the melt. 

The analysis of the dimensionless criteria determining 
the mutual dependence of molecular and molar diffusion 
and thermal conductivity, demonstrated that the very 
growth process is independent of the mass transfer 
in the melt. This permits the problem of crystal 
growth modeling to be solved disregarding the mass 
transport in the melt. ln Ref. 1, there have been 
presented the modeling results and experimental data 
on the effects of magnetic field on the oxygen con­
centration and microdefect density for a number of 
crystals of the sarne diameter (100 mm). ln [1] it 
has been shown that single crystals could be grown 
with a given type and distribution of microdefects 
and, simultaneously, with a desired concentration of 

oxygen (withtJ 10 to 2 l 8 1o-3cm ) and carbon 

(S2 X lo 16cm- 3 ) as well as with an enhanced unifor­
mity of the dopant distribution (less than 4% both 
in length and in radial direc tions) and of residual 
impurities such as oxygen and carbon (S 10%). ln the 
pre sent paper, the problem was extended t o include 
mode ling growth of ingots of vari ous diameters (50, 
75, 100 mm and 150 mm) with taking into account 
changing of the melt level in the crucible . One of the 
results of the numerical experiments is the following: 
the theory which proclaimed the creation of the an 
oxide film on the crucible walls is correct. The film 
thickness and, respectively, the oxygen concentration 
on the melt-cruc ible interface depends on the intensi­
ty o f the flows. When t he magnetic field is changing 
during growing process, we can obtain, as a result, 
dif fe rent oxygen concentration on the cru~ble walls, 
which means controlling the oxygen concentration. 

The lowest oxygen concentration was observed 
when the constant axial magnetic field is equal to 
0.07T [1]. The region o f increase of the oxygen concen­
tration in the final part of the growth process with 
inc reasing induction of the magnetic field has been ob­
served. This results in the stagnant zone formation at 
the front of crystallization. It is essential that nei­
ther the axial oxygen distribution nor the initial oxy­
gen concentration of the ingot depend on the strength 
of the magnetic field. Therefore the magnitude of 
the magnetic field have to be chosen according to 
the desired oxygen content in the crystal. Thus, 
to obtain the homogeneous distribution of oxygen 
along the ingot it is necessary to increase the mag­
netic induction in the first part of the process 
and then to decrease it in the second part. 
ln the Fig.l one can see isolines of the stream 
functions for different melt levels and 
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magnetic field 0.007 T when ingots diameters are 
equal to 50 mm or to 75 mm. 

, .~ 

Ci 
L ~I 
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Fig.l Isolines of the stream function for ingots of 
50 mm (left) and 75 mm (right) in diameter, the 
magnetic field is 0.007 T. The melt level is 0.9, 
0.7, 0.45, 0.26 consequently. 

When the melt leve! decreases the melt flow 
intensity dec reases too; the cell in the region 
below the growth interface has a stagnation zone for 
the ingots of 50 mm in diameter, the sarne cell for 
the ingots of 75 mm in diameter has a little 
individua l swirl flow near crucible bottom beneath 
the stagnation zone just below the growth interface. 
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Fig.2 The oxygen concentration chnging along the 
growth axis for the ingots of 100 mm and 150 mm in 
diameter, the magnetic field is 0.007 T. 

From Fig.2 one can see that the uniform 
oxygen distribution along the growth axis can be 
reached; it is possible by programming the magnetic 
field during the growth including initial melting of 
charge and seeding of crystal. 

MATHEMATIC MODELING (combined magnetic field) 

When constant and rotating magnetic field 
effects on the electrically conducting fluid the 
velodty and structure of flows transform due to for-

mation of the Lorenz forces. Therefore it is necessary 
to add the magnetic field equations to the Navier­
Stokes set, 

Let tbe magnetic field induction (B) to be uni­
forro only along z-axis: B = {O,O,B}. The electromagne­
tic Lorenz force is: 

f = j B o r 
e e 

f = - o u B 2 
r z 

ftp = - o w B2 
( 1) z 

f = o z 

where j - stream density; o - elecroconductivity; 
u and w - radial and tangential veloclty's compo­
nents. 

When rotating magnet ic field applying we 
write the sets of Maxwell equations: 

rot B = j1
0

J 

di v B = O 
- -

rot E = - j w B (2) 

di v E= O 

J=ofE+~,B]) 

The boundary conditions on the inductor and 
chamber walls are the following: 
- radial components of magnetic induction vector 
are changing contoniously; tangential components 
of magnetic field are changing sharply. 

After computing the resultant electro-magne­
tic field of the system inductor-crusible contai­
ning the melt and taking into account abovementi­
oned boundary conditions we can drive the equation 
for electo-magnetic forces in the bulk of melt. 
Their distribution is determined by multiplying of 
stream density and induction of the resultant mag­
netic field in the melt. 

Take into account the effect of constant axi­
al and rotating magnetic field the Navier-Stokes 
equations change as following: 

~+...!.. à(ruT)tà(vT)= l._ [.!. à-(ràT )t<!r
2

]( 3 ) 

àt r àr àz RePr r àr àr az 2 

~t...l.à(ruC)+~C)=_1_ [J.~(r~)+~2 ] (4 ) 
àt r àr àz ReSc r àr àr àz2 

2 
~+....!...a( ruul + a(vul __ 1_[r~ cL a( ru) l+ ~ 1_ 

- 2 
àt r àr àz Re àr r àr àz 

a w2 Ha2 Ha2 
-~t-+-f +- F (5) 
àr v Re 2 r ReRe vr 

m 

2 
~ +l. à(ruw)+~l=...l. [r~ cL ~~}+~ 1_ 
àt r àr àz Re àr r àr àz 2 

uw Ha2 Ha2 
--+-f +-- F 

r Re u ReRe vtp (6) 
m 
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where r - temperature; C - concentration; p - pres­
sure; B - induction of magnetic field; u, v, w - ra­
dial, axial and tangential components of velocity. 

Dimensionless criteria determined as usual: 
v L 

Reynolds number - Re= - 0
-

V 

magnetic Reynolds number - Re = ~ av L 
m o o 

Prandtl number - Pr=..!!.... 

Grashof number - Gr= 

3 
gfjCÃCRr 

Grashof number of concentration- Grc=-~~~ 
v2 

v 
Schmidt number - Se=-

D 

Hartman number - Ha= B L {aj(pv) 
o 

R - crucible radius; V - kinematic viscosity; a -
ttermal diffusivity; D - coefficient of diffu­
sion; g - accelaration due to gravity; /1T - coeffi­
cient of thermal expansion; f1c - coefficient of 
concentration expansion; L - charachteristic size; 
v - characteristic velocity; B - characteristic 
igduction of magnetic field; ÂC ~ concentration dif­
rence; ÃT - temperature difference. 

Initial and boudary conditions are: 
Boundary 1 (axis of symmetry) 

ar O, a c O, ~-o -= = - ' u = 
ar ar ar 

Boundary 2 (crystal-melt interface) 

a c C(1-kef) dh (t) 
r T 

s 
' -

az D dt 

u = O, w = r Q 
c r 

Boundary 3 (free surface) 

ar dH = k
3

(r-T 
3

), v 
az am. dt 

~=O,~= O 
az az 

Boundary 4 (crucible wall) 

Boundary 5 ( crucible bottom) 

ar 
a- =k

5
(r-r 

5
), 

z .am. u = O, v = 

o ' w 

' 
v 

o, w 

= o 

dhs(t) 

dt 

R Q 
cruc. 

= rQ 
cruc. 

Boundary conditions related to dopant depend on the 
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dopant type. On the crucible walls and bottom we 
have the condition of dopant impermeability: 

a c an = o 1 Where n iS a normal. 

At the free surface we have the evaporation condi­
tion: 

ac -= -k c ev. 

An essential feauture of boron is the absence of 
evaporation. For oxygen we consider two conditions: 
kev.for free surface is infinite, so C= O; 

at the crucible walls and bottom we have the first 
order transition. 

dhs(t)/dt - change of solidification rate, 

kef - effective segregation coefficient, 

dH/dt - change of the melt leve!, 

Q - angular velocity of crucible rotation, cruc. 

Q - angular velocity of crystal rotation, 
c r 

k
3

, k
4

, k
5 

- coefficients of linearization 
of Stefan-Boltzmann law 

ram. 3 ' ram. 4 ' ram. 5 - ambient tempar~ture 
of the boundar1es 3,4,5 

RESULTS OF NUMERICAL MODELING (combined magnetic 
field) 

Numerical modeling have been done using the 
following parameteres: 

crucible diameter was 330 mm, crystal diameter 
was 150 mm, longitudinal and radial distribu­
tion of dopant and oxygen both were uniform. 

ln the table there are the ralationships between 
the inductions of constant axial magnetic field B 
and rotating magnetic field B t c 

r o 

Table 1. Parameters of magnetic field 

NN 1 2 3 4 5 6 7 8 9 

Bc' r 0.02 0.06 0.1 0.02 0.06 0.1 0.02 0.06 0.1 

B T 
rot, 

0.0018 0.0036 0.0054 

Rotation rate of crucible was 1 rpm, rotation rate 
of crystal was 15 rpm. Isotherms, isolines of con­
centration or stream function, tangential compo­
nent of velocity vector have been calculated using 
four levels of melt: the begining of growth, 1/4 of 
process, 1/2 of process and 3/4 of growth. 

When the induction of rotating magnetic field 
is small (0.0018 r) the intensity and structure of 
melt flow are determined by natural convection and 
by the magnitude of induction of constant axial mag­
netic field. When constant axial magnetic field is 
equal to 0.002 T there is one big swirl in the bulk 
of melt. When constant axial magnetic field increa­
ses up to 0.1 T this swirl is pressed to crucible 
wall and in the centre of melt there is a stagnant 
zone. 

When the induction of rotating magnetic field 
is rather big (0.0054 r) there are usually two swirls 
in the melt. The directions of rotation are opposite 
During the first half of growth structure and 
and intensity of melt flows are determined by rotat­
ing magnetic field. ln the second half of the process 
the effect of natural convection on the melt flows 



is essential. 
When the melt level decreases the intensity of 

melt flows decreases too for all magnitudes of combi­
ned magnetic field. 

• 
~ 
I C~ ~ 

Fig.3 Isolines of stream function for the 150 mm 
diam .• ingot gro~n under combined magnetic field: 
Bc= 0.06 T, Brot= 0.0018 T (left) and 8

0
= 0.06 T, 

Brot=0.0054 T (right). The sequential melt levels 

are 0.9, 0.7, 0.45 and 0.26. 

At the begining of the process the flow inten­
sity is high and the temperature gradient is high too, 
especially''near the crucible walls. During the gro~th 
the mel L levPl in the crucible decreases, so the flo~ 

int.ensity decreases too and isotherms get smoother. 
For all modeling variants the intensity dist­

ribution is the sarne. ln the beginning of the process 
then~ is a uniform concentration of impurities in 
the most part of the melt. At the crucible walls 
anel near the freP surface, there are big gradients of 
impur·ities. During the growth (up to lhe middle of the 
process) lhe impurities begin to concenlrate in lhe re­
,~ion just below the growing crystal. Therefore, in the 
middle of lhe growth, aud up to lhe end of the process, 
Lhere is maximum concentration of impurities in the 
region jusl belo~ lhe growing crystal. The resulting 
concent;·,ttion of impurities in the single crystal is 
c!eLP.rmined by the boundary conditions during the 
gro~th. The boudary condi l ions are special for ever·y 
Lype of impurity. 

The main feature of boron is the absence of eva­
poration from the free surface ( segregation coeffi­
cienl is equal to 0.8); as a result the boron concen­
lr·ation increases monolonically up to the end of 
gro~o·th for all cases of the modeling (Fig. 4). 

Phosphorous segregation coefficient is equal to 
0.3, so that a limited evaporation takes place. 
Therefore there is the concentration gradient along 
the crystal length and this gradient is higher than 
that in the case of boron distribution (Fig.5). 

The strongest effect of combined magnetic field 
on the impurity distribution has been observed for 
oxygen. For given temperature the snturation concent­
ration of oxygen at the crucible walls and its bot­
tom is 

13 
C=l.587*10 

o 
e 

3.399 * 10 
T + 1 

During the crystal growth, a SiO 
2

film forms on 
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the crucible walls and its bottom. The film thick­
ness depends on the flow intensity. When the flow 
intensity is less than some threshold value 
the film thikness is maximum and the oxygen con­
centration in the melt is minimum. Then the film be 

gins to dissolve which results in increasing oxygen 
concentration 111 the melt. This regime is the most 
convinient to control the oxygen concentration in 
the melt and, hence, in the crystal. If the whole 
Sio

2 
film is destroyed the oxygen concentration re­

ches saturation for the given temperature. The ini­
tial value of oxygen concentraion can be preset 
using the parameters of combined magnetic field 
determined beforehand and this oxygen concentration 
can be kept constant along the crystal length by 
programming of combined magnetic field (Fig.6). 

Boron concsntration, arb units 
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Fig. 4 Change of boron concentration along the crys­
tal length for severa! variants of combined magne­
tic field ( see Tab. 1) 
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Fig. ,) change of phosphorous concen tril t ion along the 
crystal length for several variants of combined mag­
netic field (see Tab.) 
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Fig. 6 Change of oxygen concentration along the 
crystal length for several variants of combined 
magnetic field (see Tab.) 



Now we represent the data on modeling the real 
conditions of the growth and on measuring some pro­
perties of the ingot obtained. The real ingot was 
from a 16 kg load, its diameter was 102.5 mm. It is 
necessary to note that the crucible did not rotate 
during all the process, so the rotation of the melt 
was only one to the rotat}ng magnetic field. The pa­
rameters of combined magnetic field were as fol­
lowings: at the first stage of the process when the 
load is melting and then at the seeding the constant 
axial magnetic field is equal to 0.1 T and the rota­
ting magnetic field is equal to 0.0042 T; then du­
ring approximatly the third part of the process from 
the beginning the constant -magnetic field decrea­
ses to 0.05 T and the rotating magnetic field is 
equal to 0.0033 T; then the constant magnetic field 
is kept equal to 0.05 T up to the end of the process 
and the rotating magnetic field increases first up to 
0.0042 T and in the last part of the process (~ 20% 
to the end of the growth) it increases up to 0.0054 

In Fig.7 there are the isolines of stream fun­
ction for this real process. Thereis only one swirl 
in the melt which did not change in spite of the melt 
level decreasing that is the result of programming of 
the magnetic field during the growth. In Fig. 8 there 
are X-ray topographic patterns of the longitudinal 
sections of this ingot. One can see the uniform dist­
ribution of the growing microdefects through the bulk 
of the crystal The distributi on of the oxygen con-
centration is shown in Fig.9. The uniformity of 
oxygen distribution is well seen. So we can conclude 
that using the result of our numerical modeltng we 
have the possibility optimizing the technology para­
meters for real gro~th condition to obtain the ingots 
with the uniform and preset structure and distributi­
on of impurities . 

B =0.05 T c 

Brot=0.0033 T 

® B =0.05 T c 

B"rot=0.0042 T 

B =0.05 T 
c 

Brot=0.0054 T 

Fig 7 Isolines of stream function for the real 
condition of growth. Ingot was grown from the load 
of 16 kg, the diameter of ingot was 102.5 mm. The 
crucible did not rotate. 

719 

. 
• • "'< ~. ... \ ~ ' • +.: ~"' '~ 

Fig. 8 X-ray topographic pattern of the longitudi­
nal sections of real ingot related to the flow 
patterns from Fig.7. MoKa1 radiation in reflec­
tions 220. 

Oxygen concentrat ion, cm 
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Fig. 9 The distribution of oxygen concentration 
along the crystal length for the real ingot. The 
data related to the average value obtained from 
five mesuarment: central point and four points 
15 mm from the edgeof the wafer. 

CONCLUSIONS. 

Mathematic modeling of crystal growth under 
applied combined magnetic field have been developed. 
It has been shown that using the result of numerical 
modeling it is possible to optimize the technology 
parameters of the growth to obtain the ingots with 
preset properties and structure, with the uniform 
distribution of the impurities either in the radial 
direction or along the crystal length. Comparison 
of numerical modeling with the results of experiment 
gives us an example of very good agreement. 
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PETJtÓLEO, 
O DESAFIO DA PRODUÇAO EM AGUAS PROFUNDAS 

, Victor leio 
PETROBRAS / CENPES /DIPLOT /SEPROV 

Até poucos anos atrás a produção de petróleo e o desen­
volvimento tecnológico caminhavam par e passo. As conquis­
tas . em cada uma das frentes realimentavam a outra, garan­
tiam seu desenvolvimento e supriam suas necessidades. 

Recentemente, com a crescente demanda e a proximi­
dade do esgotamento de reservas conhecidas, houve a neces­
sidade imperiosa de explorar e produzir petróleo em condições 
e ambientes tão diversos e agressivos quanto diferentes dos 
anteriores. Nesse novo quadro, o processo contínuo de re­
alimentação e progresso já não era suficiente para garantir 
a velocidade necessária para acompanhar a demanda sempre 
crescente de petróleo mais barato e em maior quantidade. 

Uma nova forma de trabalho deveria ser implementada 
e essa forma foi definida com função de saltos tecnológicos 
fortemente apoiados em pesquisa e desenvolvimento e com 
relacionamento estreito com a comunidade tecnológica na­
cional e internacional. Esta nova visão permite antecipar e 
solucionar problemas ~ apontar gargalos tecnológicos abrindo 
caminho para a produção de petróleo nas melhores condições 
de segurança e economia. 

Abordamos em nosso trabalho uma explicitação dos no­
vos sítios de produção, a origem dos desafios, e como a comu­
nidade acadêmica e de P & D deverá participar e contribuir 
para vencê-los. 

TERMOTECNIA NO DESENVOLVIMENTO 
, AU~OMOBILÍSTICO: 

A CELULA DE TERMICA VEICULAR NA MBB 

José Carlos O. Morei 
Helcio Onusic 

José Augusto P. Campos 
DEE/EES- Mercedes Benz do Brasil S.A 

No painel apresentaremos primeiramente a estrutura da 
Diretoria de Desenvolvimento da MBB, com ênfase na Direto­
ria de Engenharia Experimental; uma vez fixado este cenário, 
detalharemos a estrutura da Célula de Térmica Veicular e 
suas relações com os diversos grupos experimentais e de pro­
jetos. 

A seguir exploraremos as principais linhas de trabalhos 
da Célula com alguns exemplos concretos de sua atuação, tais 
como: 

• Ensaios de Conforto Térmico em Veículos MBB; 
• Desenvolvimento de Sistemas de Ar Condicionado Veicu­

lar 
• Desenvolvimento e Ensaio de Sistemas de Arrefecimento; 
• Caracterização Laboratorial de Propriedades Termofísi­

cas de Materiais; 
• Aferição de Sensores; 
• Execução de ~nsaios de Campo, na área de Termotécnia, 

em veículos ?vffiB e análise de resultados; 
• Modelamento de fenômenos observados em campo. 
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Finalmente apontaremos suas perspectivas futuras de tra­
balho, bem como ressaltaremos as possibilidades de inter­
faceamento fecundo com a área acadêmica: 

• Estudo de problemas térmicos associados ao encapsula­
mento de motores exigido pela nova legislação brasileira 
de emissão de ruídos; 

• Estudos de Visualização de Fluxo e Aerodinâmica in­
terna objetivando problemas de troca de calor por con­
vecção forçada; 

• Modelamento teórico e experimental de novos sistemas 
tambor/roda visando a otimização operacional do sis­
tema de freios em ônibus urbanos; 

• Instalação de um laboratório terciário de aferição de sen­
sores de temperatura; 

• Instalação de uma bancada de provas para anemometria 
e higrometria; 

• Estudos de Aerodinâmica Externa. 

Será uma exposição genérica, sem excessivos detalhes 
técnicos, mas que tentara capturar a vivência concreta de 
problemas termotécnicos em ambiente industrial. 
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BALANÇO TÉRMICO EM COMPRESSORES 
HERMÉTICOS ALTERNATIVOS DE REFRIGERAÇÃO 

Márcio Luis Todescat, Fabian Fagotti 
Embraco S/ A - Pesquisa e Desenvolvimento 

Rua Rui Barbosa, 1020 
Cx. Postal D-27, Joinville, SC 

Rogério Tadeu da Silva Ferreira, Álvaro Toubes Prata 
Depto. de Eng. Mecânica 

Universidade Federal de Santa Catarina 
Cx.Postal 476, Florianópolis, SC 

Uma análise dos diversos fenômenos de transferência de 
calor em um compressor hermético alternativo de refrigeração 
é levada a efeito. Um modelo global baseado na primeira 
lei da termodinâmica é estabelecido, do qual é derivado um 
programa de simulação. Coeficientes globais de transferência 
de calor entre os volumes de controle são determinados a 

partir de dados experimentais. Excessão é feita à interface 
gás-cilindro, na qual utilizam-se correlações conhecidas. As 
equações que determinam as condições de funcionamento do 
compressor e as equações de balanço térmico são resolvidas 
concomitantemente. O modelo é validado a partir da boa con­
cordância observada entre resultados obtidos via simulação e 
dados experimentais. 

DETERMINAÇ~O DE CONDIÇÕES_DE 
CONTORNO TERMICAS EM PISTOES 

José Manoel Martins Leites 
Metal Leve S.A. 

Rua Brasílio Luz 535, Caixa Postal 12704 
04746, São Paulo, SP 

,. 

Será apresentado o programa de pesquisa em desenvolvi­
mento na Metal Leve com o objetivo de determinar as condi­
ções de contorno térmicas em pistões. Para este estudo são 
analisadas três regiões distintas do pistão: 

1 - Superfície Inferior: determinação do coeficiente de 
película resultante da interação de jato líquido e superfície 
móvel. 

2 - Galeria de Refrigeração: visualização de escoamento 
em duto parcialmente cheio quando submetido a altas ace-

723 

lerações perpendiculares ao escoamento. Determinação do 
modelo de transferência de calor nas condições de escoamento 
observado. 

3 - Superfície Superior: determinação dos coeficientes de 
película a partir de programa de simulação de ciclo motor 
diesel. 

Serão apresentados também os desenvolvimentos realiza­
dos para a medição de temperaturas no pistão de um motor 
em funcionamento. 
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ANÁLISE TÉCNICO-ECONÔMICA DE CENTRAIS DE 
GERAÇÃO ELÉTRJCA COM ~OTORES DIESEL EM 

ALTERNATIVA A ~XPANSAO DO SISTEMA DE 
TRANSMISSAO OU COMO FONTE DE 

GERAÇÃO PRÓPRIA 

Luiz Marcello M. de Azevedo Filho 
Jean Cesare Negri 
CESPI EPRT 

Ao longo da última década o desenvolvimento tecnológico 
de motores Diesel para aplicação marítima foi marcante. O 
aumento da potência específica em valores da ordem de 3.500 
k W I cilindro tem deslocado o uso de ciclos convencionais a 
vapor tipo RANKINE. Atualmente, motores de 4 tempos 
atingem potências até 15-20 MW, enquanto que os motores 
lentos de 90 a 120 rpm chegam, a produzir 42 MW. Valores 
de rendimento têm sido gradativamente aumentados, onde 
índices na faixa de 40 a 45% e 48 a 52% têm sido observados 
para motores de 4 e 2 tempos, respectivamente. Além disso, 
o terceiro fator complementando o quadro de viabilidade é 
a possibilidade de uso de combustíveis de baixa qualidade, 
reduzindo o custo operacional do equipamento. 

Em função desta evolução e dos resultados alcançados, 
o uso destas máquinas tem sido estendido para outras áreas, 
por exemplo, na geração elétrica. Aplicações até 150MW por 
central térmica têm sido observadas, principalmente em sis­
temas isolados ou com baixo fator de carga. Em alguns países 
as iá ticos, a geração local com motores Diesel compete em ter­
mos econômicos com a geração centralizada em grandes usi­
nas termoelétricas, incluindo, neste caso, o sistema de atendi­
mento via linhas de transmissão. 

Antonio Buonfiglio 
Cláudio Coelho 
PETROBRÁSIREPLAN 

No Estado de São Paulo existem algumas localidades que 
necessitam a curto e médio prazos (2 a 10 anos) reforço no 
sistema de transmissão; entretanto, o fator de carga e o cresci­
mento da demanda associado é pequeno, tendo a sua origem 
nos setores residencial e rural. Nesta situação, a geração 
elétrica com motores Diesel é uma alternativa à expansão das 
linhas de transmissão, produzindo o mesmo efeito final, isto 
é, o de atender o mercado. Além destes casos, estão sendo 
estudados o atendimento de pequenas cargas em localidades 
isoladas e pontos na rede com necessidade de compensação 
reativa. A avaliação tem caráter técnico, envolvendo aspectos 
operacionais, de confiabilidade e disponibilidade, e econômico 
comparando-se os custos iniciais e anualizados. 

Baseado na demanda de carga, os motores analisados 
são do tipo 4 tempos, com potência por unidade na faixa 
de 3 a 8 MW. Análises iniciais indicaram a possibilidade do 
óleo combustível tipo lA com pequena diluição de óleo leve. 
Avaliações neste campo estão sendo realizadas no sentido de 
verificar a possibilidade de eliminar a diluição. 

Os resultados até o presente momento indicam a poten­
cialidade de uso de motores Diesel em algumas aplicações, 
por exemplo, na auto-produção de energia elétrica e mesmo 
na geração em condições de complementação térmica, com 
fator de carga baixo e onde o suprimento de água é crítico. 

ANÁLISE EXERGÉTICA DE USINAS TERMOELÉTRICAS 
OPERANDO COM ÓLEOS ULTRA-VISCOSOS: 

IDENTIFICAÇÃO DE POTENCIAIS PARA MELHORAR O 
RENDIMENTO DA USINA 

Jean Cesare Negri 
Cia. Energética de São Paulo (CESP) 

O programa termoelétrico da CESP para a corrente dé­
cada, incorporado no Plano Decenal da Eletrobrás em 1988 
consta de 2 usinas com capacidade total de 1050 MW. 

As usinas são compostas de unidades modulares de po­
tência de 350 MW e deverão consumir óleo combustível tipo 
8A e 9A. A operação das usinas será em regime de comple­
mentação térmica, sendo previsto um fator de carga médio de 
45%. 

Os parâmetros do ciclo térmico tipo Rankine, definidos 
a partir do custo de combustível e do regime de operação 
da usina, indicam a aplicação de três turbinas (alta, média 
e baixa pressão), o uso de um reaquecimento na caldeira e 
7 aquecimentos regenerativos. Os valores de pressão e tem­
peratura do vapor na saída da caldeira em condição de sub 
crítico, são 175 bar e 538 °C, respectivamente. 

O trabalho em pauta apresenta a análise exergética do 
ciclo térmico específico e da usina, envolvendo todas as en­
tradas e saídas, incluindo os subprodutos. 
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Silvio de Oliveira Júnior 
IPT e Escola Politécnica da USP 

A análise do ciclo t érmico engloba a determinaçao de 
cerca de 30 estados termodinâmicos do fluido vapor-líquido, 
envolvendo as entradas e saídas nos diversos equipamentos. 
Nas condições estabelecidas para a especificação técnica, serão 
calculadas as eficiências e perdas exergéticas para os compo­
nentes do ciclo, sendo que os resultados finais serão sintetiza­
dos num Diagrama de Grassman. 

A avaliação global da usina visa fundamentalmente efe­
tuar uma análise de sensibilidade em função da presença do 
sistema de dessulfurização de gases e das variações vinculado 
ao tipo de sistema de refrigeração escolhido. A dessulfu­
rização escolhida é do tipo via úmida, onde o calcário é com­
binado com o SO, produzindo gesso numa taxa média esti­
mada de 170 tI d. O sistema de refrigeração do condensador 
demanda de 30 a 36 mil tlh de água, por unidade de 350 
MW e depende da disponibilidade do suprimento da fonte 
fria, podendo ser de circulação aberta ou fechada, por torre 
úmida ou seca, afetando a eficiência da usina. Neste sentido, 
partindo dos dados conhecidos na fase de projeto, serão ava­
liados os ganhos e as perdas exergéticas para as alternativas 
de configuração apresentadas. 

1 
! 
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ATIVIDADES DE PESQUISA E DESENVOLVIMENTO DE 
PROCESSOS TÉRMICOS NA COMPANHIA 

SIDERÚRGICA NACIONAL 

Adelmo Crespo Machado 
Cia. Siderúrgica Nacional 

INTRODU CÃO 

As crises energéticas que ocorreram a partir de 1973, im­
pulsionadas por aumentos de preços e por riscos no abas­
tecimento de petróleo aos países dependentes, mostraram à 
indústria uma nova realidade, na medida em que as fontes 
energéticas, antes baratas, passaram a partir de então a in­
fluenciar mais intensamente os custos de produção e onerar 
portanto os seus produtos. No caso brasileiro, a indústria 
em geral caracterizou-se na época como um setor altamente 
dependente dos derivados de petróleo, devido ao elevado con­
sumo de óleo combustível. 

Em contra-partida, as reações se fizeram sentir a partir 
da maior prioridade que passou a ser atribuída aos assun­
tos relativos à energia, abrindo espaços à realização de tra­
balhos que acenassem para reduções de consumo de fontes 
energéticas, notadamente o óleo combustível. Como era re­
comendável, os primeiros trabalhos realizados tiveram um 
conteúdo mais abrangente no que se refere ao tipo de indústria 
e se constituíram notadamente de: (i) implantação de sis­
temas mais eficazes de gestão do uso de fontes energéticas; (ii) 
eliminação de desperdícios devido ao mau uso ou uso incor­
reto de utilidades; (iii) realização de diagnósticos em sistemas 
de energia nas indústrias (balanços energéticos); (i v) realiza­
ção de diagnósticos de consumo de energia em equipamentos 
(balanços térmicos), notadamente de fornos; (v) reformas em 
fornos com adoção de isolamentos térmicos mais eficientes em 
paredes e sistemas de refrigeração; (vi) implantação de recu­
peradores de calor dos gases oriundos da combustão de fornos. 

Os trabalhos desta natureza acarretaram seguramente 
em reduções de consumo, mas também posicionaram a in­
dústria em geral num grau de maturidade mais elevado na 
operação de seus equipamentos. A partir de então, os de­
senvolvimentos subsequentes passam a ser forçosamente mais 
sofisticados e complexos, envolvendo o desenvolvimento de 
modelos que possibilitem uma futura operação automatizada, 
com consequentes otimizações de consumo energético e melho­
ria da qualidade dos produtos. 

Especificamente, no que se refere à Siderurgia Brasileira, 
o grau de aperfeiçoamento na operação de seus equipamen­
tos já indica a fase atual como oportuna para o desenvolvi­
mento e implantação de modelos que contêm o equaciona­
mento dos processos de transferência de calor nos diversos 
fornos siderúrgicos. A Companhia Siderúrgica Nacional con­
sidera tais desenvolvimentos como uma real necessidade para 
promover a otimização dos processos térmicos e para tanto, 
vem implementando em seu Centro de Pesquisas atividades 
para tal fim. _ 

Após uma breve descrição da configuração energética e 
produtiva da Usina Presidente Vargas da CSN, serão apresen­
tadas as principais linhas de pesquisa ora em desenvolvimento 
na área térmica. 
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CONFIGURACÃO PRODUTIVA E ENERGÉTICA DA 
USINA PRESIDENTE VARGAS DA CSN 

A usina é do tipo integrada, porque dispõe das seguintes 
fábricas em seu processo produtivo: 

Redução do Minério de Ferro. Consiste na preparação 
/fabricação do coque redutor e na preparação/aglomeração 
do minério de ferro . O coque e o sinter são destinados aos 
Altos-fornos que promovem a redução, obtendo-se assim o 
ferro-gusa. No aspecto energético, o setor de redução con­
some 67% do total de energia primária da Usina, dos quais, 
45% ocorre nos Altos-fornos. Produz dois importantes in­
sumos energéticos - o gás de coqueria e o gás de alto-forno 
- que são utilizados como combustíveis nesta e nas demais 
fábricas da Usina. 

Refino do Ferro Gusa e Lingotamento do Aco Líquido. 
Neste conjunto de unidades da usina, obtém-se primeiramente 
o aço líquido, nas especificações de composição química re­
queridas para cada tipo de produto, através do processo LD, 
caracterizado por um baixo consumo energético. A com­
bustão incompleta do carbono do gusa gera o gás de Aciaria 
LD, o qual é recuperado e utilizado em outros setores da usina 
como combustível. 

A seguir, cerca de 87% da produção de aço líquido é so­
lidificado na forma geométrica de placas nas linhas de lingo­
tamento contínuo, preferencialmente utilizadas devido ao seu 
elevado rendimento de material aliado a um menor consumo 
energético. Os restantes 13% são lingotados convecionalmente 
e produzem blocos de aço. 

Esta fábrica responde por apenas 3,0% do consumo de 
energia primária da Usina. 

Laminação dos Produtos Semi-acabados de Aco. Este se­
tor, composto das laminações a quente e a frio visa a adequar 
os diversos produtos às especificações requeridas, tanto de 
propriedades mecânicas quanto de dimensões gerais . 

Na laminação a quente, as placas sofrem uma drástica 
redução de sua espessura para obter as tiras de aço ou, os 
blocos de aço sofrem laminações específicas para produção 
de não planos (trilhos e perfis). Antes do processo de lami­
nação, é necessário um reaquecimento destes produtos semi­
acabados nos chamados fornos de reaquecimento, ou seja, a 
grande parte da produção de aço da usina é reaquecida nestes 
fornos, cujo consumo de combustível situa-se na faixa de 1255 
- 1674 MJ por tonelada de aço, variando de acordo com o 
rítmo de produção, com o tipo de produto a ser laminado e 
com o estado geral do forno. A laminação a quente requer 
o mais elevado consumo de combustível dentre toda a área 
de laminação e, acrescendo-se as demais formas de energia, 
responde por 11% do consumo de energia primária da usina. 



A laminação a frio compõe-se das unidades de decapagem 
ácida e dos laminadores de tiras a frio para produzir chapas 
finas de bobinas com espessuras da ordem de 0,18m a 0,38mm. 

Recobrimento. Este setor produz chapas de aço com 
revestimento metálico apropriado a outros segmentos indus­
triais. Inicialmente, é necessário um tratamento térmico dos 
produtos da laminação a frio, o qual é realizado nas unidades 
de recozimento contínuo, com um consumo de combustível da 
ordem de 850 MJ por tonelada de tira de aço processada. 

Os produtos da CSN são as folhas ou bobinas zincadas, 
estanhadas (folhas de fiandres) ou cromadas. 

A descrição das diversas etapas do processo siderúrgico, 
embora sucinta, indica que paralelamente ao processamento 
do aço é necessário o funcionamento de um complexo sis­
tema de geração e distribuição de utilidades (energia elétrica, 
vapor, oxigênio, água, etc), além da distribuição dos com­
bustíveis gasosos gerados na própria usina e consumidos em 
seus fornos. 

. Aspectos Gerais. Na área térmica, são dois os aspectos 
relevantes e peculiares da usina da CSN: 

a) O carvão mineral para a produção de coque e o gás na­
tural, ambos comprados para serem utilizados nos altos­
fornos como promotores da redução do minério de ferro, 
necessitam de uma permanente otimização de seu con­
sumo, com vistas a manter a competitividade na produ­
ção de gusa. Este objetivo vem sendo alcançado com o 
permanente aperfeiçoamento do controle do processo. 

b) O, gás natural, comprado para complementar as neces­
sidades de aquecimento dos fornos da usina, necessita ter 
seu consumo minimizado porque representa acréscimos 
no custo de produção. A meta de auto-suficiência em 
combustíveis para fins de aquecimento deverá ser alcan­
çada através da melhoria no rendimento térmico dos pro­
cessos de aquecimento praticados. 

Estes dois aspectos norteiam todas as atividades de pes­
quisa e desenvolvimento praticadas na CSN, no que se refere 

a área térmica. 

taxa de redução direta, os quais permitem a obtenção de 
parâmetros de controle do processo. 

Maximização da Produtividade das Baterias de Fornos 
de Coque. Esta linha de pesquisa contempla um conjunto 
de projetas na área térmica, ora em andamento, e que com­
preendem a obtenção do modelo de determinação do ponto 
final de coqueificação da mistura de carvões e as equações do 
balanço térmico da bateria de fornos. O controle do aque­
cimento das baterias será feito a partir destas duas funções 
automatizadas. 

DESENVOLVIMENTO DE PROCESSOS DE COMBUSTÃO 
E DE AQUECIMENTO EM FORNOS INDUSTRIAIS 

Esta linha de pesquisas se desenvolve em duas vertentes 
a saber: 

a) O desenvolvimento dos processos de combustão, com pro­
jetas de alta carga experimental, que se desenvolvem 
nos vários fornos da usina, visando a otimizar o con­
trole dos processos de combustão praticados. Quando 
o desenvolvimento requer a obtenção de parâmetros em 
simulações fora da -rotina operacional de algum forno, 
utiliza-se o forno piloto de combustão. 

b) O modelamento da transferência de calor em fornos do 
tipo contínuo para aquecimento de produtos semi-acaba­
dos de aço. A ênfase nestes projetas está voltada para 
os fornos de reaquecimento de placas, dada a sua impor­
tância já ressaltada no capítulo anterior deste trabalho. 

PESQUISA E DESENVOLVIMENTO NA ÁREA TÉRMICA 

Além das atividades de assistência-técnica à Usina na 
solução de problemas a curto-prazo, o Centro de Pesquisas 
trabalha na área térmica há alguns anos dentro do conceito de 
linhas de pesquisa. Este conceito é extremamente útil porque 
garante resultados consistentes ao integrar ações entre os pro­
jetas de pesquisa associando o plano de treinamento ao plano 
de P & D. As linhas dispõem de projetas de desenvolvimento 
teórico e também experimental. 

As linhas de pesquisa atualmente em andamento e que 
atendem aos objetivos citados na descrição dos aspectos rele­
vantes da área térmica da CSN, são as seguintes: 

Otimização do Fluxo Gasoso nos Altos-fornos. A partir 
da obtenção de dados durante as operações de enchimento dos 
altos-fornos em seu início de campanha, foram concluídos os 
modelos estatístico e determinístico da trajetória de materi­
ais no topo e a seguir o modelo geométrico de estimação da 
distribuição de carga nos altos-fornos. 

A fase atual consiste na obtenção de dados experimen­
tais, visando ao modelamento da distribuição do fluxo gasoso 
na zona granular e também de ensaios de amolecimento e 
fusão dos diversos materiais que compõem a carga do forno. 

O projeto final é o do modelo global de fluxo gasoso nos 
Altos-fornos. 

Otimizacão do Desempenho Termodinâmico dos Altos­
fornos. Esta linha de pesquisas possibilitou à CSN desen­
volver um sistema automatizado de controle do processo em 
seus altos-fornos, denominado SIGO (Sistema Integrado de 
Gerenciamento Operacional dos altos-fornos), que se acha at­
ualmente em fase de implantação. 

O seu desenvolvimento constituiu-se na implantação dos 
balanços de massa e térmico (global e estagiado) e na for­
mulação de alguns diagramas tipo de trocas térmicas e da 
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TECNOLOGIAS APLICÁ VEIS EM FORNOS D~ 
REAQUECIMENTO DE PLACAS PARA REDUÇAO 

DO CONSUMO DE ENERGIA TÉRMICA 

Antonio Henriques Botelho de Mello 
Cia. Siderúrgica Nacional 

INTRODU CÃO 

Em uma Indústria Siderúrgica, muitas unidades indus­
triais dependem da energia térmica para sua operação. Pode­
mos citar como exemplo, alguns equipamentos utilizados nas 
fases de processamento para obtenção de produtos interme­
diários: 

- forno de coqueificação; 
- forno de ignição da máquina de sinterização; 
- altos-fornos; 
- aquecedor de panela de aciaria; 
- aquecedor de distribuidores da corrida contínua; 
- forno poço; 
- forno de placas; 
- forno de tarugos; 
- fornos de recozimento contínuo e em caixa; 

forno da zincagem; 
caldeiras para geração de vapor. 

Portanto, muitos equipamentos das unidades industriais 
utilizam energia térmica proveniente de uma gama variada 
de combustíveis, oriundos de diversas fontes energéticas, tais 
como: gás de coqueria, moinha de coque, coque, óleo com­
bustível, gás natural, gás de alto-forno e gás de aciaria. 

O custo de energia referente a obtenção dos produtos 
siderúrgicos representa uma parcela considerável do custo fi­
nal do produto. A laminação, envolvendo energia térmica 
e elétrica, se caracteriza como a segunda maior consumidora 
entre as funções siderúrgicas. Informações sobre os resultados 
operacionais de fornos de reaquecimento de placas de última 
geração demonstram que uma parcela relevante do custo final 
do produto, referente ao consumo específico de combustíveis 
(Mcal / tonelada de placa aquecida:), pode ser reduzida. Isto, 
além de contribuir diretamente com a redução da poluição 
atmosférica pela geração de dióxido de carbono, aumenta 
a rentabilidade da empresa, tornando o produto mais com­
petitivo, principalmente a nível de mercado internacional. 
No presente trabalho, serão apresentadas algumas tecnolo­
gias e aperfeiçoamentos para redução do consumo de energia 
térmica, em fornos de reaquecimento de placas. 

DESCRICAO DO EQUIPAMENTO 

O laminador de tiras a quente n° 2 da Companhia Side­
rúrgica Nacional é abastecido por quatro fornos de reaqueci­
mento de placas do tipo recuperativo. Cada forno é dividido 
em três zonas ao longo de seus 34,5 metros de comprimento, 
denominadas pré-aquecimento, aquecimento e encharque. A 
função do forno é de aquecer continuamente placas de aço, 
cujas dimensões mais usuais são da ordem de 0,25 x 1,2 X 
10,0 metros. As temperaturas de desenfornamento das placas 
atingem a casa dos 1200 °C. Os queimadores de chama direta 

são agrupados em oito regiões superiores e inferiores ao nível 
das placas, de modo a promover um aquecimento igualmente 
homogêneo em ambas as faces da placa. Os combustíveis uti­
lizados são: o gás de coqueira (obtido internamente na CSN, 
através do processo de coqueificação do carvão); o gás natural 
e o óleo combustível, estes dois últimos comprados externa­
mente. A produção nominal de cada forno é de 250 toneladas 
por hora de placa enfornada. 

Para a sustentação das placas no interior do forno são uti­
lizadas "vigas fixas". O deslocamento das placas no interior 
do forno é feito a uma baixa velocidade por meio de "vigas 
caminhantes" (walking beam). Estas vigas (skid-pipes) são 
refrigeradas internamente por água a alta pressão. 

Os gases da combustão, antes de serem lançados para a 
atmosfera, passam por recuperadores de calor que promovem 
o pré-aquecimento do ar atmosférico utilizado na combustão. 

EVOLUCÃO DO CONSUMO ESPECÍFICO DOS 
FORNOS DE REAQUECIMENTO DE PLACAS 

Através do Quadro 1, podemos observar a variação do 
consumo específico médio dos fornos, nos últimos três anos. 

QUADRO 1 
Consumo de Energia Térmica dos Fornos do LTQ-II da CSN 

ano 1989 1990 1991 
consumo (MJ/ton) 1812 1762 1645 

consumo (Mcal/ton) 433 421 393 

ALGUMAS TECNOLOGIAS DISPONÍVEIS REFERENTES 
À REDUCÃO DE CONSUMO DE COMBUSTÍVEIS 

Algumas tecnologias que apresentam melhorias na redu­
ção de consumo de combustíveis, estão relacionadas com o 
método de operação e a disponibilidade de sistemas e equipa­
mentos instalados no projeto do forno. Tais tecnologias serão 
apresentadas a seguir: 

Alterações nas Taxas de Ar em Excesso. Cada forno é 
equipado com sistemas de controle da combustão, os quais são 
ativados pelas mudanças no nível de oxigênio nas fumaças. 
Em termos gerais, para se garantir uma combustão com­
pleta no forno, são utilizados taxas de excesso de ar de 10% 
em relação ao ar estequiométrico (equivalente a aproximada­
mente 2% de oxigênio nas fumaças). Se empregarmos níveis 
de excesso de ar mais altos, ficaremos sujeitos a aumento de 
consumo de energia. 
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Enfornamento a Quente. Esta prática já foi utilizada 
pela CSN, ·sendo que desde 1987 não tem sido mais aplicada, 
pois depende de uma variedade de fatores tais como: 

configuração total da usina, e a distância entre a corrida 
contínua e o laminador; 

- necessidade de inspeção a frio e as condições da superfície 
da carga a ser enfornada (influenciado por mistura de 
produtos, desenvolvimento da inspeção a quente e prática 
de escarfagem a quente, para obtenção de produtos semi­
acabados livres de defeitos); 
investimentos em equipamentos adequados para manu­
sear e enfornar placas quentes. 

Modificação da Temperatura de Desenfornamento. A 
prática consiste em descarregar placas na temperatura de 
1170 °C, ao invés dos habituais 1200 °C, de forma a minimizar 
o consumo de combustíveis dos fornos de reaquecimento. Isto 
é possível ao se colocar coberturas isoladas no leito do lami­
nador, entre o trem de desbaste e o trem acabador. Há porém, 
um acréscimo no consumo de energia elétrica dos acionadores 
dos laminadores. O investimento das coberturas de isola­
mento, não é pequeno, pois as mesmas necessitam de um sis­
: ema para abertura rápida, caso haja necessidade de remoção 
de material nas mesas. Existe ainda o risco de acidente provo­
cado por possíveis choques entre o esboço laminado e as pare­
des das coberturas. Estes acidentes poderiam vir a acarretar 
danos a estrutura e ao isolamento das coberturas, ocasion­
ando paradas no laminador. A CSN não possui isolamento 
de mesas. 

Recuperação de Calor das Fumaças para Pré-Aqueci­
mento do Ar de Combustão. A maior perda de energia de 
fornos de reaquecimento é pelo calor sensível das fumaças, 
cujas temperaturas ultrapassam a 700 °C. Os fornos da CSN 
possuem sistema de recuperadores de calor os quais aquecem 
o ar de combustão em torno dos 450 °C. 

Recuoeracão de Calor das Fumaças para Pré-Aqueci­
mento do Gás Combustível. Este equipamento é instalado 

quando se utiliza combustíveis pobres , de baixo poder calorífi­
co, de modo a aumentar a sua temperatura de chama. Como 
exemplo deste combustível temos a mistura de gás de alto­
forno com gás de coqueria. A CSN não dispõe deste equipa­
mento, pois não utiliza mistura semelhante de combustíveis 
em seus fornos de reaquecimento de placas. 

Modelo de Otimizacão e Controle da Combustão. O de­
senvolvimento de modelos de simulação de fornos, através 
do equacionamento da transferência de calor no seu inte­
rior, permitem calcular as temperaturas das placas, pare­
des refratárias e gás em cada região do forno. Com o aper­
feiçoamento do modelo, pode-se obter as curvas ótimas de 
aquecimento para cada tipo de produto enfornado. O modelo 
de otimização constitue o "software" usado nos computadores 
de processos. 

Refrigeração das Vigas por Vapor. A substituição do sis­
tema de refrigeração das vigas (skids) de água por vapor, de­
nominada "skids de cabeça quente", reduz a perda de calor 
do forno. Isto se deve a maior eficiência da troca de calor, 
além do sistema ser recuperativo para o reaquecimento do 
vapor utilizado. A CSN dispõe atualmente do sistema de 
refrigeração por água, estando planejando uma possível subs­
tituição nas reformas futuras dos fornos. 

ECONOMIA DE COMBUSTÍVEIS RELACIONADAS A 
PROJETO E OPERACAO 

O consumo de combustível de fornos de reaquecimento 
também varia com o projeto do forno e a sua condição ope-
racional. É frequente depararmos com fatores que exigem 
mudanças na técnica de operação ou de alteração no projeto 
do forno. Podemos citar alguns deles: 

- condições do material (temperatura de carregamento e 
extração do material, taxa de produção, dimensões da 
placa e frequência de mudança de dimensões); 
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- condições de aquecimento e combustão (tipo de com­
bustível e seu poder calorífico, razão de excesso de ar, 
pressão interna do forno, padrão de aquecimento); 
construção do forno (volume interno, número de zonas, 
grau de isolamento das paredes, método de resfriamento 
e construção dos "skid-pipes" e da estrutura das portas); 
sistema de recuperação de calor pelas fumaças (recupera­
dor, caldeira aquecida pelas fumaças, caldeira aquecida 
pelos "skids"). 

CONSIDERACOES 

Na ordem para redução total de consumo de combus­
tíveis, cada uma destas tecnologias deve ser verificada em 
relação à sua aplicabilidade no equipamento disponível. Em 
resumo, a economia de combustível em fornos de reaqueci­
mento é obtida por meio de: 

- aumento da temperatura de carregamento das placas; 
- redução da energia efetiva de descarregamento da placa; 

otimização da eficiência de transferência de calor através 
de melhoria no projeto do forno; 
otimização das condições de operação do forno com a 
implantação do modelo de otimização. 

RESULTADOS 

Aumentos significativos na eficiência térmica dos fornos 
de reaquecimento simulados com os modelos numéricos pude­
ram ser verificados. Como exemplo, podemos citar: 

alterações do posicionamento das zonas e aumento das 
áreas de chama por meio da instalação de um maior 
número de queimadores com menor potência; 

- redução da perda por radiação pelo aumento do isola­
mento das paredes e portas; 

- aumento do comprimento do forno para intensificar a 
transferência de calor direta dos gases para as placas en­
fornadas; 

- comprovação dos resultados com a prática de enforna­
mente à quente; 
melhor controle da formação de carepa devido a possibi­
lidade de se operar com temperaturas mais baixas; 

- acompanhamento da diferença entre as temperaturas das 
paredes refratárias do forno e das placas, de modo a ve­
rificar a eficiência da transferência de calor do forno. 

CONCLUSÃO 

As tecnologias descritas neste trabalho devem ter sua 
aplicabilidade verificada nos fornos disponíveis. O desen­
volvimento de modelos numéricos que equacionam as trocas 
térmicas no interior do forno possibilita, na maioria dos casos, 
uma quantificação dos benefícios destas tecnologias em ter­
mos de redução de consumo de combustíveis. Destes modelos, 
são obtidos os "software" utilizados nos computadores de pro­
cesso. A prática de se desenvolver um modelo de transferência 
de calor para um forno em particular, é meta de muitas em­
presas. O Centro de Pesquisas da CSN vem desenvolvendo 
um modelo numérico, para simular a operação do forno, de 
modo a aperfeiçoar e otimizar as tecnologias disponíveis , e 
poder analisar a viabilidade da implantação das tecnologias 
ainda não disponíveis. 
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