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Apresentação 

V ENCONTRO NACIONAL DE CIÊNCIAS TÉRMICAS 
5th BRAZILIAN THERMAL SCIENCE MEETING 

ll SIMPÓSIO DE ENGENHARIA TÉRMICA 
2nd THERMAL ENGINEERING SYMPOSIUM 

A quinta edição do Encontro Nacional de Ciências Térmicas, ENCIT, promovido pela ABCM- Associação Brasileira 

de Ciências Mecânicas, realizou-se na Cidade de São Paulo, fruto dos esforços conjuntos do Departamento de 

Engenharia Mecânica da Escola Politécnica da Universidade de São Paulo e do Agrupamento de Engenharia Térmica 

do Instituto de Pesquisas Tecnológicas do Estado de São Paulo. 

Cerca de 300 resumos foram submetidos à Comissão Organizadora dos quais 161 se converteram em artigos 

submetidos ao processo de revisão e destes, 129 trabalhos foram aceitos para publicação. O processo de revisão e 

seleção dos trabalhos, coordenado pela Comissão Organizadora, foi desenvolvido por 21 Coordenadores Técnicos que 

contaram com o apoio de 156 revisores. Os trabalhos foram apresentados em sessões de painéis para haver interação 

mais efetiva entre autores e participantes. 

Seis professores estrangeiros, vindos dos Estados Unidos, Inglaterra, Japão e Escócia foram convidados para 

proferirem palestras acerca de temas relevantes em engenharia e ciências térmicas. 

Seguindo a tradição de ENCITs anteriores, foram oferecidos mini-cursos de aperfeiçoamento por especialistas nas 

áreas de combustão, instrumentação e análise exergética. Neste ENCIT foi dada ênfase na participação de 

especialistas brasileiros na condução dos mini-cursos. 

Dando continuidade à iniciativa tomada no ENCIT-92 foi organizado o II Simpósio de Engenharia Térmica, SIENT-

94, com o objetivo de apresentar e discutir trabalhos de pesquisa e desenvolvimento realizados nas industrias. 

Pretendemos assim incrementar a colaboração universidades-institutos de pesquisas-empresas. Os resumos destas 

apresentações estão publicados neste volume .. 

Finalmente, agradecemos a valiosa colabonição dos coordenadores técnicos e revisores que participaram no V ENCIT, 

fundamental para assegurar a manutenção da qualidade técnica e científica do ENCIT, bem como aos patrocinadores 

do Congresso: FAPESP, CNPq, White Martins e Shell. 

Esperamos que o ENCIT/SIENT -94 tenha sido marcado por frutíferas trocas de informações técnico-científicas e por 

um rico relacionamento humano entre seus participantes. 

Comissão Organizadora 
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The V Thermal Sciences Brazilian Meeting, ENCIT-94, promoted by the Brazilian Society of Mechanical 

Sciences, ABCM, has been held in São Paulo and has been organized by both the Mechanical Engineering 

Department of the Polytechnic School of the University of São Paulo, EPUSP, and by the Thermal Engineering 

Group ofthe São Paulo Technological Research Institute, IPT. 

About 300 abstracts had been proposed to the Organizing Committee. From those ones, 161 had been converted 

into papers which had been subrnitted to the revision process, 129 of which have been accepted for publication. 

The Organizing Comrnittee has coordinated the revision process and papers selection. This process had involved 

21 Technical Coordinators with technical support of 156 referees. The papers have been presented in posters 

sessions in order to enhance interaction among authors and participants. 

Six intemationally known researchers from England, Japan, Scotland and United States have been invited to 

present lectures on relevant subjects in Thermal Sciences and Engineering. 

Following the ENCIT's tradition, short-courses have been offered by specialists in the areas of combustion, 

instrumentation and exergy analysis. Within the V ENCIT, we have put emphasis on the participation of Brazilian 

specialists in giving these short-courses. 

Following the initiative of the ENCIT -94, the II Thermal Engineering Brazilian Symposium, SIENT -94 has been 

organized with the aim of discussing researches and technological developments that have been undertaken by 

industry. ln this manner we intend to improve cooperation among the university, industry and research institutes. 

Abstracts from these presentations have also been included in this volume. 

Finally, we would like to thank the important cooperation of technical coordinators and reviewers that have 

participated in the selection process. Their cooperation has been of fundamental importance in assuring technical 

and scientific quality to the ENCIT. ln a similar manner we are beholden to the sponsors: Fundação de Amparo à 

Pesquisa do Estado de São Paulo (FAPESP- Research Endowment Foundation of São Paulo), Conselho Nacional 

de Pesquisas (CNPq - National Research Council), White Martins and Shell. 

We hope that the ENCIT/SIENT-94 has enabled fruitful exchange of technical and scientific information among 

ali participants. 

Organizing Committee. 
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SUMMARY 
The phaseout of chlorine-based fluorocarbon refrigerants has stimulated an unprecedented levei of 
research on reversed-Rankine cycle air conditioning and refrigeration technologies . Because the use of 
hydroflurocarbon substitutes may require substantial retooling by manufacturers of heat exchangers and 
other components, there is an incentive to investigate alternative cycles and to incorporate major 
improvements in system performance imo the new designs. This has created a "window" for 
fundamental research contributions to h ave a significam impact on the next generation of air conditioning 
and refrigeration technologies. 

INTRODUCTION 

As chlorofluorcarbon and hydrochlorofluorocarbon 
refrigerants are phased out to prevent stratospheric ozone depletion, 
there is growing concern about the need to increase energy 
efficiency to reduce emissions of carbon dioxide and other 
greenhouse gases. Both of these factors are stimulating an 
unprecedented levei of R&D activity related to air conditioning and 
refrigeration technologies. This paper attempts to summarize the 
current state of the art research being conducted in the public 
domain, primarily in the United States. Substantial amounts of 
nearer-term research of a more applied nature is being conducted in 
industry, but is not as well documented in the peer-reviewed 
literature. Nevertheless an unprecedented fraction of industrially­
funded research is being published, as companies attempt to shonen 
lead time by co-funding pre-competitive research through industry 
associations or consonia. 

Since most research currently underway is focused on the 
reversed Rankine vapor compression cycle, the following review is 
organized by component. It does not address the large and growing 
body of research aimed at developing and publi shing 
thermodynamic and thermophysical properties of alternati v e 
refrigerants and refrigerant mixtures (see e.g. Gallagher, 1992). 

HEAT EXCHANGERS 

The introduction of new refrigeram-lubricant combinations 
created a need to systematically re-evaluate the refrigerant-side heat 
transfer and pressure drop correlations that had proven widely 
useful for designing heat exchangers. For decades the s~rpentine 
finned-tube heat exchanger was widely used for air conditioning 
evaporators and condensers because of its relatively Iow cost. There 
was limited flexibility in optimizing the performance of such tubes 
because manufacturing constraints dictated that diameter be constant 
over their length, and hence the entire range of refrigerant quality. 
For example a tube diameter optimized for a low quality regime 
might cause excessive pressure drop in the higher quality regime. 

Recent advances in vacuum brazing technology have created 
new opportunities for parallel circuiting in which refrigerant passes 
between headers through a number of parallel tubes that may vary as 
a function of refrigerant quality. This allows designers to select a 
value of mass flux that optimizes the tmdeoff between heat transfer 
and pressure drop for each quality regime. Parallel circuiting 
technology is now used almost exclusively in evaporators for 
automotive applications where the tubes are flat plates that presem a 
high aspect ratio rectangular cross section to the refrigeram flow. 
Similar circuiting is now being used for an increasing fraction of 
condensers for mobile air conditioning systems. Brazed, parallel­
circuited heat exchangers are currently not cost-effective for 
stationary air conditioning because component volume is not a 
serious constraint as it is for the auto industry. However the 
increasing stringency of energy efficiency regulations may force a 
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change to compact heat exchangers as the materiais cost of simply 
adding surface area becomes prohibitive dueto diminishing retums. 

At the sarne time, the need to redesign heat exchangers 
created an opponunity to investigate opponunities for improving air­
side performance, for example by refocusing research on such basic 
processes as frosting and various heat tran sfer enhancement 
methods. Both refrigerant- and air-side technology developments 
are reviewed below. The refrigerant-side studies emphasize R-134a; 
it was the first to be addressed because of the need to begin using it 
in mobile air conditioning systems as early as 1994. The 
development of heat transfer correlations for R-134a as a substitute 
for R-12 illustrates the path taken by recent research in this area. 

Refri~erant-side heat transfer. The new-found flexibility to 
select the optimal mass flux for each qu ality regime is creating 
demands for heat transfer data that are much more detailed than what 
has traditionally been produced. Average two-phase heat transfer 
coefficients, while adequate for serpentine designs, are not useful 
for designing modem parallel-circuited heat exchangers. Local 
correlations for refrigerant-side pressure drop and heat transfer are 
required. Early work by Eckels & Pate ( 1991 a) and others on 
screening HFC substitutes for CFC's initially sought average heat 
transfer coefficients in smooth tubes, in the interest of time. Later 
work by Dobson et ai (1994a) and Wattelet et ai (1991, 1992) was 
much more thorough, and aimed at developing correlations for each 
of the flow regimes. 

ln the case of evaporation, Wattelet et ai (1994) found that 
heat transfer coefficients for R- I 34a exceeded those for R-12 by 
about 25% over a wide range of flow regimes, heat and mass 
fluxes, quality and saturation temperature. For condensation, 
Dobson et ai ( 1994a) determined that the heat transfer coefficient for 
R-134a exceeded that of R-12 by about 10-15% in the wavy flow 
regime, independent of mass flux . For annular fl ow they observed 
an essentially linear dependence of heat transfer coefficient with 
mass flux, with the R-134a coefficient about 15-20% greater than R-
12. Wattelet & Chato developed an evaporation correlation that 
combined the convective boiling and nucleate boiling components 
with an asymptolic model. This model was verified against data 
over a wide range of mass nuxes and now regimes, and matched 
measured data better than the correlation of Kandlikar (1 990), Shah 
(1976, 1979, 1982), and others. Dobson et ai (1994a) developed an 
annular flow correlation based on a two-phase multiplier approach 
and a wavy flow correlation based on a modified Nusselt-type 
approach. These correlations predicted their data for R -134a and R-
12 more accurately than the correlations of Shah (1976, 1979, 
1982), Chen et a! (1987), Cavallini & Zecchin (197 4 ), and Traviss 
et ai (1973). 

Ali of these results were obtained for smooth round tubes of 
inside diameter greater than 4.5 mm. Experiments conducted with 
smaller tubes, especially those of noncircular cross section, have 
observed heat transfer coefficients substantially larger than those 
predicted by the correlations cited above. One explanation for the 



improvement involves the effects of surface tension, and research is 
underway to explore this and other factors in detail. Interest in this 
technology has been fueled by the development of technologies for 
extruding flat aluminum tubes comaining 10-40 parallel channels of 
millimeter-scale hydraulic diameter. These tubes, brazed between 
headers, are becoming widely used in mobile air conditioning 
condensers because of the substantial savings in size, weight and 
refrigeram charge inventory (Goodremote et al,l988; Struss et ai, 
1989a, 1989b, 1990, Guntly, 1990; and Modine, 1986). 

Internal tube enhancements . The use of fluted and rifled 
tubes in evaporators and condensers has increased rapidly in recem 
years, due in large part to increasing demands for energy efficiency. 
They reduce heat transfer resistance in at least two ways: first by 
increasing the surface area on the refrigerant side, and second by 
increasing the liquid velocity over the emire circumference of the 
tube wall. For example in the case of boiling, Schlager et ai (1989) 
observed that average heat transfer coefficient for R-22 increased 
with mass flux as expected, but the enhancement factor relative to 
smooth tubes decreased from 1.9 to 1.5 as mass flux increased over 
the range tested. Kandlikar (1991) found that the mass flux 
dependence of the enhancement factors (for both convective and 
nucleate boiling, and for both R-22 and R-113) vanished when the 
actual diameter of the enhanced tube was used for normalization; 
enhancement was a function only of the tube itself. More recently 
Christofferson et ai (1993), using R-22, R-134a and a 60-40 blend 
of R-32/125 with a particular microfin geometry, observed 
enhancement factors as high as 2 or 3 in the wavy flow regime. At 
higher mass fluxes where the flow was annular they noted that the 
enhancement factor approached the area ratio for ali the refrigerants. 
Disaggregating the enhancement factors for convective and nucleate 
boiling they concluded that the principal effect for that particular type 
of tube enhancement was almost entirely convective, increasing heat 
transfer via wall-wetting and turbulence promotion. Research trends 
for condensation parallel those described above for evaporation. 

ln addition to fluted and rifled tubes, a variety of other 
mechanical enhancement techniques have been attempted over the 
years, including the insertion of twisted tapes and wires into the 
tubes. A fundamentally different technique that has been the subject 
of recent research by Oh adi ( 1992) and others is 
electrohydrodynamic enhancement, accomplished by inserting a 
high-voltage wire inside the tube. Both mechanical and 
electrohydrodynamic enhancement techniques, to the extent their 
benefits are attributable to increased wall-wetting, are in competition 
with some lubricants which produce the sarne effect, for example in 
the stratified flow regime of an evaporator, with perhaps lesser 
effects on pressure drop. Heat transfer enhancement techniques 
cannot be compared solely on the basis of experiments with pure 
refrigerants, because of the presence of oil in most refrigeration and 
air conditioning systems. They must be evaluated for their 
incremental improvement ata given oil concentration, because their 
affects are not ncessarily additive. (Ha & Bergles, 1993). 

Future research on heat transfer enhancement needs to focus 
first on understanding the basic mechanisms by which geometric 
characteristics of the tubes affect such phenomena as nucleation, 
wall wetting, and turbulence. Simultaneous investigations of the 
effects on pressure drop are also required in order to understand the 
tradeoffs associated with exploiting any of these phenomena for heat 
transfer purposes. From this new levei of basic understanding, 
research can proceed on zeotropic mixtures where mass-transfer and 
concentration gradients that inhibit heat transfer might be offset by 
the sarne phenomena produced by mechanical enhancements to the 
inside of tubes. 

Effect of lubricam concentration A comprehensive though 
dated review of the effects of oil concentration on the heat transfer 
and pressure drop characteristics of refrigerants was published by 
Chaddock (1966) in 1966. More recent studies of evaporation by 
Spatz & Zheng (1990), Fukushima & Kudou (1990), Hambraeus 
(1991a, l991b) and Eckels & Pate (1991b) examined R-134a with 
some of the frrst polyalkylene glycollubricants that were developed 
for use with HFC's. Those results are generally comparable to a 
more recent study by Panek et ai (1992) which confirmed the 
general trend that heat transfer coefficients increased by as much as 
20% in the annular flow regime (probably due to increased surface 
area due to frothing) and up to 40% in wavy flow due to increased 
wall wetting. The enhancement effect tends to peak in the range of 
1-3% oil concentration and eventually becomes negative at 
concentrations greater than about 5%. 
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ln the case of condensation Hinde et ai ( 1992) observed that 
the presence of 0-5% polyolester lubricant in R-134a had virtually 
no effect on heat transfer coefficient in the wavy tlow regime as 
expected, while a concentration of only 1.2% actually increased 
annular flow heat transfer coefficients by about I 0-15% for reasons 
that are not yet clear. Further research with other lubricants and 
refrigerants is clearly needed, and it is obvious that local behavior 
can vary markedly from the average effects observed during years of 
testing refrigerants for serpentine heat exchanger designs . Indeed 
HFC's with synthetic lubricants may behave in a fundamentally 
different manner from CFC's and HCFC's with mineral oil, due to 
differences in conductivity, misci bility and other factors. 

The effects of oil on two-phase pressure drop are 
monotonically deleterious because the viscosity of the lubricant 
increases viscous shear at the walls and at the liquid-vapor interface. 
This effect is most pronounced at high qualities where the 
concentration of oil in the Iiquid refrigeram is highest. Most of the 
above-cited studies of heat transfer also report the effects on 
pressure drop. 

Refri~eram mjxtyres As environmental regulations have 
narrowed the nnge of pure refrigerants available, attention has 
turned towards the opportunity of designing mixtures of refrigerants 
for specific applications. The greatest challenge is to find a mixture 
of HFC's suitable for replacing R-22 while minimizing adverse 
effects on thermodynamic and volumetric efficiency. The most 
recem research on the thermodynamic and thermophysical properties 
of these mixtures, and such issues as materiais compatibility and 
lubricam solubility and miscibility, are reported in the proceedings 
of the 1994 International CFC and Halon Alternatives Conference. 
ln the area of heat transfer and pressure drop, current efforts in the 
United States are funded by the Electric Power Research lnstitute, 
directed by the Air Conditioning and Refrigeration Technology 
Institute, and conducted by researchers at the University of Illinois 
at Urbana-Champaign, Iowa State University, and Lehigh 
University (1992a, 1992b). Most of the attention in these studies 
and others are focused on mixtures containing R-32 blended with R-
125 and R-134a, although other HFC's are included along with 
propane and ammonia. Almost ali the HFC mixtures are zeotropes, 
exhibiting temperature glides of less than 10°C. Pure R-32 is 
flammable, but not in the mixtures being tested. 

One HFC mixture that is very nearly azeotropic is the 60-40 
blend of R-32/125. Initial studies have focused on this mixture 
because its azeotropic behavior minimizes the potential for 
separation via differential leakage that might create flammable 
concentrations of R-32 in air. Due to its high condensing and 
evaporating pressures, however, it is being considered for use in 
new equipment and not for retrofitting existing equipment. For 
evaporation in smooth tubes Christofferson et ai (1993) found that 
the convective component of the heat trar.sfer coefficient of the 
mixture was essentially identical to that for R-22 and R-134a. The 
nucleate boiling component was much higher for the mixture, 
however, due to increased reduced pressure at a given temperature. 
This difference in nucleate boiling behavior led to improvements in 
heat transfer coefficients for the mixture relative to R-22 and R-
134a, with the improvement being highly sensitive to heat flux. The 
largest increases in heat transfer were observed at high heat tluxes 
and in the wavy flow regime, i.e. in situations where the nucleate 
boiling accounted for a substantial fraction of the heat transfer. As 
in the case of pure fluid s they observed no enhancement due to 
microfin tube enhancements in the annular flow regime, suggesting 
that turbulent mixing is adequate to offset degradation due to mixture 
concentration gradients. The microfin enhancement for wavy flow 
was approximately a factor of 2 to 3, just as in the case of pure 
refrigerants. 

Parallel studies by Dobson et ai (l994b) for condensation 
revealed that heat transfer coefficients for the R-22, R-134a and R-
32/125 were approximately equal in the wavy flow regime and 
independent of mass flux. For annular flow the heat transfer 
performance of ali three fluids was nearly identical at each mass 
flux. 

Other mixtures containing HCFC's are being designed for 
retrofitting existing equipment in situations where it would be too 
costly to change compressors when CFC's are no longer available 
for recharging. One such mixture being considered as a replacement 
for R-12 is a 52-33-15 mixture of R-22/124/l52a. Although the 
mixture has only a small temperature glide, Wattelet et ai (1994) 
observed azeotropic behavior in the forro of significant reductions in 
both nucleate and convective boiling in wavy-stratified flows due to 



concentration gradients in the Jiquid and vapor streams. The Jack of 
turbulent mixing in wavy-stratified flow contributes to this 
degradation from the heat transfer coefficients that would be 
predicted using the weighted averages of liquid and vapor 
properties. The tentative conclusion, which should probably apply 
to condensation as well is that systems using refrigerant blends, 
especially zeotropes, should be designed to operate in the annular 
flow regime to minimize the substantial degradation that results from 
the concentration gradients present in stratified or wavy flow. 

The foregoing observations of heat transfer with azeotropic 
and zeotropic refrigerant mixtures are only the most recent in a long 
series of studies aimed at the ui ti mate goal of developing correlations 
to predict the performance of blends as well as that of pure 
refrigerants. A comprehensive review of such studies is given by 
Wang & Chato (1992) for evaporation and condensation inside and 
outside of smooth and enhanced tubes. While most of those studies 
reported results obtained with mixtures of CFC's and HCFC's, their 
results yield important insights into the important underlying 
phenomena. Wang & Chato concluded that a fundamental 
understanding of local phenomena is an essential first step in 
describing the behavior of mixtures. As in the case of pure 
refrigerants where local phenomena must be understood first and 
then combined to predict overall average behavior, predictions of 
mixture performance must be built up from models of local 
behavior. Moreover, models of mixture performance at specific 
local conditions must be derived from an understanding of the ways 
in which concentration gradients and other mixture-specific factors 
interact with basic phenomena such as nucleate boiling, turbulence 
and vapor diffusion that govem the local heat transfer and pressure 
drop behavior of pure refrigerants. 

Pressure drop. Broadly speaking, the design of heat 
exchangers involves a tradeoff between the two primary 
mechanisms that dissipate available energy: friction and heat transfer 
across a finite temperature difference. The objective, however, is 
not to minimize the irreversibility of the heat exchanger alone, but to 
minimize the total dissipation in the system. ln the case of air 
conditioning and refrigeration systems, where a large fraction of the 
irreversibility occurs in the compressor, a typical intermediate 
objective is to minimize the pressure difference across which the 
refrigerant must be pumped. This is done by increasing the 
refrigerant-side heat transfer coefficient in the evaporator and 
condenser in order to reduce the refrigerant-to-air temperature 
differences. The resulting increase in evaporating temperature and 
decrease in condensing temperature (and their corresponding 
saturation pressures) would allow the compressor to operate more 
efficiently, except for the effect of pressure drop which operates in 
the opposite direction. The optimal tradeoff between these 
phenomena is compressor-specific, so there is a need for 
correlations to predict pressure drop as well as heat transfer so the 
heat exchanger design tradeoffs can be made within the context of a 
system model. 

The most dramatic illustration of this effect on the selection 
of alternative refrigerants h as been published by Spatz (1991, 
1993a, 1993b). His analysis using a system simulation model and 
some of the early correlations for average pressure drop and heat 
transfer that were available at the time, evaluated severa! R~22 
alternatives for use in air conditioning systems. His results 
demonstrated how an azeotropic blend of R-32/134a can achieve a 
higher system efficiency than R-134a, which is clearly superior 
based on its thermodynamic properties alone . He shows how the 
transport properties of the blend, thermal conducti vity and viscosity, 
combine with its thermodynamic properties and contribute to 
superior heat transfer and pressure drop performance which more 
than offset the thermodynamic advantages of R-134a. The low 
pressure drop of the azeotrope also allows for smaller tube 
diameters, which will in tum prove advantageous for dealing with 
the higher pressures in the design of R-32/125 systems. 

The development of pressure drop correlations for 
refrigerants parallels that for heat transfer. Correlations initially 
developed for steam and water and applied to refrigerants 
(Chisholm, 1968, 1973) were found by Christofferson et ai (1993) 
to underpredict the data by as much as 50% at high qualities, in their 
study of R-22, 134a and R-32!125 evaporation. More recent 
refrigerant-specific correlations such as that of Jung & Radermacher 
(1989) were found to be more accurate, but their experiments were 
limited to higher flow rates and tended to overpredict the data in the 
wavy flow regime typically encountered in refrigerators. Detailed 
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investigations by Souza et ai (1993) and Wattelet et ai (1994) have 
recently produced correlations that predict pressure drop for pure 
refrigerants and certain refrigerant mixtures across a wide range of 
flow regimes encountered in evaporators and condensers . For 
condensation Hinde et ai (1992) found no difference between 
pressure drop of R-12 and R-134a at equivalent mass flux, which 
implies a 40% lower pressure drop on the basis of equivalent 
cooling capacity, in both the wavy and annular flow regimes . 
Dobson et ai (1994b) found striking differences between R-22 and 
two potential substitutes. At constant cooling capacity the pressure 
drop for R-134a was 38% higher for R-134a th an for R-22, and 
34% lower for R-32-125. 

Char~e minimization. Charge minimization is becoming an 
increasingly important factor in the design of air conditioning and 
refrigeration systems because of the cost, flammability or toxicity of 
many of the suggested altemative refrigerants. Charge inventories 
are greatest in large water chillers which rely on nucleate boiling on 
the outside of tubes in flooded shell-and-tube heat exchangers. For 
this reason there has been a renewed interest in falling film 
evaporators in which thin sheets of refrigerant fali from one water 
tube to another, taking advantage of the increased heat transfer in the 
thin films as well as the reduction in charge inventory. Gonzalez et 
a1 (1992) recently completed a thorough review of 144 publications 
relevant to the design of falling film evaporators, focusing on factors 
affecting the design of chillers that would use ammonia as the 
refrigerant. 

Mobile air conditioning is another application in which 
charge minimization is important because the ozone-safe refrigeram 
R-134a has a significant greenhouse warming potential, and charge 
Jeakage is a significant factor because certain of design features. 
Hermetically-sealed systems are not currently used in automotive air 
conditioners because of the extra cost and weight required to supply 
the electric power that would eliminate belt-driven compressors and 
their inherently leak-prone seals. Also in vehicles flexible 
refrigerant !ines must be used to tolerate vib~ation, so their 
connectors introduce another source of leakage, along with 
refrigerant diffusion through polymer tubing as it ages and 
undergoes temperature cycling (Geil & Rybnikar, 1993). 

Yoid fraction corre1ations are needed to ;;alculate the amount 
of charge present in the two-phase sections of heat exchangers, 
because Jiquid and vapor velocities differ and nonequilibrium effects 
may be significant (See Domanski & Didion, 1983; Baroczy, 1965; 
Zivi, 1964; Smith, 1969; Premoli et ai, 1971; Tandon et ai, 1985; 
and Hughmark, 1962). Accurate equr.tions for charge inventory are 
also essential for modeling off-design performance of ali systems 
because the charge inventory strongly affects the amount of 
condenser area rendered ineffe.:Jve by subcooling, and the resultant 
affects on predictions of condensing pressure and the inlet 
conditions for the expansion device. Melo ( 1993) found the 
Hughmark (1962) correlation to be the most accurate for predicting 
refrigerant charge in the evaporator and condenser of a room air 
conditioner using R-22. Rice (1987) reviewed a variety of 
altemative correlations that are included in the heat pump simulation 
model that is developed and maintai11ed by Oak Ridge National 
Laboratory (Fischer & Rice, 1983 ar.d Rice, 199!), as did Farzad & 
O'Neal (1993). 

Concern about charge minimization, as well as condenser 
size and weight, has helped accelerate the introduction of 
microchannel tubing into the at:tomotive air conditioning sector. 
Rather than retooling conder:ser production lines to produce 
standard fin-tube designs of a different diameter, many 
manufacturers seized the opportunity to switch to vacuum brazed 
designs that allow more complex parallel circuiting and employ 
smaller-diameter refrigerant passages to increase heat transfer rates 
while substantially reducing refrigerant charge. Modem extrusion 
techniques are making it possible !0 incorporate internal surface 
enhancements on the sub-millimeter scale within various polygonal 
cross-sections during the extrusion process. Further 
experimentation will be required to determine how to modify heat 
transfer, pressure drop and void fraction correlations for refrigerant 
flow in channels of small hydraulic diameter and complex cross­
section. 

Air-side heat transfer enhancements. ln most refrigeration 
and air conditioning applications most of the resistance to heat 
transfer is on the air side. The inherent difference between the two­
phase refrigerant and the single-phase air is only part of the reason. 



Externa! swface areais often limited by the need to minimize fouling 
of the surface. Evaporators and condensers are subject to fouling in 
rnany applications, adding to the constraints already irnposed due to 
the forrnation of condensate and frost. For exarnple the condensers 
of autornotive air conditioners are often located upstrearn of the 
radiator to take full effect of the rarn air, and are therefore affected 
by the accurnulation of dust and insects as well as the corrosive 
effects of road salt. Refrigerator condensers are usually of wire­
and-tube design, sacrificing air-side heat transfer area in order to 
minimize the potential for degradation due to long-terrn buildup of 
grease and dust. The potential for fouling not only constrains 
pararneters such as fin spacing, but also lirnits the size and geornetry 
of air-side heat transfer enhancernent techniques appropriate 
available for use in air conditioning and refrigeration systerns. 

An irnportant and perhaps the rnost widely-used rnethod for 
enhancing air-side heat transfer is to "re-start" the boundary layer 
frequently to take advantage of the higher heat transfer near the 
leading edge of a flat plate (Cur & Sparrow, 1978). This technique 
is rnost cornrnonly irnplernented by slicing the fin to create louvers 
that protrude and appear to the oncorning air as additional fins 
located in the channel between the fins . A second rnethod 
cornrnonly used in plate-fin heat exchangers for restarting the 
boundary layer is to orient transverse to the oncorning airflow a 
series narrow strip fins that are corrugated to presem triangular or 
rectangular channels to the flow. By offsetting successive strips, 
the air-side boundary layer is restarted severa! times as it passes over 
the plates which carry the refrigerant (Manglik & Bergles, 1990). 

Another technique for enhancing heat transfer is to create 
longitudinal vortices to rnix the air as it passes over the fin. This can 
be done by punching delta-shaped winglets into the fin, ernbossing 
srnooth burnps on the fin, or cutting sawteeth or other irregularities 
into the leading edge. Fiebig et ai (1990, 1989) cite experirnents that 
have shown 50% enhancernents in the rnean heat transfer 
coefficient, while Hu & Jacobi (1993) have reported local 
enhancernents on the order of severa! hundred percent. One 
advantage of such techniques is their applicability in situations 
where fouling considerations rnay preclude the use of louvers. 

While nearly ali rnethods for air-side heat transfer 
enhancernent have a theoretical basis, their developrnent has been 
prirnarily ernpirical. Because there exists well-developed theory for 
lirniting cases of sirnple geornetries or over lirnited ranges of 
pararneters, the interrnediate cases can be rnodeled using a powerful 
asyrnptotic rnethod developed by Churchill & Usagi (1990, 1972, 
1974) using ernpirically-deterrnined pararneters to characterize the 
cornplex zones that lie between the asyrnptotic analytical solutions. 
The literature on air-side enhancernent of compact heat exchangers is 
volurninous, and has been the subject of frequent review articles and 
edited volumes summarizing the state of the art. The classic text by 
Kays & London (1984) is an excellent starting point; the review by 
Shah et al ( 1990) is one of the rnost recent. The basic problern, as 
on the refrigeram side, is one of trading off heat transfer and 
pressure drop. Ali enhancernent techniques come at sorne cost in 
pressure drop, but tend to be preferable to the traditional approach of 
increasing the velocity over the fins, because heat transfer coefficient 
increases only as the square root of the velocity while pressure drop 
and fan power requirernents increase as the square and cube of 
velocity, respectively. 

.Er.Q.ll.. Evaporators of refrigerators heat pumps, and 
refrigerated warehouses must be designed to withstand the buildup 
of frost, and for ease of defrosting by therrnal or mechanical means. 
For this reason fins must spaced more widely than on air conditioner 
evaporators, which operate at temperatures above freezing. The 
wide fin spacing, in tum, limits surface area and creates a situation 
in which most of the heat transfer resistance is on the air side and 
varies over time. Most studies of the effects of frosting on system 
or component perforrnance have dealt with heat pumps and were 
aimed at deterrnining optimal defrosting strategies or methods. 
Examples include Stoecker (1957), Wagner (1963), Gates et ai 
(1967), Lotz (1967), Sanders (1975), Niederer (1986), Gatchilov & 
lvanova (1979), Tantakitti & Howell (1986), Kondepudi & O'Neal 
( 1990), and Senshu et ai (1990) . ln virtually ali cases the air-side 
pressure drop was observed to increase from the outset, while the 
heat exchanger UA-value increased to a maximum and then 
decreased. The initial increases were attributed to surface roughness 
produced by the initial growth of frost, and the decrease to the 
insulating effect of the frost on the fins. 

Two recent studies by Rite & Crawford (1991a, 199lb) 
exarnined a quite different situation that exists in 
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refrigerator/freezers. There rela tive hurnidities are often lower than 
those encountered by heat purnps, and velocities are substantially 
lower. Over a wide range of operating conditions, the evaporator 
UA was observed to grow rnonotonically, far beyond the point at 
which pressure drop considerations dictated the need for defrosting. 
This probably resulted frorn the difference in fin spacings between 
refrigerator and heat purnp evaporators, which occurs for two 
reasons. Because the heat purnp evaporator must also serve as a 
condenser in air conditioning rnode so it cannot be optimized for 
evaporator conditions alone. Second, the evaporator fan power in a 
refrigerator adds to the cabinet heat load so it is better to minimize 
pressure drop than to use a larger fan . The wider fin spacings 
provided Rite & Crawford with the opportunity to observe frost 
buildup over periods of 10 to 24 hours. While it was not possible to 
quantify ali the factors contributing to the monotonic increase in UA, 
their data suggest that the insulating effect of the frost (due to 
texture as well as bulk) was always offset by the increase in area and 
to the increase in surface roughness. They observed that the heat 
transfer resistance between the fin and the air decreased by I 0% 
over a I 0-hour period, while the fin-tube contact resistance 
decreased by only about 2%. The frosting rate was found to depend 
on the airflow rate and the difference between the humidity ratios at 
the surface and in the free stream. 

Fundamental experirnents on frost forrnation have also been 
conducted on such simple geometries as flat plates, cylinders and 
annuli . See for example O'Neal & Tree (1984) and Sarni & Duong 
(1989). 

Defrosting is necessarily energy intensive. It can be 
accomplished by diverting hot gas from the compressor discharge 
into the evaporator, causing chunks of frost to fali from the coils. ln 
refrigerators the frost must be completely rnelted and reliably 
rernoved from the cabinet so the preferred method is to use an 
electric heater to heat the air which in turn melts the frost. The 
potential for increasing the energy efficiency of either of these 
rnethods is quite limited. 

Jf zeotropic refrigerant rnixtures are used in counterflow 
evaporators of heat pumps or refrigerators to improve 
therrnodynamic cycle efficiency, frost will tend to form 
nonuniforrnly dueto the refrigeram temperature glide. This may call 
for development of manufacturing techniques that can vary fin 
spacing and other fea.tures. 

EXPANSION DEYICES 

Most large refrigeration and air conditioning systems control 
rnass flow at the throttling device, using either a thermostatic 
expansion valve ora float valve which closes completely when the 
systern is shut off. ln smaller systems mass flow is not controlled , 
and expansion occurs through a fixed orifice or capillary tube while 
capacity modulation is accomplished through cycling. The latter 
approach is the least costly and most reliable, but suffers the 
disadvantages of suboptimal off-design perforrnance, in addition to 
losses resulting frorn the migration of refrigeram to the evaporator 
during the off-cycle (Rubas & Bullard, 1993). 

The purpose of a controlled expansion valve is to Iimit the 
arnount of superheat in the evaporator to ensure that ali of its area is 
used effectively for two-phase heat transfer, even during off-design 
operating conditions. lt has recently become possible, on small as 
well as large systems, to achieve the sarne mass flow modulation at 
the compressor. Variable displacement compressors are now used 
widely on automotive air conditioners where they were first 
developed to compensate for the Jack of control over mass flow 
because of the belt-driven compressors operating at variable speed. 
Variable displacement technology is now available for stationary air 
conditioning systems, along with electronically commutated 
variable-speed drives for small herrnetic compressors. 

The renewed interest in low-cost reliable orifice tubes and 
capillary tubes is attributable in large part to these new technologies 
for controlling rnass flow at the compressor. ln the past, however, 
the process for designing orifice and capillary tubes has been 
extrernely time-consurning and costly, and almost completely 
ernpirical. lt takes about 2 days to re-charge and testa refrigerator 
after changing its capillary tube because the therrnal capacitance of 
the systern prolongs the pulldown period, and because it is 
necessary to test through at least one defrost cycle in order to obtain 
a valid estima te of average energy use. Because the optirnal charge 
rnust be deterrnined through a series of tests with a single capillary 
tube, the costs of such testing are high enough to dictate the need for 
accurate rnodels of refrigerant flow through these sirnple devices. 



The need is amplified by the switch to new refrigerants, for which 
there exists no storehouse of empírica! data and design experience. 

Kim & O'Neal (1993, 1994) have tested R-134a and other 
refrigerants in a family of orifice tubes to explore the relationship 
between refrigerant properties and tube geometries. The results, 
which included flow visualization using a transparent orifice tube, 
suggest that the process might be modeled in severa! distinct zones 
beginning with a vena contracta expansion and ending with a choked 
exit. 

Simulation models for adiabatic capillary tubes have been 
developed by Li et ai (1991) and by Peixoto & Silvares (1992), but 
their validation awaits the accumulalion of data on altemative 
refrigerants for a wide range of lengths and diameters for both one­
and two-phase inlet conditions. Perhaps the most comprehensive 
set of data currently available for R-134a are from Wijaya (1991, 
1992), who observed mass flows about 3 to 6 percent lower than 
for R-12 at the sarne conditions. 

ln almost ali refrigerators the capillary tube is brazed to the 
suction tine for two reasons. First, suction line heating reduces the 
possibility that liquid refrigerant will enter the compressor during 
off-design conditions or system transients. The second reason is to 
reduce the refrigerant quality at the evaporator inlet, thus increasing 
evaporator capacity for a given mass flow rate (this could also be 
accomplished by suction line-liquid line heat exchange in systems 
having other types of expansion devices). For many refrigerants 
including R-12 and R-134a the benefit of increased capacity exceeds 
the power penalty and loss of volumetric capacity at the compressor 
resulting from heating the suction gas. Domanski et ai (1992) have 
used a simple model to quantify the potential advantages of suction 
line heat exchange for 29 common refrigerants, including HCFC's. 
The benefits for R-134a appear to be greater than for R-12 so there 
will be a continuing need for models to speed the design process. 

The challenge of modeling a capillary tube-suction line heat 
exchanger is formidable indeed. The time for testing and 
optimization, already substantial for adiabatic capillary tubes as 
described above, is increased geometrically by the addition of 
severa! design parameters in addition to capillary tube length and 
diameter: the lengths of the suction line and capillary tubes in the 
heat exchanger portion; the lengths of the adiabatic sections of 
capillary tube upstream and downstream; and the movement of the 
flash point between the segments. The model must consider the 
possibility of recondensation in the capillary tube due to the suction 
tine heat exchange, and the possibility that the suction line may be 
two-phase for part of is length. The first systematic and detailed 
investigation of some of these phenomena was conducted by Pate 
( 1982) and Pate & Tree ( 1983) using R-12 in the capillary tube and 
air in the suction tine. Peixoto & Silvares (1992) and Peixoto and 
Bullard (1994) have formulated a finite-difference model that covers 
most of these cases, but it has not yet been verified. 

COMPRESSORS 

Except for a few oil-free compressors used for laboratory 
experiments and other specialized applications, ali compressors used 
in refrigerating and air conditioning systems must be lubricated. 
Very large systems may include oil separators to recycle the 
lubricant immediately to the compressor but in most cases part of the 
lubricant is circulated with the refrigerant at concentrations up to 3% 
while most remains in the sump. ln mobile air conditioners where 
gravitational and inertial forces may interfere with the delivery .of 
lubricant to criticai contacts, the system may be designed to circulate 
more than 6% lubricant in li eu of reliance on a sump. Therefore the 
design of most compressors used in air conditioners and 
refrigerators requires data on the thermodynamic and transport 
properties of the refrigerant/lubricant mixture. 

The switch to chlorine-free refrigerants arid synthetic 
lubricants created a need for a fundamental re-evaluation of 
compressor design in general, and friction and wear processes in 
particular, for two reasons. First, the chlorine present in the 
refrigerant molecule reacts chemically with the contact surface to 
forma protective layer (Davis et ai , 1992). Second, the mineral oils 
traditionally used with CFC's are not · soluble in their HFC 
replacements. Because of the cost and complexity of o ii separation, 
most R&D efforts have been focused on developing lubricants that 
are miscible with the new refrigerants, characterizing their.solubility, 
and evaluating their efficacy in lubricating the compressor. Most 
such efforts are being conducted by manufacturers of lubricants, 
refrigerants and compressors. The largest publicly-funded effort 
currently underway is funded by the United States Department of 

27 

Energy and managed by the Air Conditioning and Refrigeration 
lnstitute, from whom a complete list of publications can be obtained. 
Other sources of the most current information include the biannual 
1992 lnternational Compressor Engineering Conference at Purdue 
and the annual International CFC and Halon Alternatives 
Conference. 

lnitial studies focused on the development of polyolester and 
polyalkylene glycollubricants that displayed satisfactory miscibility 
over the range of operating temperatures and pressures encountered 
throughout the refrigerant loop. Once assured that the lubricant 
would circulate and return to the compressor, the next phase of 
screening activities focused on characterizing the friction and wear 
behavior of a variety of refrigerant-lubricant mixtures. Since there is 
no clear relationship between friction and wear, both must be 
evaluated. One major uncertainty was the applicability of tests 
conducted at atmospheric pressure; the pressure compressor sumps 
may range from near atmospheric to tens of atmospheres, depending 
on the refrigerant and whether the sump is on the high or low side of 
the system. 

To accurately simula te realistic operating conditions, Davis et 
ai (1992) constructed a pressurized tribotester capable of testing a · 
wide range of material pairs and contact geometries at refrigerant 
pressures up to 1.7 MPa (250 psi). Results of those tests verified 
that pressure is indeed a significant factor that must be controlled for 
valid friction and wear comparisons of refrigerant-lubricant 
mixtures. Sheiretov & Cusano (1993) used the sarne tribotester to 
examine the potential for using polymer materiais, and to study 
various kinds of surface treatments being considered for improving 
the wear resistance of criticai contacts. The purpose of studies such 
as these is to re-optimize the tradeoff between reliance on lubrication 
and material properties in the criticai contacts of the myriad 
compressor designs used in refrigeration and air conditioning 
applications. 

Accurate thermodynarnic and transport property data will be 
important for generalizing friction and wear results to a broader 
range of refrigerant-lubricant mixtures. Grebner & Crawford 
( 1993a, 1993b) and others h ave shown that the solubility and 
thermodynarnic properties of refrigerant-lubricant mixtures under 
these conditions must be determined empirically because Raoult's 
Law and Flory-Huggins theory do not apply. Such empírica! 
studies are currently being conducted on a decentralized basis 
throughout the world and reported in journals such as the 
International Journal of Refrigeration and many others. ln the 
absence of a theoretical frannework for predicting mixture properties 
from constituent properties, the manufacturers of refrigerants and 
lubricants will probably be the primary compilers and distributors of 
the empirical property correlations developed in such studies. 

The presence of lubricam in the circulating refrigerant is 
known to affect system performance, especially through its effect on 
heat transfer in evaporators and condensers, as described earlier. ln 
evaporators where nucleate boiling is important, the heat transfer 
degradation due to lubricants has been studied by Jabardo & da 
Silva (1991). 

The phaseout of CFC's and HCFC's has also stimulated 
extensive research into issues of materiais compatibility. Such da.ta 
are essential for screening pure refrigerants or mixtures that are 
under consideration for retrofitting existing systems, particularly 
because compressors contain such a variety of metallic and 
nonmetallic materiais. Moreover the compressor is usually the most 
costly component of the system. One important short -term concem 
is the effect of residual amounts of R-12 (<5%) and mineral oil 
(<20%) in systems retrofitted with R-134a and polyolester or 
polyalkylene glycol lubricants. Sheiretov & Cusano (1993) found 
that such 'contamination' had a favorable but negligible effect on the 
friction and wear behavior of specimen contacts typical of rolling 
piston or swashplate compressors. This suggests that the primary 
constraint on contamination in such retrofits will lie in other 
components sue h as the potential for clogging expansion devices or 
for accumulating in other components. 

Over the long term compressors will have to be constructed 
of materiais that are compatible with HFC refrigerants because the 
choice of refrigerant is so highly constrained by such other factors 
as thermodynamic and transport properties, flammability and 
toxicity. Overall, the research conducted to date indicates that the 
tribological behavior of most of the new refrigerant-lubricant 
combinations will be inferior to that of the CFC and mineral oil 
combinations they replace. 
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SUMMARY 
. The roll-up process of vortex wakes generated by wings (with a straight trailing edge) 
zs computed, wzth the azd of two and three-dimensional vortex-in-cell methods. Results and com­
putational effort of the two approaches are compared, and the accuracy of traditional assumptions 
made to allow lhe solutzon of the problem in the two-dimensional domain is investigated. 

INTRODUCTION 

The computation of wing roll-up is of importance in sev­
era! aircraft analysis problems, like canard-wing interference, 
induced downwash determination, and the interference suffered 
by an aircraft taking off shortly after another. Early attempts 
to solve the problem separated the wake in portions near and far 
from the wing, and adopted different simplifying assumptions 
for each region (Spreiter and Sacks, 1951 ). A widely st udied 
two-dimensional model solves the problem in the Trefftz plane, 
using point vortices . This model, although simple, provides 
good insight into the wake roll-up dynamics. The inclusion of 
3-d effects is essential when two or more lifting surfaces inter­
act, or when the influence of the wake shape in the wing cir­
culation is important. Three-dimensional computations have 
largely used singularity and panei methods to represent wings 
and wakes. Sarpkaya (1989) and Hoeijmakers (1983) present 
a thorough review of 2-d and 3-d vortex methods applied to 
problems in fluid dynamics. 

The vortex-in-cell methodology can improve the compu­
tational efficiency of 2-d and 3-d vortex methods. Its advan­
tages are greater when a large number of singularities is used, 
since it reduces computational times and removes large scale 
instabilities. Therefore, vortex-in-cell methods are espedally 
suitable for computation of detailed wake shapes. · 

This study applies 2-d and 3-d wake roll-up methods 
based in the vortex-in-cell approach to severa! wing geometries, 
in order to investigate some aspects of wing wake dynamics. 
These include the simplifying assumptions made in 2-d models, 
downwash distribution, and wing aspect-ratio effect. 

BASIC EQUATIONS ANO NUMERICAL METHOD 

Consider a wing in steady, low-subsonic flow. A coordi­
nate system is attached to it, with the x axis aligned with the 
undisturbed flow velocity, u"'" y placed along the span and z 
pointing upward. Lengths are made non-dimensional relative 
to the semi-span s, and velocities are relative to U00 • For a thin 
wing at low angle of attack, the flow can be considered invis­
cid and incompressible , so that it respects the incompressible 
potential equation. Since the problem is linear, a solution can 
be obtained by the superposition of fundamental singular so­
lutions, placed on the flow internal boundaries. The solutions 
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chosen here are vortex points in two dimensions, and straight 
vortex segments in three dimensions. 

As the wing generates lift, it creates behind it a thin 
sheet of vorticity, which can be modeled as a surface of dis­
continuity in potential. ln a further simplification, the sheet 
is represented by a set of vortex !ines that start at the trailing 
edge of the wing and proceed downstream towards infinity. The 
vortex theorems of Helmholtz and Kelvin state that free vortex 
!ines embedded in potential flow move with the local velocity. 
This non-linear boundary condition ensures that the wing wake 
is not subjected to forces, and produces rolled-up wake shapes. 

Three-Dimensional Formulation. The wing is represent­
ed by a network of vortex segments, i.e., a vortex lattice. The 
present method (Ribeiro, 1992; Ribeiro and Kroo, 1992) em­
ploys vortex rings in order to easily conserve total circulation. 
The boundary condition of zero normal flow is enforced at con­
trol points on the center of the wing vortex rings. The wake 
filaments are supposed to be initially straight and aligned with 
the direction of U 00 • The vortex-lat t ice solution for this starting 
geometry provides the wing and wake circulation distributions , 
which are kept fixed throughout the roll-up process. A sub­
vortex technique creates additional vortices on the wake, filling 
the space between the vortex !ines that originate at vortex ring 
segments. This technique distributes better the wake vorticity 
along the span, in preparation for the vortex-in-cell calcula­
tion. The wake vortex-segments are created so that their ex­
tremities , or nodes, lie in x = const cross-flow planes. This is 
solely a choice of construction of the wake, not a res triction of 
the method . The wake is cut-off at a certain distance X cu toff 

downstream of the wing. 

After velocities are determined on the wake, a relaxation 
procedure changes the wake geometry, aligning its segments 
with the local flow velocity. If ui indicates the velocity at the 
upstream node of a wake segment , and r;' its position, both 
at relaxation iteration n, the new position of the segment 's 
downstream node is given by 

ri+l = ri+ b.r; ui 
b.r; b.xju~; 

(1) 
(2) 

b.x is the x distance between the wake cross-flow planes -
that maintains the wake nodes always at the sarne cross-flow 



planes. At each relaxation iteration, the vortex-in-cell meth0u 
computes t he velocities u;' induced by ali the vortex segments 
on the wake nodes, and then ali wake nodes are moved. The 
process is repeated until the maximum node displacement is 
smaller than a specified convergence factor. 

The vortex-in-cell method solves the following vector 
Poisson equation: 

\121/J = -w (3) 

where 1/J is the vector potential of the perturbation velocity 
field u , and is defined by u = V x 1/J. Vorticity, w , is defined 
by w = V x u. The method has basically three phases . First, a 
Cartesian mesh is superimposed over the wing and wake vortex 
network. The vorticity concentrated in the vortex segments is 
then distributed to the grid, so as to produce a discrete rep­
resentation "-'ijk of the singular field, w(x,y,z). The spread­
ing of the vorticity in one segment is performed by applying a 
three-dimensional spreading fun ction on ali of its points . That 
generates a line integral, which can be approximated by Gauss­
Legendre two-point quadratures. The spreading function is now 
applied to the portion of vorticity allocated to each quadrature 
point. The spreading function is assembled through the prod­
uct of three one-dimensional functions . These are quadratic 
splines that span 3 grid-cell lengths in each Cartesian direc­
tion. A quadrature point distributes vorticity to the closest 27 
grid-cells. 

The second phase is the solution of the second-order dis­
crete versions of the three scalar Poisson equations in (3). A 
Fast Poisson Solver, based on Fast Sine and Cosine Transforms, 
is used . A fast convolution procedure is introduced in order to 
satisfy the boundary condition of vanishing perturbations at 
infinity. The influence of a portion of the wake that extends 
beyond the computational box (i.e. , x > Xcutoff) is taken into 
account by an artífice introduced in the convolution scheme. 
This artífice effectively doubles the wake length in the x direc­
tion for calculation purposes, with negligible increase in com­
putational time. Velocities on grid points are computed from 
the solution 1/Jijk by second-order central finite-differences. 

In the final phase, velocities at points of interest (wake 
segment nodes, in this case) are interpolated from grid point 
values. The interpolation procedure uses the sarne quadratic 
splines of the spreading scheme. The application of the vortex­
in-cell method presents two basic advantages . The effect of the 
spreading/interpolation procedure is analogous to the introduc­
tion of a viscous core for the vortex segments. The velocity 
singularity at the segment position is removed, and the effec­
tive core has a radius of about 1.5 grid-cell lengths . The sec­
ond advantage appears when detai led descriptions of the wake 
are desired. The method has computational time of the order 
M log2 M, where M is the number of grid cells, while the in­
terpolation and spreading schemes have times of the order of 
the number of vortex segments, N. Therefore, the N 2 depen­
dence of tradit ional vortex methods is removed, and wakes wit h 
a large number of vortices can be computed much faster. 

Two-Dimensional Formulation. The roll-up process of 
wing wakes can be simulated approximately by disregarding 
the wing influence and the wake curvature in the streamwise 
direction. Such hypotheses permit the representation of the dis­
cretized wake by straight, parallel infinite vortices, which move 
under their induced velocities. These velocities have compo­
nents only in the yz plane and can be computed from a corre­
sponding set of 2-d point vortices, in cross-flow planes of the 
wake. Although these simplifications are valid only at far dis­
tances downstream (i.e., at the Trefftz plane), a first approx­
imation of the wake shape can be obtained by using the 2-d 
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Figure 1: ~ound circulation distribution for the computed 
wings. 

model as soon as the wake leaves the wing. ln the 2-d limit, 
the x coordinate is identified with a pseudo-time variable t, so 
that x = U00t. When t is made non-dimensional relative to 
s/U00 , one has simply x = t . 

The 2-d computation starts with the 3-d wake at the 
wing trailing-edge cross-flow, which provides the starting posi­
t ions and the circulations for the 2-d point vortices. The wake 
roll-up method in 2-d is a pseudo-time integration , anda simple 
Euler scheme is employed here. ln analogy to the 3-d relaxation 
scheme, the position of vortex i at time ( n + 1 )t:.t is given by 

r7+1 = r7 + t:.t ui (4) 

r denotes now the position of a point vortex on the yz plane. 
The velocities uf are computed by a 2-d version of the vortex­
in-cell method described above, which solves the scalar Poisson 
equation given by 

\12 1/Jx = -Wx (5) 

Observe that only the x components of vector potential and 
vorticity are needed. ln fact , l/Jx is identifted as the 2-d stream 
function in this case. 

RESULTS 

Both wake roll-up methods were applied to three wings 
with decreasing aspect-ratio and no twist, ali at 5° angle-of­
attack. Wing 1 was rectangular and had aspect-rat io, AR, 
equal to 10. Wing 2 was also rectangular, and had AR= 5. 
Wing 3 was a delta wing with AR= 2. Fig. 1 shows the circu­
lation distribution for the three wings. The lift coefficient for 
Wings 1, 2 and 3 was 0.33, 0.28 and 0.18 respectively. 

Ali 3-d wake roll-up computations used grid-cell lengths 
equal to 0.1 x 0.04 x 0.04 for the vortex-in-cell method. The 
x-direction lengt h of the wake segments, .6x, was equal to 0.1 . 
All 2-d computations used the sarne grid-cell sizes for the y and 
z directions, and a pseudo-time increment (t:.t) equal to 0.1, 
to maintain correspondence to the 3-d calculations. The wake 
length in the x direction was 5 wing spans (Xcutoff =lOs). ln 
the 3-d case, the convergence factor for the wake was 0.05% 
of s. Symmetry was not explored in the computations, so that 
the whole wing and wake were modeled. The coordinate system 
origin was placed at the trailing edge of the root chord. 

Wings 1 and 2 had 1ll paneis along the span, only one 
panei along the chord, and the wake was formed by 1000 vortex 
!ines . Wing 3 had 102 paneis along the span and 2 along the 
chord , and 919 vortices in the wake. 
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Observe in Fig. 2 that the wake shapes computed for 
Wing 1 by the 2-d and 3-d methods were practically identical 
for ali cross-flow planes shown, except for small downward shifts 
for the 3-d wake. Fig. 3 shows the position of the center of 
gravity of vorticity in the cross-flow planes. Notice that the 
y position of the c.g. remained essentially constant for both 
computations, in agreement with theoretical 2-d wake roll-up 
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considerations (Spreiter and Sacks, 1951 ). The vertical position 
of the c.g. of the 3-d wake departed markedly from the 2-d 
wake position as soon as the wakes left the wing trailin,g edge. 
However , at a distance of about one span behind thé wing, 
the downward shift had essentially reached a constant value. 
The reason for this difference in wake displacement dose to the 
wing is illustrated in Fig. 4, that shows downwél-sh distributions 
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at the wing trailing edge. The 3-d values were in average 4 
times those of the 2-d calculation. This show~ that, for this 
high-aspect wing, the decrease in downwash dueto the remova! 
of the wing effect is much larger than the increase due to the 
addition of the upstream semi-infinite wake extension in the 2-d 
formulation. 

Figures 5 to 10 show results for Wings 2 and 3. Notice 
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the increasing degree of roll-up of the wakes, due to the higher 
circulation of the wake vortices. The sarne observations con­
cerning wake shapes and vorticity c.g. position apply here. For 
Wing 2 (Fig. 7), the 3-d downwash values were stilllarger than 
the 2-d ones, but the difference decreased. The discrepancy in 
downwash magnitude decreased even further for Wing 3, but 
the distributions had differences in shape dose to the wing root. 

The last grid used by the 3-d vortex-in-cell method for 
Wing 3 had dimensions equal to 129 x 65 x 33. Wake con­
vergence was reached after 203 relaxation iterations. The 3-d 
computation took 3.83 CPU hours in an IBM-RISC6000/340 
workstation. ln contrast, the 2-d computation used only 10 
seconds. 

CONCLUSIONS AND COMMENTS 

The wake shapes computed by the 2-d and 3-d approach­
es were surprisingly similar. The 3-d wakes presented a down­
ward shift due to the higher downwash in the proximity of the 
wing. However, as showed by the vertical position of the cen­
ter of gravity of vorticity, the vertical shift remained essentially 
the sarne after about one span behind the trailing edge. The 
magnitude of this shift reached from 0.9 to 1.1% of the semi­
span, where the higher values occurred for the wings with lower 
aspect ratio. On the other hand, the horizontal position of the 
c.g. could be considered constant for both computations. Such 
small differences between the results of the two methods reaf­
firm the applicability of the 2-d approach for these wings with 
straight trailing edges. The speed of the 2-d method largely 
compensates for its inaccuracies, especially if one is interested 
on wake shapes at distances of more than one semi-span behind 
the trailing edge. This suggests that a 2-d roll-up method that 
includes 3-d effects, like the one by Nikolic et ai. (1992), which 
takes into account the influence of the wing bound vorticity, 
should provide very accurate results for such wings. Further 
studies should investigate the case of wings with swept trailing 
edges. 
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SUMMARY 
A numerical method based on potential flow theory and a distribution of tangent dip?les is used to 
compute the pressure distributions on a MS-0313 airfoil with severa/ configurations of Fowler flap and 
teading-edge s/at. Results are compared with wind tunnel tests. Data should a//ow the aerodynam1c 
design of a jlap system to be dep/oyed automatically in order to improve the /ow-speed performance of 
an agricultura/ airplane. 

INTRODUCTION 

ln some flight conditions, higher values of lift coefficient (Cl) 
are interesting to perrnit flisht at lower velocities. This is the case 
of take-off and landing sttuations, where high-lift devices are 
used, such as flaps and slats (leading-edge flaps). These devices 
are usually commanded by the pilot, but in some cases an 
automatic operation is desirable. ln fighters, automatic operation 
is commonly used durlng air combat, when the entirely control 
operations are made by computers. Control surfaces (tlaps, slats, 
spoilers, etc) are deflected by servo-motors and the whole 
automatic system is very complex and expensive. Automatic high­
lift devices are also desirable for agricultura! airplanes, because 
their operation usually requires severa!) 80 degrees tums, in order 
to quickly spread agricultura! producfs on an area of mterest. 
Such tums must be as small as possible and have to be done at 
low velocities and with high lift coefficient. Meanwhile, for such 
application, automatic operation has to be simple and cheap. 

The main objective of the present work is to design an 
automatic high-hft device, which is controlled by the pressure 
distribution on the profile surface. ln Figure 1 is shown the device 
studied in this paper, which is intended to be applied for 
improving the operation of agricultura! airplanes. 

~--- .. ---- .. .. ·--- ---- ----. 

F--~ 
Figure I : Thrce element airfoil (a) with its parts joined together and 
(b) with its parts separated for maximum lift coefficients. 
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During cruise ali parts of the three element ai~oil are_ keJ?t 
joined together due to the fact that the stagnauon pomt ts 
upstream from point A (see Figure la), and therefore, the spring 
force is counterbalanced by the flow pressure force. When the 
airfoil' s angle of attack is increased, the stagnation point tends to 
move to a position downstream from point A. ln this case, the 
spring force overcomes the aerodynamic force and the three 
elements are separated as shown in the Figure Ib. ln the above 
configuration, the slat is the controller element and, at the sarne 
time, it gives an additional contribution to the lift coefficient. 
- The mechanical device inside the profile will not be treated in 

this P.aper Only the flow over the configurations shown in Figure 
I wlll be analyzed in order to design the slat ~hape (define the 
position of point A) and to study the effectlve posttton and 
attitude of the slat and flap, when these elements are separated. 
Such aerodynamic analysis is very important to calculate f?rces 
and moments acting on the slat and flap surfaces, whtch wtll be 
used to specify the mechanical device characteristics, such as the 
spring strength. 

The aerodynamic study mentioned above will be perforrned 
numerically and the panei method will be used. From the 
numerical point of view, the main concern when multt-elements 
are to be calculated is the problem arising when one element is 
very elo se to the other, as is the case of the present configuration. 
The classical Hess & Smith [2] scheme, with constant strength 
source and vortex paneis, presents the above problem. If higner 
order singularity distributions and curved paneis are implemented, 
the mentioned problem can be minimized (for instance, see 
Johnson [5]), but the numerical scheme is more complex. Bristow 
[I] has proposed an i_nte~esting method based on t~e Green's 
tdentity, where a combmat10n of source and normal dtpole were 
used and good results were obtained for configurations similar to 
that shown in the Figure l.b . Although one ofthe above methods 
could be used to solve the problem in question, a new scheme 
based on the tangent dipole singularity wlll be tested for the case 
of multi-element configuration. 

After a brief description of this new numerical method, a two­
element configuration (profile with a tlap) will be used to validate 
the numerical code, which will then be applied to destgn the slat 
shape and to define its best relative position. 

NUMERICAL METHOD 

The numerical method used in this work was initially developed 
to study internal flows, as is the case of an airfoil inside the test 
section of a wind tunnel (see Girardi [3]) . Dueto the good results 
obtained, the above numerical scheme was extended to study the 
flow over multi-element configurations. The validation of this new 
version is one ofthe goals ofthe present paper 

The main feature of the present numerical method is the usage 
of the dipole singularity, whose orientation is tangent to the panei 
surface. The boundary condition (Neumann problem) IS 

prescribed by using the stream function, which has a constant 
value ( 'Vk) on the surface of each element (k) of the configuration. 



ln order to model the circulation around each element, vortex 
paneis are also considered and their strengths determined by 
tmposing the Kutta condition on the trailing edge of each 
configuration. 

Due to the above combination between singularity and 
boundary condition, the tangent dipole distribution has not a 
unique solution (see procedure described by Hunt [4]) ln order to 
overcome this problem, the strength of one tangent dipole panei 
of each element "k" has to be fixed with an arbitrary value ~k-
This procedure causes another difficulty related to a greater 
number of linear equations (Ne), in comparison to the number of 
unknowns (Nu). The difference between Ne and Nu is equal to 
the number of elements "k" within the configuration. Therefore 
one needs "k" more unknowns to determinate the linear system of 
equations To solve the above problem, values of the stream 
function ( IVk), which must be imposed as boundary condition on 
each element "k", are considered as unknowns. This procedure is 
very interesting because another problem is simultaneously 
solved, when values of IVk are still unknowns, due to the fact that 
they depend on the circulation around each element "k" . 

For a closed discretization (which is necessary to treat sharp 
trailing edges), the parameters ~k can have arbitrary values but, 
for an open discretization (appropriate to blunt trailing edge), 
values for ~k have to be lower than 104 , in order to avoid 
numerical difficulties, which arise dueto the leakage problem (see 
Hunt [4]). This kind of problem also arises for the vortex 
distribution and, in this numerical method, for each element "k", 
the vortex panei strengths are not constant as they usually are. 
They are varied along the element surface in such a way that, at 
the trailing edge, the panei strengths tend to zero. 

lt is interesting to emphasize that the present numerical method 
can be applied to study the tlow over multi-elements 
configurations, in such a way that the cases of sharp or blunt 
trailing edges can be treated, without any -kind of artificial 
discretization closure, which could cause numerical problems at 
the neighborhood ofthe trailing edge. 

PRESSURE COEFFICIENT CORRELATION 

To verity the capability of the present code to accurately 
predict the pressure distribution around a two-element airfoil, the 
tlowfield characteristics over a MS-03 13 rear loaded cambered 
airfoil with a 25% chord single-slotted tlap are selected for 
calculation. Two particular angles of attack and three flap angles 
of deflection are selected for this correlation, for which ali the 
necessary experimental data are available from reference [7]. ln 
the mentioned reference we find the airfoil and flap coordinates, 
as well as the exact relative tlap positions with respect to the main 
airfoil trailing edge, to each angle of deflection. The slot created 
by the flap backward movement has its upper surface redesigned 
in arder to reduce local curvature and to avoid unrealistics 
pressure oscillations, observed in freliminary calculations. These 
discrepancies are due to the typica potencial theory assumptions, 
which impose a flow surface tangency everywhere and fails to 
represent sharp edges. 

The pressure distribution calculated around the MS-0313 
single-element airfoil shows very good agreement with 
experimental data, for angles of attack up to 8 degrees. Ali main 
pressure distribution characteristics are well predicted, including 
the leading edge acceleration, the near flat top central portion and 
the strong rear loaded region. 

During the two-element analysis, we have focused the study on 
O and 8 degrees of angle of attack and 10, 20 and 30 degrees of 
flap deflection. These cases also reproduce quite well 
experimental pressure distribution, over both main and flap 
airfoils. For 10 degrees offlap deflection, the experimental results 
shows a highly accelerated flow around the upper leading edge 
flap, which overcome the calculated pressure coefficient values. A 
probable reason for such a behaVlor is the effect of a thick 
boundary Iayer that reduces the effective throttle area, 
accelerating the flowfield through the slot. This condition is 
particular to the 1 O degrees of flap deflection because of its 
relative lower position, which seems to be more affected by the 
airfoil trailing edge, where the slot surface is redesigned. 
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Figure 2. Pr-:ssure distribution over a two-element airfoil with 8 
degrees of ángle of attack and 20 degrees of flap deflection 

ln 20 degree flap deflection case, the theoretical-experimental 
pressure correlation is even better over both airfoil elements. The 
negative peak pressure calculated near the airfoil leading edge is a 
little higher than the measured data, as expected by potencial 
theory, but the pressure recovery region is properly determined 
(see Figure 2) . The pressure distribution on the main airfoil lower 
surface and the enttre flap body is accurately predicted . When 
flap is deflected to 30 degrees, vtscous effects became too strons, 
reducing the leading edge flow circulation and resulting m 
boundary layer separation on the second-half of the flap upper 
surface. The pressure keeps a constant value and the flow 
recovery is not completed on the flap trailing edge. This loss of 
efficiency could also be detected by the small amount of lift 
increment generated with a 30 degree flap deflection (Figure 3). 
Obviously, this flow separation could not be captured by a code 
based on potential theory, and the pressure correlation started to 
fail. Nevertheless, the pressure distribution pattern is correctly 
predicted over the entire attached flow region . 
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Figure 3. Lift coefficient evolution with angle of attack and flap 
deflection · 

Figure 3 shows the lift coefficient calculated by simple numerical 
pressure integration, compared with aerodynamic loads measured, 
for angles of attack up to 8 degrees. As it is expected, calculated 
values overestimates experimental lift coefficients by about 12%, 
up to 20 degrees of flap deflection. The computed lift curve 
slopes are almost constant for any deflection and the lift increment 
due to flap showed good agreement with measured values to flow 
attached conditions. 

The first step to the present code validation is then concluded. 
The numerical method has demonstrated to be very accurate to 
perform flow analysis over two dimensional multi-element airfoils 
into a range of an~les of attack and flap deflections where viscous 
effects are stilllinuted and no flow separations is present. 



LEADING-EDGE SLAT DEFINITION 

Following the tlow solver validation we have J'roceeded to 
define a leading edge high-lift device, incorporate to the MS-
03 13 airfoil configuration, with a 25% chord single-slotted flap at 
20 degrees deHection position. Our first goal is to design a slat 
atrfOJI , accordmg to the leading edge upper surface on the main 
alrfOII, and to create a new smooth upper nose line (slat lower 
surface), considering the stagnation posttiOn at the design angle of 
attack, as shown in Figure 4. Ali sharp geometric contours are 
ehmmated to avoid numerical miscalculations. Preliminary 
computations have shown a smooth pressure distribution over this 
modtfied airfoil leading edge without the slat element, which is 
very dose to the original airfoil behavior. 

After a trailins-edge flap deflection, the tlow circulation around 
the atrfoil nose IS highly mcreased, which induces high leveis of 
negative pressure coefficient, followed by strong adverse pressure 
gradients. The main purpose for usmg a leading-edge slat 
combined with a powerful flap device to be operated at high 
angles of attack, IS to reduce this negative peak pressure by 
realigning the airfoil nose with the local flowfield upward 
direction . By doing so, the risk of flow separation is minimized 
and the stall may be delayed. ln order to guarantee the slat 
efficiency, it is necessary to find a proper relative position and 
right slat angle of deflection, which create a regular convergent 
channel shape between the airfoil leading edge and the slat lower 
surface. Thts resulting configuration should drive high energized 
flow from the slot towards the airfoil upper surface, blowing its 
boundary layer. 

A grid of 9 points considering horizontal and vertical 
displacements is established to localize the slat element in relation 
to the main airfoil (see Figure 4) Using the present code, we have 
computed the flow characteristics around the three element airfoil 
at 8 degrees of angle of attack (alpha), in each grid position, and 
slat deflections from +I O to -3 5 degrees. This alpha angle 
condttiOn was preliminarily selected as the flight attitude wheri ali 
the wing high-lift devices should be automatically deployed to 
improve the airplane low speed performance. 
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Figure 4. Slat relative position 

Computed results have clearly shown that when slat deflections 
become more negative, t~e induced ne~ative peak pressure over 
the slat upper surface qwckly falis, whtle 11 shghtly grows in the 
main airfoil (see Figure 5). lt means that a small loss of flow 
circulation around the slat produces higher flow velocities through 
the con.ver~:~ent channel, increasing leading edge suction on the 
mam atrfOIL For a certain slat deflection the two minimum 
pressure values are equal and their magnitudes are slightly 
affected by the slat vertical relative position On the other hand, 
thts particular angl~. of deflection IS more negative for closer 
honzontal slat posttlons, probably because it results in more 
suitable channel shapes. 

ln the sweep configuration analysis, little influence is noticed 
on the global hft coefficient value. Each element has its own lift 
adjusted, keeping the total lift near constam, as can be seen for 
the particular slat position illustrated by Figure 5. This aspect may 
change when visco~s effects are considered, because of the 
eventual flow separatton. 
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Figure 5. Aerodynamic coefficients as a function of slat deflection 
for designed slat rela tive position 

Knowing that the use of a slat device should mmtmtze the 
leading edge peak pressure and reduce the local angle of attack, 
we have then selected three representative positions (a closer, 
medium and farther - numbers 8, I and 6 ffom Figure 4), and their 
respective angles of slat deflection ( -30, -25 and -15 degrees) . To 
these configurations the negative peak pressure are lower in both 
slat and mam airfoils. At higher angles of attack, the flow analysis 
around each configuration selected allow us to hold the closest 
slat position whit respect to the main airfoil, since it has kept the 
peak pressure at lower leveis to any angle of attack. For this 
position, the risk of slat flow separation is low, since its lift 
coefficient is only moderate. Figure 6 presents the pressure 
coefficient distribution over each airfoil element, calculated in the 
design condition. 

Flap lift increment and minimum pressure have remained 
almost constant during the angle of attack sweep (see Figure 7), 
while lift increment due to slat contributions has continuously 
increased, proving to be more efficient at hi&h incidences. For 
each airfoil element, minimum pressure coeffictents have reached 
almost the sarne value at the design condition, as can be seen in 
Figure 7. From Figure 8, it is interesting to notice that the 
minimum negative pressure coefficient at the design condition 
(Cpmin Â -4 O) over the main airfoil, with slat and flap deployed, 
is smaller than the one associated with the isolated airfoil, 
although producing double lift. The use of the designed slat 
device has also reduced to half the flow acceleration around the 
airfoil leading edge, for the sarne amount of lift increment due to 
flap deflection. As expected, a slat device has little influence over 
the global lift coeffictent evolution with alpha angle (see Fisure 
9), but shall delay the airfoil stall, controhng flow accelerattons 
and boundary layer separation from its leading edge surface. 
When the slat is deployed a decrease of about 8% in total lift is 
computed due to a small loss of pressure force in the leading edge 
slot region 
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Figure 6. Multi-body pressure distribution 
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CONCLUDING REMARKS 

A potential flow multi-body airfoil code is used to evaluate a 
complete high-lift device, preliminarily designed to be applied in 
an agricultura! airplane. An extensive aerodynamic analysis is 
performed in order to determine the best relative position and 
angle of deflection of a leading-edge slat, in combination with a 
tratling edge fowler flap, which should be deflected automatically 
to prevent flow separat1on at high angles of incidence. 

ln order to select slat relative position and deflection, two 
criteria are adopted : (a) for the design angle of attack (8 degrees), 
three positions ( closer, medium and farther) and their deflections 
are chosen by considering equal negative pressure peaks on slat 
and airfoil surfaces. (b) the final decision is taken by analyzing the 
negative pressure peak behavior, when the configuration angle of 
attack is increased. 

The device designed (closer position) has demonstrated to be 
very effective in increasing lift without overaccelerating the 
flowfield around the airfoil leading edge. It is expected by the 
authors that it will reduce the additional pitch moment created 
with flap deflection This will result in small changes in the 
airplane flight characteristics after high-lift deployment. 
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This paper reports the initial stage of the presem deveiopement 
and the mentioned criteria are adopted because boundat)' layer 
calculation:; are not considered yet A bcmndary iayer correction 
will certainly improve the presem code accuracy, especially to 
provide a proper simulation of the flow characteristcs inside the 
created ieading edge channel. The slat shape can also be improved 
and the design angle of attack has to be anaiyzed, in order t<:· verify 
the better condition for a high-lift device deployment. 
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SUMMARY 
The present work deals with the numerical aspects of the simulation of the interaction shock­

wave-boundary-layer. The injluence of parameters such as artificial dissipation coefficient and mesh 
refinement among olhers upon lhe numerical solution, using two differenl turbulnce models, are sis­
tematically investigated. The study is performed on a supersonic ftow over a compression ramp. The 
2-D Navier-Stokes equations are used to model the physical s ituation and the finite-differen ce implicit 
Beam and Warming algorithm is called upon to perform lhe numerical solution. The Turbulence 
modelling is accomplished through lh e schemes of Baldwin and Lomax and of Johnson and King . 

INTRODUCTION 

The continous growth of available computational power is 
helping to make the numerical solution of the Navier-Stokes 
equations over complex geometries a much more feasible task. 
However, before a particular code can be used for design pur­
poses it must undergo a very careful and sistematic validation. 
One of the key points in this proccess is to study the influence of 
numerical factors upon the final flow solution. ln other words 
the code must not. only give the right solution but the user 
must be skilled enough in order to discern between numerical 
and physical aspects of the results obtained. 

investigation of numerical influences such as amount of arti­
ficial dissipation and computational grid refinement upon the 
solution of the two-dimensional thin-layer Reynolds-averaged 
Navier-Stokes equations in a physical situation of great practi­
cal interest . 

The ideal test problem would be one which combines the ba­
sic features of the flows the numerical code will be dealing with 
in its production phase together with sufficiently detailed exper­
imental measurements. The shock-wave-turbulent-boundary­
layer interaction presents both of these qualities and therefore 
it was chosen to be the test problem in this work. This type of 
flow contains concomitantly ali the difficulties of turbulence and 
of the viscid-inviscid interaction. Further, this physical phe­
nomenon has great interst in the design of supersonic inlets, 
externa! aerodynamics, and turbomachinery. The flow situa­
tion to be investigated is the supersonic flow over a 24- degree 
compression ramp. 

The governing equations are written in strong conservation­
law form for a general body-conforming curvilinear cooFdinate 
system. The equations are solved using the Beam and Warming 
finite-difference implicit approximate factorization algorithm 
(Beam and Warming, 1978 and Pulliam and Steger, 1980) in 
which the implicit Euler method is used for the time march 
and central differences are employed to discrctize ali spatial 
derivatives . As usual with central-difference methods artificial 
dissipation terms must be added in order to control nonlinear 
instabilities. These terms are fourth-order differences so that 
they do not compete with the physical viscosity. ln order to ren­
der the algorithm more robust the boundary conditions should 
be implemented in such way that they preserve the physics of 
the process . The characteristic relations for the 2-D Euler equa­
tions are used at the entrance and exit boundaries because they 
preserve much more of the physics of the flow than other type 
of "numeric extrapolat ion". (MacCormack, 1984) 

The main goal of this work, which represents a step further 
of ITA's CFD group towards the implementation of very robust 
and reliable numerical algorithms, is to perform a systematic 
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NUMERICAL IMPLEMENTATION 

The 2-D thin-layer Reynolds-averaged Navier-Stokes equat ions 
written in conservation-law form for a general, body conform­
ing, curvilinear coordinate system are 

aQ aE aF 
ar + a~ + ai] = o, (1) 

where 

e~r'{ 
pU 

}' 
puU + P~x- Re- 1 (rxxer + Txy~y) 
pvU + pÇY- Re-1 (rxy~x + Tyy~y) 

(e + p) U- pÇt- Re- 1 (f3x~x + /3yÇy) 

F~r·{ 
pV 

}' 
pu V+ PIJx- R e- 1 (rxxT/x + TxyT/y) 

pvV + p!]y- Re-1 (rxyT/x + TyyT/y) 

(e+ p) V- PIJt- Re- I (f3x7Jx + /3y7]y) 

and 

u et + ~xU + Çyv, 

v IJt + 1/xU + l]yV, 

f3x TxxU + TxyV- qx, 

/3y TxyU + TyyV- qy· 

Here, U and V are the contraYariant velocity components, 
u and v are the Cartesian velocity components, while p stands 
for density, p stands for pressure, e is the total energy per unit 



volume, and qr and qy are the components of the heat flux 
vector. J is the transformation Jacobian, f.t. f.r, f,y)T/t, Tfx, T/y are 
metric terms and Reis the Reynolds number. Further, 

Txx = (Ã + 2J1.)Ôufâx + Ãâvfây, 

Try = Jl.(âufây + âvfâx), 

ryy = (Ã + 2J1.)Ôvfây + Ãâufâx, 

where Jl. is the molecular viscosity and ,\ is taken as -(2/3)J1., 
the Stokes hypothesis. Fluid property relationships complete 
the mathematical model and convenient reference parameters 
are used to nondimensionalize the set of equations. After in­
troducing the time-march implicit Euler scheme, the approx­
imate factorization concept and the space discretization, the 
final form of the algorithm reads (Pulliam, 1984) 

L{L~I::!.,Qn = R{ + ~. (2) 

where Q is the vector of conserved properties and 

f::!.tQ = Qn+l _ Qn, 

L{ = I +!::J.t8{Ân -!::J.tRe- 18{r 1M{J -e,!::J.tJ-~«v{!::J.{J, 

L~ = I+ !::J.t 8~Ên- l::!.t Re- 18~r1 M; J- E:;l::!.t r'v ~!::J.~J, 
R{ = -l::!.t8{En-E:el::!.tr1 ('V{I::!.dJQn, 

~ = -!::J.t8~Fn-e.l::!.tr 1 ('V~!::J.~) 2 JQn. 

ln the above expressions l::!.t stands for the time step, and 
n for the time levei. E. and F. represent the inviscid flux vec­
tors while Ev and Fv are the viscous flux vectors. Â and Ê 
that appear in the local time linearization of E. and F. are 
the inviscid flux Jacobian matrices. M{ and M~ are the coefli­
cient matrices of the viscous terms. The reader should refer to 
Pulliam and Steger (1980), and Pulliam (1984) for these ma­
trices. 8{ and 8~ are three-point second-order central-difference 
operators. 1::!.{, 1::!.~ and 'V{, 'V~ are standard first order forward­
and backward-difference operators, respectively. The mid-point 
operators usl.!d for the viscous terms are defined by: 

8{Qi,j 

8~Qi,j 

TURBULENCE MODELS 

[Qi+l/2,j- Qi-1/2,jl , 

[Qi,j+t/2- Qi,j-1/2]· 

(3) 

( 4) 

As it is the authors desire to have acode with the capability 
to interchange turbulence models, according to the problem at 
hand, this work deals with two different means of turbulence 
closure: the two-layer eddy-viscosity algebraic Baldwin and Lo­
max model (B&L model) and the two-layer eddy-viscosity half­
equation Johnson and King model (J&K model) . 

The Baldwin and Lomax approach assumes turbulence to 
be in local equilibrium, i.e., no turbulent transport effects are 
taken into account. This assumption is valid as long as the 
boundary layer is attached to the wall or, at most, a mild sepa­
ration exists. The modellength scale, at the inner layer, is the 
Prandtl mixing length and the velocity scale is derived with 
the aid of the vorticity field. At the outer layer the Clauser 
formulation is modified so that the length scale is also related 
to the distribution of vorticity and, therefore, the need to find 
the outer edge of the boundary layer is removed (Baldwin and 
Lomax, 1978). 

The Johnson and King model was developed with the capa­
bility of treating a specific kind of flow: two-dimensional, turbu­
lent boundary layers subjected to strong adverse-pressure gra­
dients and the attedant separation. The strong "history effects" 
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present in such flows are accounted for through the introduction 
of a transport equation. This is an ordinary differential equa­
tion, the solution of which is used to determine eddy-viscosity 
changes in the streamwise direction. More details about the 
model, as well as its actual numerical implementation may be 
found in Johnson and King (1985), Shirazi and Truman (1988) 
and Menezes (1994). 

The turbulent Prandtl number, Prt, is taken to be constant 
and equal to 0.9 . ln reality this parameter varies throughout 
the boundary layer. However, if the molecular Prandtl num­
ber value, Pr, is dose to unity (which is the case for air) Prt 
is practically constant within the boundary layer (Cebeci and 
Bradshaw, 1984). 

BOUNDARY CONDITIONS 

The flow at the entrance station is supersonic and, therefore, 
ali four boundary conditions are fixed; in other words no extrap­
olation should be made from the interior of the computational 
domain shown, in Fig. 1, in order for the problem to be "well 
posed". The 2-D velocity profile is taken from the experimental 
data of (Settles et ai, 1976). As the Prandtl number is taken to 
be of order one the non-dimensional temperature profile, O, can 
be assumed to match the velocity profile. The pressure is con­
sidered to be uniform and equal to its free-stream value, Pinf· 

The exit plane is also supersonic and as a consequence none 
of the flow variables may be fixed. These variables are made 
equal to the interior flow solution at the plane just before the 
exit plane (zeroth-order extrapolation). At the wall, considered 
adiabatic, the no-slip condition is applied and the pressure fol­
lows the "boundary-layer assumption" p;, 1 = p;,2 (the index "1" 
denoting the wall). The outer boundary free-stream conditions 
are kept constant. 

The first cases were run with a grid height equal to 480 as 
as recommended by Visbal and Knight (1984), where 80 is the 
boundary-layer thickness. However, it was found !ater that a 
height of Mo is more appropriate. It should also be mentioned 
that the grid was set in such a way that the shock wave gener­
ated by the compression ramp always crossed the boundary at 
the exit plane; this facilitates the enforcement of the boundary 
conditions. 

The computational domain as well as the main flow features 
and boundary conditions are shown in Fig. 1. 

PARAMETERS INVESTIGATED 

The supersonic flow along a 24-degree compression corner 
was studied. Severa! values of the linear artificial dissipation 
coeflicient, ée were used. The reference value for this param­
eter is considered to be of order one (Pulliam, 1986). ln this 

j=jmax 

M 
00 - Computational Domain 

j=l 

i =imax 

i=l 

Figure 1: Sketch of the 24-degree compression ramp. 
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work a value as large as fifty was tested. The left-hand side 
counter part of ée was taken to be four times larger. Three dif­
ferent meshes were used; the coarser one has 45 x 55 points and 
the fin er one has 150 x 60 points. For every grid the first point 
?ff the wall lies within the viscous sub-layer, as recommended , 
m orde: for the turbulence model to yield meaningful results 

(Baldwm and Lornax, 1978). The irnportance, to the code ro-

bustness, of implicit implementation of boundary conditions for 
the Beam and Warming method is also a subject of interest to 
the authours. Finally, the influence upon the flow solution of 
the distance from the wall to the free-stream boundary was also 
investigated. 

RESULTS 

Fig. 2 shows tha t grid refi nement affects only slightly the 
converged solution when turbulence closure is accomplished by 
the Baldwin and Lomax scheme. However, in Fig. 3, however, 
one does observe a larger grid refinernent infiucnce, espccially 
at the shock region , when the Johnson and King rnodel is used. 
With the finest rnesh, there is a tendency to oscillations in both 
the pressure and friction cocfficients around x / ó0 = O for both 
rnodels, although this kind of behaviour is more pronounced for 
the Johnson and King model. It should be also mentioned that 
as thc number of points in the streamwise direction incrcases the 
solution appearing in Fig. 3 bccomes closer to the experimental 

-2 2 

xfó, 

o 

o 
X .... 
u o 

150x60 Grid 

90x55 Grid 

45x55 Grid 

-2 2 

x/8, 

rt '' _c.- --·---

Figure 2: Comparison of the results with the B&L model for 
severa[ grids with é, = 5.0. 
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Figure 3: Comparison of the results with the J&K model for 
severa! grids with é, = 5.0. 
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data (Settles et al, 1976) Ali results presented in Figs. 2 and 3 
are for é, = 5. 

. The comparisons shown in Figs . 4 ·and 5 using a 90 x 55 
gnd for severa! values of the artificial dissipation factor demon­
strates that the Johnson and King model is once again more 
susceptible to the variation of numerical parameters. The re­
sult for ée = 1 is not included in Fig. 4 because in this case the 

numerical algorithm diverged. That is, in this case the arificial 

dissipation was not sufficient to damp high frequency oscilla­

tions that cause numerical divergency. No apparent trend can 
be inferred, from the results obtained, in respect to the influ­
ence of the é, variation, at least for the grid used. 

ln Figs. 2-5 the experimental data shows a trend different 
from that of the numerical solution for the pressure distribution 
for xfó0 > 5. This is due to the fact that the ramp used by 
Settles et ai. (1976) is longer than the criticai value (6óo) neces­
sary to approximate infinite ramp length conditions accordind 
to the strong interaction analysis of Hunter and Reeves (1971). 

Finally Figs. 6 and 7 are examples of typical numerical 
solutions that may be obtained with the turbulence models 
tested in problems in which strong adverse-pressure gradients 
are present . The results for each model is reproduced in these 
graphics. The grid used is 150 x 60 and ée = 5. lt is clear 
from these figures that the Johnson and King model has an 
advantage over the Baldwin and Lomax model for the kind of 
physical situation here studied. It predicts the shock wave loca-
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Figure 4: Comparison of the results with the J&K model for 
severa! values of ée with a 90 X 55 grid. 
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Figure 5: Comparison of the results with the B&L model for 
severa! values of ée with a 90 x 55 grid. 
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Figure 6: Comparison of the pressure and friction coefficients 
obtained with both models (grid = 150 X 60 and Ee = 5.0). 
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Figure 7: Comparison of the velocity profiles along the ramp 
obtained with both models (grid = 150 X 60 and Ee = 5.0). 

tion much more adequately and it is also capable of predicting 
the boundary layer separation point closer to the experimental 
data (Settles et al, 1976). Further, at the recirculation zone, 
the velocity profiles associated with the J&K closure agrees 
much better with the experimental data. However, it should be 
noticed that neither model is properly capturing the velocity 
recuperation after the flow reattaches (see Fig. 7). 

CONCLUSION 

The influence of numerical aspects on the solution of a fiow 
with strong adserve-pressure gradient was studied for two dif­
ferent turbulence models. The J&K model proved to be able 
to produce better results , but it is also more sensitive to the 
variation of the numerical parameters investigated. Therefore, 
the J&K model should be used with much more care than the 
B&L model. 
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SUMMARY 
1he eddy viscosiry model of Baldwin and Lomax and the non-nequi/ibrium model of Johnson and King 

have been crilically examined for the case of transonic jlow over a 18% thick circular are airfoil ar zero angle 
of incidence. 1he jlow is modeled using the 2-D 1hin-layer Reynolds-averaged Navier-Srokes equations. 
Numerica/ implementation was dane with the iínplicit Beam and Warming scheme. 1he results showed that the 
Johnson and King model is more suitted to rhe physical situarion studied, as ir was able of capturing rhe 
pressure plateau after the shock wave, ar leasr. qualiratively. 

INTRODUCTION 

The continuous enhancement of computational power ovei" the 
last decades made the solution of the Reynolds-averaged Navier­
Stokes equations a feasible task. However, as it is well known, the 
numerical solution of this set of equations needs some kind of 
turbulence modelling in order to dose the problem ("turbulence 
dosure problem"). The modelling of turbulent transpor! terms may be 
obtained in a variety of ways, however, one seeks a turbulence model 
that: (i) has a wide range of application (ii) follows the physics of the 
problem as dose as possible (iii) is easy to implement and (iv) does 
not penalize the computational cost "too much". The major challenge 
facing the CFD community is to come up with a turbulence model 
that joins ali four characteristics j.ust outlined. 

The great popularity of the algebraic models, such as the one 
dueto Baldwin and Lomax (1978) lies upon their simplicity and low 
computational cost. These models are also known as equilibrium 
models due to the fact that they do not take into account the turbulent 
transpor!. This kind of approach is restricted to flows, at most , mildly 
separated. On the other extreme of the eddy-viscosity-model scale of 
complexity one has the two-equation models such as the q-w due to 
Coakley (1983) and the K-E (Jones and Launder,l972). These type of 
turbulence models introduce two additional partia! differential 
equations to the original set of equations . Therefore the computational 
cost is significantly increased . 

Johnson and King (1985) introduced their half-equation model 
in which the turbulent transport is modelled by an ordinary 
differential equation. Their motivation was to better repre~ent the 
turbulence prúcess with little additional computational cost when 
compared to the algebraic models. · 

As there is no universal turbulence model, the choice of the 
"best" one is directly related to the physical situation under 
consideration and the computational power available. ln this work the 
flow over a circular-are airfoil is simulated using the Baldwin and 
Lomax and the Johnson and King turbulence models . The main 
objective is to investigate the model influence on the prediction of the 
pressure and friction coefficients as well as upon the shock location. 

The numerical algorithm \ISed to solve the two-dimensional 
Thin-Layer Reynolds-Averaged Navier-Stokes equations is the one 
due to Beam and Warming (1978). To enhance the convergence rate, 
a spatially variable time stepping technique was implemented 
(Coakley, 1981 ). 

NUMERICAL IMPLEMENTATION 

The 2-D Thin-Layer Reynolds-Averaged Navier-Stokes 
Equations in matrix form in generalized curvilinear coordinate system 

47 

are given by 

ã Q i! E ;; M _ 
- + -+ - (F - -F,. ) = () 
à t à<, dt] Re_ '' 

(I) 

where Q = r 1 
[P Pu P v e t is lhe vector of conserved quantities, p 

is the density, u and v are the cartesian velocity components, e is the 
total energy per unit of volume, J is the Jacobian of the variables 
transformation, Mro and Re00 are, respectively, the Mach and the 

Reynolds Numbers refered to free-stream conditions. 

The implicit finite-difference Beam and Warming algorithm is 
used to discretize the governing equations. As the interest lies upon 
steady-state solutions the time march is performed with the implicit 
Euler method which yields tirst-order accuracy in time. Ali space 
derivatives are represented by three-point, second-order, centered 
finite-difference expressions . The left-hand side operators, after being 
locally linearized by Taylor series expansions, are approximately 
factored in the usual way with the Beam and Warming scheme. The 
resulting finite-difference equations can be written for the 2-D case 
as: 

LçL~a,Q" = Rç + ~. (2) 

The various operators are defined as 

M_ - J -l ''" 11 
61-ô , /VI J' 

Re_ ' 
(3) 

(4) 

(5) 

(6) 

ln the above, s ç and .1 ,1 are central di fference operators and 

ô ~ is a midpoint central difference operator. v ç , v ,1 are forward 

difference operators in the é, and 11-d irections , respectively . The !5., is 

a forward difference operator in time defined as a ,Q" = Q'" 1 
- Q". 

The inviscid tlux Jacobian matrices Â,B as well as the viscid one M 
and the tlux vectors E and F are described in detail by Pulliam 
(1984), Pulliam and Steger (1985). 

ln the previous expressions, the artificial dissipation terms 
necessary for numerical stability of the algorithm have already been 
introduced. Since the spatial derivatives are being approximatted by 
central difference operators, the artificial dissipation is not 



automatically provided by the spatial 
consequently, those terms must he added 
frequency uncoupled error modes and to 
shocks and other discontinuities (1 ameson, 

discretization scheme; 
in order to damp high 
prevent oscillatons near 
1981). For the constant 

coefficient artificial dissipation model the D 1, and DE, operators in the 

previous equations are given by 

DI, c (I J-1 v k ~ k J' (7) 

DE, 'EFI(V '"')2 J, (8) 

the index k stands for either Ç, or TJ. These are simple second and 

fourth difference terms, and the constant value .of E E should he 

provided by the code user. The E 1 coefficient is taken to be four times 

EE. 

COMPUTATIONAL GRID ANO BOUNDARY CONDITIONS 

The mesh generator is based upon the ALGEM code 
(Fletcher, 1988). This code uses exponential streching to cluster 
points near a solid boundary. The lJ I ines generated are quasi­
orthogonal to the airfoil surface. Originally created for NACA OOXX 
airfoils the program was adapted to be used with the circular-are 
airfoil. Fig. I shows the computational domain. Due to the flow 
inherent symmetry, only the upper-half of the airfoil is considered. 

The boundary conditions are treated with care hecause their 
implementation is directly related to the code robustness. At the 

airfoil surface the non-slip condition is applied, u;,1 - v;,1 = O 

(assuming that the surface is place at j = 1). The other two houndary 

conditions at the surface are the usual P;,1 = P;,2 , a~d P ;,1 = P, .2 . Taking 

advantage of the symmetrical shape of the airfoil (circular are) only 
the flow over its upper surface is simulated (see Fig I). The line of 
symmetry is placed at i=2 (for ali j) and j= I (for i greater than ite, 
where ite is the index for the trailing edge); along these line the 

boundary conditions are enforced as Pu c P ;,z, u;,~ = u;,z, vu - o and 

e;,1 = e;.z. lt is taken into account that at a sufficient large distance 

from the airfoil, the flow properties do not vary considerably. Thus at 
the exit plane (i= imax) property derivatives are set equal to zero, that 

is Q;,~ = Q;,~-1 • Finally, at the outer boundary the free-stream 
boundary condition is used. 

M 
~ 

i=1 

J=Jmax 

u;,1 = u i,3 
v i,1 =-v i,3 

Pi,1 =p i,3 
ei,1 =e i,3 

O;,jmax= 0 oo J=Jmax 

~---~ .. ----------

Computational Domain 

1=1 

j=1 

0 imax, j = 0 imax-~ ,j 

Uj 1:;: U i 2 
<1=0 ' 

Pi,1 =p i,2 
ei,1 =e i,2 )=1 

FIGURE I. Scheme of a symetrical tlow about an airfoil. 

TURBULENCE MODELS 

Baldwin and Lomax: The Baldwin and Lomax turbulence 
model is an evolution of the original Cebeci and Smith (1980) 
approach, upon which it is based. A major advantage was introduced, 
namely, there is no need to calculate the boundary-layer thickness. 
The model assumes local equilibrium and calculates the turbulent 
velocity scale from the vorticity distribution. The length scale is the 
Prandtl mixing length and the van Driest. damping factor is used for 
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better prediction of the buffer zone. The boundary-layer is divided in 
two regions. ln the inner region, the turhulent eddy viscosity is given 
hy 

Re.~P 1 21"1. ~Lt, - M,.., (9) 

where w is the vorticity, 1 kND, and k=0,4 is the von Kármán 
constant; N is the normal distance from the wall and D is the van 
Driest damping factor. At the outer region one has 

~'~ Re, KCcpPFwakeFKteb (N), 
o M, 

(10) 

where K=0.0168 is the Clauser constant, Ccp= 1.6, FK!eb is the 
Klebanoff intermittency factor and 

Fw<W = min(N F CwkN,,U~if 
max max• F }, 

""" 
(II) 

where F m<U = mm( Nlw IDl, N,., is the value of N at which F,"'u 

occurs, Cwk=0.25 is another model constant and Udif is the difference 

between the maximum and minimum velocity magnitude in the 
profile. 

After calculating the v alue of ~ '· and P 
10

, the turbulent 

viscosity is given by 

1~,, N< N 
~I :::: ~ j c' 

(~lo' N > Nc' 
(12) 

where Nc is the smallest value of N at which inner and outer values of 
the eddy-viscosity are equal. 

Finally, the model incorporates the capahility of simulating 
the laminar/ turbulent transition. lt should be noted that this "numeri­
cal transition" takes place at a point and not over a region. The ~ 

V31Ue iS Se( (() zero if ( ~ 1) max < Cmutm, Where Cmubn - J4 iS adjUSted for 

flow over a flat plate. 
Johnson and King: This model was proposed to capture the 

main physical characteristics of turbulent tlows with adverse pressure 
gradients and boundary-layer separation. Turbulent transport is 
modelled through an ordinary differential equation. This equation 
describes the maximum Reynolds stress behaviour along a streamline. 
Once this maximum Reynolds stress is calculated, it is used to modify 
the turbulent viscosity obtained through an algehraic model. This 
modification is done in order to lend some turhulence transpor! effects 
to equilibrium models. 

ln the present work the Johnson and King model is actually 
implememted with the moditications suggested by Ahid et alli (1990) 
and Johnson and Coakley (1990). The Johnson and King model also 
subdivides the boundary layer into two regions and the turbulent 
viscosity is given hy 

I ~I ) 
~ I P 

10 
ranh1 --'- 1 

•• 

(~I.) 
(13) 

The above expression provides a smooth transition from the inner to 

the outer layer and also makes ~ 1 dependend of ~ 
10 

throughout any 

given transversal section of the boundary layer. This last feature is 

desirable because P 
10 

is an important parameter in the J&K model. At 

the inner region one has 

P 11 = (1- Y2)(~1.JBL + Yz(~I,)JK" (14) 

where y 2 is a ponderation factor and 

( . ) I R e_ ) Dz N P , 'm y,~ 
~~. JK=lM_) p K -p-, (15) 

where K is the von Kármán constant, D is the van Driest damping 

factor with A+= 17, and the subscript m denotes properties evaluated 
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where a maximum Reynolds shear-stress occurs . 
The outer region uses the B&L model formulation multiplied 

by cr(Ç), which is the factor that introduce non-equilibrium effects, 

(16) 

The value of cr(Ç) is obtained iteratively from the ordinary 
difference equation (ODE) 

(17) 

where Um is the velocity, a1 = 0.25 e C0 = 0.5 are model constants, s 
is a streamline-direction,s = l,9N"'"" is the boundary-layer thickness, 

L"' = min(0 ,4N.,; 0,095) is the dissipation length scale, g = (<.,) - v, is 

an adequate new variable which leads to g,q = ( ' .,_,q) ·v, , where 'm .eq is 

determinated from the equilibrium eddy-viscosity distribution which is 
obtained simply by doing cr(Ç)= l in the eq.(l6). 

ln a previous station, ali the quantities of the right hand side 
of eq. (17) are known . So, using Euler's method, one can obtain a 

value for ' •• at the present station . The value of cr(Ç) is iteratively 

adjusted, so that , .,. calculated from the eq. (13) matches ' ... from 
the ODE. The J&K model is not self-starting and therefore the eddy­
viscosity field calculated with the B&L model is needed as initial 
condition. The details of the numerical implementation is very similar 
to that of Gee et alli (1992) and are described in detail by Menezes 
(1994). 

RESULTS 

The calculations were undertaken for a transonic flow 

(Re, =11,0 x 106 and M00 =0,783) over a 18% thick circular-are 

airfoil. Three different computational meshes were used, the first one 
had 90x65 points; successive refinement near the trailing edge gave 
rise to two other grids , one with !08x65 points and the other with · 
!35x65 points. ln order to minimize numerical instabilities the 
leading edge was turned blunt, with l% chord nose radius (Levy, 
1978). Ali the results to be presented in this work were obtained with 
a Courant number equal to unity (CFL = l) and , E = 5 . 

Fig. 2 shows the behaviour of the pressure coefficient along 
the airfoil for the three meshes with the computation based on the 
Baldwin and Lomax turbulence model. Comparison with experimental 
results (Levy, 1978) shows that, even with mesh refinement, the 
numerical prediction is not adequately reproducing the flow physics 
after the shock wave. Actually, the Baldwin and Lomax model is not 
able to reproduce ali the physical aspects of the boundary-layer/shock­
wave interaction and therefore the position of the shock wave is 
miscalculated . Also, the experimental pressure plateau is not predicted 
in the numerical solution. This kind of behaviour is well known in the 
I iterature (Visbal and Knight, 1984) and it is attributed to the fact that 
the function F does not have a well defined maximum in regions 
where the boundary layer is separated. A remarkable fact is that 
steady-state solutions were obtained . Steger (1978) reported a non­
steady-state solution of the sarne problem, which is in fact a steady­
state problem (Levy,l978). The authors believe that the use of the 
airfoil symmetry in the grid generation process was benefitial to the 
numerical stability; Steger performed his calculation using a C-mesh 
envolving the whole airfoil. The above results were obtained setting 
the free-stream boundary at a distance equal to six airfoil chords, as in 
the work of Abid et ali i ( 1990). ln order to check the influence of the 
free-stream boundary location, a case in which the outer boundary 
was moved to a distance equal to 20 times the chord was simulated. 
The result was nearly identical and therefore the free-stream boundary 
was kept at the original 6-chord distance from the airfoil (see Fig . 3 ). 

Results for the two turbulence models used in this work, 
obtained with the 90x65 grid, are compared in Fig. 4. The flow 
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conditions are exactly the sarne as before. It can be seen that the 
Johnson and King model presents a solution closer to the experimental 
data available (Levy, 1978) than the Baldwin and Lomax model. The 
shock wave location is now well predicted; the pressure plateau is 
also present in the numerical result, although still with some 
quantitative deviation. The superior performance of the J&K model is 
explained by the fact that it takes into account the non-equilibrium 
aspects of turbulence. 

-Cp o.• 

r/< 

0 Experlm e nlal (Levy 

Malha A ( 9 0 x 6b) 

Molh111 B ( IOU x 65 

Malha C (l:J6 x 6~ 

.. . . 

... 
x/c 

FIGURE 2. Mesh refinement influence on the numerical solution with 
the Baldwin and Lomax model. 

-Cp o• 

r / < 

. . .. 

0.4 0.1 

x/ c 

FIGURE 3. Outer boundary position influence on the numerical solution 
with lhe Baldwin and Lomax model. 

·. . . 
-Cp 

ü 

0.4 o.e 
r / < x/ c 

FIGURE 4. Comparison between the numerical results with the two 
turbulence models, using a 90x65 point mesh. 



I ~ 
I 

As it can be seen on Fig. 5 mesh refinement brings about a 
somewhat better result in terms of the pressure plateau but, on the 
other hand, the prediction of the shock \ocation is worsened and also 
the computational cost is much higher. 

Cebeci, T., and Smith, A.M .O. , "A Finite-Difference Method for 
Calculating Compressible Laminar and Turbulent Boundary 
Layers," Journal of Basic Engineering, pp . 523-535 , Sept. \980. 

Concerning the friction coefflcient calculation, both models 
h ave just about the sarne trend before the shock wave, but the Johnson 
and King model predicts the separation closer to the experimental data 
(see Fig. 4). 

-Cp ~ . 
> 

x/< 

o 

ü' 

. . . . 

o.o 0.1 o.• os 
x/ c 

FIGURE 5. Mesh refinemenl influence on lhe numerica) solulion wilh 
lhe Johnson and King model. 

CONCLUSION 

Transonic ftow along 18% thick circular are airfoil with zero 
incidence was ca\cu\ated using two different turbulence closure 
mode\s: the Baldwin and Lomax and the lohnson and King models . 
For this case, independent of the grid refmement levei, the l&K 
aproach showed superior performance in predicting shock wave 
location and pressure distribution after the shock. As these data are of 
utmost importance in predicting lift and drag, the J&K model has an 
apparent advantage over the B&L model and should be preferred, at 
least in principie, in the calculation of transonic airfoils. Also, it 
should be pointed out that the fact of taking advantage of the problem 
symmetry makes it possible to calculate a steady-state solution. 

ACKNOWLEDGMENTS 

The present work was partially supported by Conselho Na­
cional de Desenvolvimento Tecnológico, CNPq, under grant 

number 530109/93-0. The availability of the computational re­
sources at the Instituto de Aeronáutica e Espaço is also greatly 
appreciated. 

REFERENCES 

Abid,R., Vatsa,V.N.', Johnson,D.A. e Wedan,B .W., "Prediction of 
Separated Transonic Wing Flows with Nonequilibrium 
Algebraic Turbulence Model" , AIA A Journal, Vol. 28-8, 
pp.1426-1431, 1990. 

Baldwin, B.S., and Lomax, H., "Thin Layer Approximation and 
Algebraic Model for Separated Turbulent Flows," AIAA Paper 
78-257 AIAA 16th Aerospace Sciences Meeting, Huntsville, 
Alabama, Jan. \6-18, 1978. 

Coakley ,T .J ., "Numerical Method for Gas Dynamics Combining 
Characteristic and Conservation Concepts", AIAA Paper 81-
1257, 1981. 

Coakley ,T .J., "Turbulence Modeling Methods for the Compressible 
Navier-Stokes Equations", AIAA Paper 83-1693, 1983. 

F\etcher,C.A.J ., "Computational Techniques for Fluid Dynamics", 
Vol.2, pp . 101-120, Springer-Verlag, 1988. 

Gee,K., Cummings ,R.M. e Schiff,L.B ., "Turbulence Model Effects 
on Separated Flow About a Prol ate Spheroid", AIAA Journal, 
Vol. 30-3, pp .655-664, 1992. 

Jameson,A ., Schmidt,W . e Turkel,E., "Numerical Solutions of the 
Euler Equations by Finite-Volume Methods Using Runge-Kutta 
Time-Stepping Schemes", AIAA Paper 81-1259, 1981. 

Johnson,D.A. e Coakley,T.J., "Improvements to a Nonequilibrium 
Algebraic Turbulence Model ", AIA A Journal, Vol. 28-11, 
pp .2000-2003, 1990. 

Johnson,D.A. e King, L.S ., "A Mathematically Simple Turbulence 
Closure Model for Attached and Separated Turbulent Boundary 
Layers", AIAA Journal, Vol23-ll, pp. 1684-1692, 1985. 

Jones ,W .P. e Launder,B.E. , "The Prediction of Laminarization with a 
Two-equation Model of Turbulence", lnternational Journal of 
Heat and Mass Transfer , Vol. 15, pp. 301 -304, 1972. 

Levy Jr. ,L.L., "Experimental and Computational Steady and 
Unsteady Transonic F\ows about a Thick Airfoi1" , AIAA 
Journal, Vol. 16-6, pp .564-572, 1978. 

Menezes, J .C. L. , "Numerical Analy~is of Turbulent Transonic Flows 
about Airfoils" , (in portuguese), Master Thesis, lnstituto 
Tecnológico de Aeronáutica, S.l. Campos, S .P ., \994 (to be 
preser.ted) . 

Pulliam, T. H., "Euler and Thin Layer Navier-Stokes Codes: 
ARC2D, ARC3D," Notes for Computational Fluid Dynamics 
User's Workshop , The University of Tennessee Space Institute, 
Tennessee, March 12-16, 1984. 

Pulliam, T.H ., and Steger , J.L. , "Jmplicit Finite Difference 
Simulations of Three-Dimensional Compressible Flow, " AIAA 
Journal, vol.l8 , No.2, pp . \59-167 , Feb.\980. 

Steger,J.L., "Jmplicit Finite-Difference Simulation of Flow about 
Arbitrary Two-Dimensional Geometries", AIA A Journal, 
Vo\.16-7, pp . 679-686, 1978 . 

Visbai,M . e Knight,D., "The Baldwin-Lomax Turbulence Model for 
Two-Dimensional Shock-Wave I Boudary-Layer Interactions", 
AIAA Journal, Vol. 22-7, pp .921-928, 1984. 

Beam, R.M., and Warming, R.F., "An Implicit Factored Scheme for 
the Compressible Navier-Stokes Equations," AIAA Journal; 
vol.l6, No . 4, pp . 393-402, April 1978. 

50 



V ENCONTRO NACIONAL DE CI/!NCIAS TÉRMICAS • São Paulo,SP • BRASIL (DEZ. 1994) 
11 SIMPÓSIO DE ENGENHARIA TÉRMICA • SP • BRASIL (DEZ. 1994) 

NUMERICAL EVALUATION OF TRANSONIC WIND 
TUNNEL NOZZLES USING THE 

THREE-DIMENSIONAL EULER EQUATIONS 

Nide G.C.R. Fico Jr. and João L. F. Azevedo 
Divisão de Aeronáutica 

Instituto Tecnológico de Aeronáutica 
Centro Técnico Aeroespacial 

12228-900 São José dos Campos - SP - BRAZIL 

SUMMARY 
A numerical investigation ~f the. flowfield in three proposed geometries for the nozzle and contraction 

of a ~ransomc wm~ tunne/ faczlzty IS performed. The primary objective was to understand details of the 
flow m the tunnel m order to try to mazimize test section flow quality. The calculations presented here are 
fu/1. 3-D computatwns. The code used. was previously validated by the authors and co-workers, and these 
valzdatw_n studzes are a~azlable m the llterature. The flow solver used implement an Euler formulation, and 
use t~e zmplzczt approzzmate factorization Beam and Wanning algorithm for the solution of the discretized 
equatwns. Results ~btamed for a sonic nozzle and for two Lava/ nozzles are presented; they helped in the 
selectzon process whzch led to the transonic facility which is currently being built. 

INTRODUCTION 

Transonic wind tunnels usually operate from low subsonic Mach 
numbers (M ~ 0.25) to the supersonic regime (M ~ 1.6). The 
tunnel nozzle is a key element in achieving the desired test-section 
Mach number, Mrs· Mach numbers up to unity are obta.ined using 
a sonic nozzle. There are two possible solutions for Mrs above this 
value: (i) the installation of a flexible Lavai nozzle or (ii) a sonic 
nozzle used in conjunction with test-section mass extraction. ln the 
case of test-section evacuation, about 2.5% of the tunnel total mass 
flow enters the plenum chamber through ventillated walls. While 
the first option is mechanically complex and much more expensive, 
it yields better test-section flow quality than the second one. More­
over, the second option is also limited to Mrs :5 1.3, since above 
this test section Mach number value the mass extraction needed is 
prohibitive as it would demand very large auxiliary compressors and 
it would also have an adverse impact upon the tunnel flow quality. 

The present work will briefly describe the formulation of the code 
used and it will concentrate on the discussion of the results for the 
nozzle geometries considered. Particularly interested is placed upon 
evaluating whether the nozzles can indeed produced the desired test 
section Mach number and on the quality of the flow provided by the 
contraction to the test section . On the latter subject, the existence, 
or not, of any shocks produced by the nozzle wall, is of primary 
interest. 

Centro Técnico Aeroespacial (CTA) is designing a large tran­
sonic wind tunnel facility with a 2.0 x 2.4 m test section (TTS 
Project). To minimize the technical risks involved in such an en­
terprise, the project's first phase consists of the construction and 
operation of a Pilot facility (TTP). Among the many important 
points to be checked in the TTP emerges the nozzle design. The 
design of the nozzle is of utmost importance as it is directly related 
to the flow quality at the test section. On the other hand, Com­
putational Fluid Dynamics (CFD) methods are enjoying increasing 
application assisting in the selection of tunnel airline component ge­
ometry (Davis, 1986).· These techniques have been used to design 
diffusers and flexible nozzles as well as investigate other aspects of 
the tunnel flow. Therefore, the major objective of the present work 
is to study, using CFD techniques, three possible nozzles for the 
TTP. One of them is a sonic nozzle, and the other two are Laval 
nozzles with a nominal Mach number of 1.3. lt was decided that, in 
the TTP context, the optimum choice for the nozzle element would 
be to have fixed interchangeable nozzle blocks , instead of the flexible 
nozzle planned for the full size facility. 

The calculations presented here are full 3-D computations. The 
code used for the present calculations was previously validated by 
the authors and co-workers, and these validation studies are avail­
able in the literature (Azevedo et ai., 1993).An Euler formulation 
is implemented in the codes, and the Beam and Warming implicit 
approximate factorization algorithm (Beam and Warming, 1976 and 
1978; Pulliam, 1980) is used to discretize and solve the governing 
equations. The implicit Euler method is used for the time march and 
central differences are used to discretize the space derivatives. Arti­
ficial dissipation terms are explicitly added in order to control non­
linear instabilities. Considerable effort was invested in the accurate 
implementation of entrance and exit boundary conditions through 
the use of one-dimensional characteristic relations (Azevedo et ai., 
1992; Fico Jr., 1991). The most stringent requirement for a tunnel 
nozzle, besides giving the desired test section Mach number, is the 
quality of the flow it provides for the test section. 
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THEORETICAL FORMULATION 

The compressible Euler equations can be written in strong con­
servation-law form for general three dimensional, body-conforming, 
curvilinear coordinates (Pulliam, 1980) as 

aQ 8E 8F ac 
i)r + i)~ + i)1J + i)Ç = O (1) 

where the vector of conserved quantities, Q, is defined as 

Q"r'l 
p 

) 
pu 
pv 
pw 
e 

(2) 

The flux vectors E, F and G can be written as 

E =J-' l 
pU 

) 
puU + Pf.x 
pvU + p~y 
pwU + P~z 

(e+p)U-p~t 

(3) 

F"r'l 
pV 

) 
pu V+ P1Jx 
pvV + P1Jy 
pwV + P1Jz 

(e+ p)V-p1Jt 

(4) 

""r'! 
pW 

) 
puW + P(x 
pvW + p(y 
pwW + P(z 

(e+p)W-p(t 

(5) 

ln the above equations, the usual nomenclature is being used. There­
fore , p is the density, u, v and w are the cartesian components of 
velocity, and e is the total energy per unit of volume. The equa­
tions have been nondimensionalized following the work of Azevedo 
(1990). Hence, density is made dimensionless with respect to the 
stagnation density at the nozzle entrance conditions , p1 , and veloc­
ity components are referred to the criticai speed of sound at the 



li 
nozzle entrance conditions, a.. Pressure and total energy per unit 
of volume are referred to p1a; and the specific internal energy is 
nondimensionalized with respect to a:. 

The pressure, p, can be obtained by the equation of state for 
perfect gases 

p=("y-1)pe;=("Y-1)[e-~p(u2 +v2 +w2)] (6) 

where e; is the specific internal energy of the fluid, and "Y is the ratio 
of specific heats. The contravariant velocity components are defined 
as 

U = €t + €xu + €yv + €.w 
v 
w 

1/t + 1/xU + 1/yV + 1/zW 
(t + (xu + (yv + (,w 

(7) 

Throughout this work, the Cartesian coordinate system is de­
fined such that x is the direction along the axis of the tunnel, posi­
tive from upstream to downstream, and the y- and z-directions form 
a right-handed system with z positive upwards. The curvilinear co­
ordinate system is defined such that € is the longitudinal direction, 17 
is the nominally wall-normal direction which spans the tunnel from 
the centerline to the wall, and (is the circumferential direction. This 
coordinate system is obta.ined from the transformation of variables 

T = 
€ 
1J 
( 

€ (x, y, z, t) 
7J(x,y,z,t) 
Ç(x,y,z,t) 

The J acobian of the transformation, J, can be expressed as 

J = (xev~zç + x~yçze + X(Y(Z~ 
-X(Y(Z~- X~Y(Z(- X(Y~Z()-l 

(8) 

(9) 

Expressions for the various metric relations can be found, among 
other references, in Pulliam and Steger (1980 and 1985). 

NUMERICAL IMPLEMENTATION 

The previously given governing equations were imple­
mented through the use of finite difference methods. The implicit 
Euler method was used for the time-march, and the spatial deriva­
tives were approx.imated by three-point, second arder central differ­
ences. The Beam and Warming implicit approx.imate factorization 
scheme (Beam and Warming, 1976 and 1978) was used for the so­
lution of the resulting finite difference equations in arder to obta.in 
a cost efficient algorithrn. The resulting scheme is second order ac­
curate in space, as mentioned, but it is only first order accurate in 
time due to the use of the irnplicit Euler method. 

The factored finite difference equations can be written in the 
delta forrn as (Azevedo, 1988) 

L~LçLefl.ll' =R{+~+ R, (10) 

The various operators are defined as 

L{ 

L~ 

Lç 

R{ 
R~ 

Rç 

(1 + L">táeÂn- lfl'>tr1Vefl.{J) 

(I+ L">tá~Ên- ql'>tr 1 V~fl.~J) 

(I+ L">táçên- ql'>trhvçfl.çJ) 

-L">táeE"- iEL">tJ- 1 (V{fl.d J(f' 

-L">tá~Y'- fEL">tr 1 (V~fl.~)2 Jq' 

-L">tá,Cf'- iEL">tr 1 (V çfl.d J(f' 

(11) 

ln the above, IJ{, {j~ and /j( are central difference operators; V { , V~ 
and V ( are backward difference operators; and /).(, /).~ and fl.ç are 
forward difference operators in the €- , 17- and (-directions, respec­
tively. As an exarnple, 

{j{r:r:,j,k 
1 [=n =-n l 2 Qi+l,j,k- Qi-l,j,k 

v {r:r:,j,k = r:r:,j,k- cr:-l ,j,k (12) 

f).{r:r:,j,k = q;+l,j,k - r:r:,j,k 

The /).1 is a forward difference operator in time given by 

fl.tct' = cr+l- cr (13) 
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Artificial dissipation terms have been introduced in the operators 
described by Eq. 11 in arder to ma.inta.in the stability of the numeri­
cal solution process. Fourth order numerical dissipation terms were 
added to the right-hand side operators, and second arder terms were 
used in the left-hand side operators. From an accuracy standpoint, 
one would like to also use fourth arder artificial dissipation in the 
implicit operators. However, computational efficiency constra.ints 
prevent such use. The flux Jacobian matrices Ân, Ên and ên are 
described in detail elsewhere in the literature (see, for instance, Pul­
liam and Steger (1985). 

BOUNDARY CONDITIONS 

The three-dimensional simulations here presented take advan­
tage of the double geometric symmetry ex.isting in the nozzles con­
sidered in arder to reduce the computational effort. Hence, only 
one-quarter of the complete nozzles are represented , and flow sym­
metry boundary conditions are enforced at both the vertical and 
horizontal symmetry planes. This is clearly assunúng that flow con­
ditions at the entrance of the computational domain are symmetric 
or, in other words, that the flow velocity at the entrance of the con­
traction is aligned with the tunnel axis. Such an assumption does 
represent a simplification in the sense that some misalignment can 
certa.inly occur, especially for closed circuit tunnels. ln the present 
case, we" have decided to neglect this effect ma.inly due computa­
tional power limitations and because the TTP is not a closed circuit 
facility. The symmetry boundary conditions are computationally 
enforced by allowing for an extra plane of grid points on the other 
side of the symmetry plane and forcing the appropriate symmetry, 
or anti-symmetry, of the conserved variables. Hence, boundary con­
ditions in the (-direction are always symmetry, or reflection, condi­
tions in the present case. 

Due to the present code data structure, it is very difficult to 
strongly impose the ll.ow tangency condition at the wall, at least at 
the boundary condition enforcement stage. Hence, the wall bound­
ary condition is implemented by extrapolating ali conserved vari­
ables from the computational surface adjacent to the wall, when ex­
plicitly enforcing the boundary conditions, and by imposing a zero 
convective ll.ux in the wall normal direction in the residue compu­
tation. The reader should observe that, with such an scheme, the 
residue calculation sees the exact wall boundary condition at every 
time step, whereas the value of the conserved variables at the wall 
is progressively improved, as convergence is advanced, in arder to 
reflect the correct flow tangency condition. Nozzle axis boundary 
condition is also implemented by extrapolating and by imposing a 
no-fl.ux condition across the axis . A further complication arises in 
this case because the ax.is is a singularity of the transformation, in 
the sense that a line in physical space corresponds to a full plane in 
computational space. Hence, properties at a given point along the 
axis are obta.ined by extrapolating from the adjacent point (in the 
7]-direction) and, then, averaging ali values in the (-direction. The 
residue calculation is also modified in the centerline case in arder to 
enforce the no-ll.ux condition across the centerline. 

Nozzle entrance and exit conditions are enforced using the con­
cept of one-dimensional characteristic relations for the Euler equa­
tions. The concept is described in the 2-D case by MacCormack 
(1984). Complete deta.ils for its implementation in two dimensiona 
for both the planar and the axisymmetric case are described by 
Azevedo et ai. (1992). The present three-dimensional computations 
have used these ideas in arder to define how many quantities should 
be specified at each boundary and how many should be extrapolated 
from interior information. However, in arder to simplify the imple­
mentation, the actual extrapolation process (of whatever quantities 
should be extrapolated) does not use the characteristic relations 
but simple zero-th order extrapolation. As the authors have dane 
in previous work (Azevedo et ai., 1992), the stagnation pressure, 
the stagnation temperature and the flow entrance angle are speci­
fied at a subsonic entrance. The ex.it static pressure is fixed at a 
subsonic ex.it and, as determined by a characteristic relation anal­
ysis, no property can be specified at a supersonic ex.it. Aside from 
the fact that zero-th arder extrapolation is being used for the actual 
extrapolation process, the treatment of entrance and ex.it conditions 
here is an exact extension to 3-D of the ideas discussed in Azevedo 
(1990) and Azevedo et al.(1992), and the interested reader is referred 
to these references for further details. 

RESULTS AND DISCUSSION 

Initial evaluation of the proposed nozzles was performed using 

I 

... l 



a two-dimensional formulation (Fico Jr. and Azevedo, 1993). It 
is clear that the flowfield in the nozzles considered in the present 
work is truly 3-D. However, these initial 2-D calculations already 
pointed out some of the difficulties associated with obtaining high 
test section f!ow quality. The wall contours, for the plane () = 90 
(in the cartesian system y = 0), for all three nozzles treated in the 

_present 2-D simulations are shown in Figs. 1 and 2. The interested 
reader should refer to Fico Jr. and Azevedo (1993) for the complete 
2-D analysis of the nozzle geometries studied here. 

The 3-D calculations were performed using a 100 X 20 X 29 mesh 
points. Fig. 3 shows an overall view of a typical computational grid 
used in this work. The 3-D grids were also generated by algebraic 
methods, after the wall surface definition was provided by a CAD 
system. Particular attention was dedicated to obtain a detailed 
definition of the transition from the circular entrance section to the 
quadrilateral geometry of the throat and downstream regions. It 
should be noted that we have taken advanta.ge of the nozzle double 
symmetry in order to reduce computational costs. 

The Mach number contours at planes perpendicular to the 
streamwise direction are shown in Figs. 4 and 5, for geometries a 
and b, respectvely. These four planes correspond to i = 1 (entrance 
plane), two interior planes i= 25 and 75 and i= 100 (exit plane). 

The misleading impression of a very non-uniform behaviour rapid­
ly disappears as one takes a dose look at the values shown by the 
graphic scales. ln fact, both Lavai nozzles have a very smooth Mach 
number distribution at planes along their longitudional axis. Geom­
etry a has the further advanta.ge of producing at its exit plane a very 
uniform flow at the nozzle nominal Mach number of 1.3. 

Other relevant results are plotted in Figs. 6 and 7. They show 
Mach number contours at the nozzle symmetry planes for geometry 
a and geometry b, respectively. The upper portion of both figures 
represent the plane () = 90 deg, while at the lower part the Mach 
number contours for the plane () = O deg appear. Contrary to the 2-
D results in which shock waves appeared in both geometries (Fico Jr. 

W.1 lcoord 

Sonic nozzle wall geometry 

Distances in mm 

·~,L----~------~----~----~,~ 
nozzle.lxiS 

Figure 1: 2-D wall geo~etry for the sonic nozzle 

w .. coout. 

Supersonic nozzle "a" wall geometry 

Dimensions in mm 

WaiCOOfd. 

: ~Supersonic noz.zle "b" wall geometry 

: Dimensions in mm 

"' 
· ~ ------

Figure 2: 2-D wall geometry for the Laval nozzles. 

Figure 3: View of a typical 3-D computational grid. 
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Figure 4: Mach number countours at planes perpendicular to the 
nozzle axis for geometry a, nominal Mrs = 1.3 . 
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Figure 5: Mach number countours at pla.nes perpendicular to the 
nozzle axis for geometry b, nominal Mrs = 1.3 . 
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Figure 6: Mach number contours at the symmetry plane-s for geom­
etrv a. 

90 deg plane 

Figure 7: Mach number contours at the symmetry planes for geom­
etry b. 



and Azevedo, 1.993), the 3-D solution points to a gentle expansion. 
The Ma.ch tines in both cases are now fairly straight and extend 
themselves in the radial direction. It appears that the presence of 
the side walls, not accounted for in the 2-D case, helps guiding the 
flow more smoothly throught the nozzle. Moreover, the 90 deg-plane 
pressure distributions along both nozzles, shown in Fig. 8, present a 
monotonic behavior, unlike the 2-D results. This is highly desirable 
as shock waves have a: tend~ncy to "bump around" introducing flow 
disturbances at the test section. 

The sonic nozzle is responsible for feeding the test section with 
flow with Ma.ch numbers up to 1.2. As usual in wind tunnel opera­
tion, low supersonic speeds are obtained with sonic nozzles plus test 
section mass extra.ction (Goetthert, 1961). As an example of the 
flow quality that might be expected from the sonic nozzle simulated 
here, Figs. 9 and 10 are presented. These results demonstrate that 
a very uniform flow is produced along the entire nozzle length. If 
one observes the lower plot in Fig. 10, which representa the nozzle 
exit plane, it is clear that the test section is being supplied with a 
very high quality flow. 

P!Po"'l "' ... ... ... 
'"' 

Geometry "a"~ 
lbO 2116 3b0 .ISo !>bO &66 ib6 i&O X/Xref 

P/Po,.,f--------
Geometry "b" 

02%oa 1oc iOõ Ho •oo ~oo uo toO no X/Xref 

Figure 8: Pressure distribution in the strearnwise direction for geom­
etry a (upper one) and for geometry b (lower one) (3-D simulation). 
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Figure 9: Mach nurriber countours a.t planes perpendicular to the 
nozzle a.xis for the sonic nozzle, nominal MTs = 0.6 . 
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Figure 10: Ma.ch number contours a.t the nozzle symmetry planes, 
nominal MTs = 0.6 . 

CONCLUDING REMARKS 

ln summa.ry, the present work has used CFD techniques to per­
forro full 3-D simula.tions of tra.nsonic wind tunnel nozzles. The 

,.......... 
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flow was modeled with the aid of the Euler equations. The 3-D ca.l­
cula.tions seem to corrobora.te the ea.rlier 2-D results (Fico Jr. a.nd 
Azevedo, 1993) in the sense tha.t they point to geometry a a.s being 
a. better nozzle candidate. The sonic nozzle studied proved to be 
a.ble to give high-quality test section flow. These simula.tions are of 
grea.t interst in a.n actua.! design environment in order to aid in the 
selection of a.ppropria.te nozzle geometries to equip the TTP fa.cility 
which is currently being constructed. 
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SlJMMARY 

The problem of a thin two-dimensional airfoil interacting with a point-vortex in the vicinity of a 

ground-plane is investigated. A potential flow model is developed, coupled with a first order 

perturbation analysis for thin airfoils. An integral equation is obtained for the vortex distribution along 

the airfoil chord, which is solved assuming a suitable Fourier series expansion that satisfies the Kutta 

condition at the trailing-edge. Results for the pressure distribution on the airfoil and ground surfaces and 

the lift coefficient as a function of the chord-to-ground clearance are presented. 

INTRODUCTION 

Many practical situations can be found where the flow field 

around an airfoil is modified by the presence of a nearby vortex 

and a ground plane (Figure 1). A helicopter, for example, sheds 

vortices from the tips of its blades, which interact with the airfoil 

and change the aerodynamic characteristics of the blade profiles. 

This interaction process is also affected by the proximity of a 

ground plane, such as when the helicopter is landing or tak.ing off. 

A version of this problem, without the vortex, has been studied 

before. Tomotika et al. (1933) and Havelock (1938) used 

conformai mapping to obtain an exact solution to this problem, 

assuming the airfoil to be a flat plate. An airfoil of general shape 

in ground effect was considered by Green (1947). Giesing (1965) 

used a panei method to obtain a numerical solution to the problem. 

Plotkin and Kennell (1981) approached the sarne problem 

analytically, performing perturbation expansions in terms of a 

thickness parameter anda chord-to-wall clearance ratio parameter. 

Their results were obtained up to second order, but they a.re valid 

only for large values of the second expansion parameter . . 

As far as the authors are aware, there has not been any analysis 

that includes a vortex in close proximity to the airfoil and the 

u_ -
.. 

X 

Figure 1. Airfoil in a uniform flow interacting with a vortex 

in the vicinity of a ground plane. 
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ground plane. This paper considers this situaúon, including the 

airfoil thickness and camber effects. A blend of perturbation 

methods and complex variable theory is used to formulate and 

solve the problem, which are presented in the next section. ln the 

last section, results for the pressure distribution on the upper 

surface of the airfoil and on the ground surface are shown, as well 

as the variation of the lift coefficient as a function of the chord-to­

ground clearance. 

PROBLEM FORMULATION AND SOLUTION 

Figure l shows a schematic representation of the problem 

being considered. The flow is assumed to be potential, steady and 

two-dimensional. A uniform flow approaches the airfoil from the 

left, with freestream speed u_. The vortex is held stationary ata 

position (xv•Yv) in the xy-plane. The airfoil, set at zero angle of 

attack, is aligned with the uniform flow and is located a distance h 

above the ground. Ali lengths are normalized by c and speeds by 

u -· The dimensionless vortex strength is denoted by r, and the 

coordinate system is also shown in Figure 1. 

The airfoil is assumed to be thin, where its profile is described 

by the equation F = y- E[ 7](x) ± o(x)]- h= 0. The small 

parameter E is the thickness ratio, and the functions 7J and o 
define the camber and thickness distributions, both considered to 

be of order 1. Since the flow is assumed to be potential, the 

velocity potential fP, normalized by U_c, must satisfy the 

following boundary value problem 

V 2 tP =o in the fluid region (1) 

tPy = E[7](x)± O(x)]tPx on F=O (2) 

.fPy =o at y =0 (3) 

IV~I~I as ~x2 +l ~"" (4) 

Kutta condition at (x,y) =(I, h) . (5) 



The boundary condition (2) can be obtained from the condition 

that the material derivative of F is zero on F = O. 
We adopt a regular perturbation expansion for q> and r in 

terms of E, given by 

q> = q>o + EqJ1 + · · · (6) 

where the vortex contribution is assumed to be of order E . 

Substitution of Eq. (6) into (1)-(5) reduce the problem to the 

following boundary value problem 

V2q>t =O 

q>!y = 71 .. (x) ± o .. (x) 

q>!y =0 

jVq>d~O 

Kutta condition at 

in the fluid region 

on y=h 

at y =0 

as ~x2 +/ ~oo 
(x,y) = (l,h) 

where the zeroth-order solution is 

q>o = x 

(7) 

(8) 

(9) 

(lO) 

(11) 

(12) 

The first-order perturbation velocity potential q>1(x,y) includes 

the effects of the airfoil thickness and camber, the presence of the 

vortex and the presence of the ground. 

It is convenient, at this point, to introduce a complex potential 

j(z), such that ~PI= Re(f(z)]. The complex variable z is defined 

as x + iy. A solution to Eq. (7) that satisfies (lO) can readily be 

found 

Zb 

J(z) = - 1
- . Jr y(Ç) + ia(Ç)]ln(z- Ç)dÇ- zT ln(z- zv) (13) 

2m 2~ 
Za 

where r and a are vortex and source distributions, placed along 

the airfoil chord, and, therefore, are real functions. By using the 

reflection theorem (Churchill and Brown, 1984), the boundary 

condition (9) is automatically obeyed if we define F(z) to be 

F(z) = f(z) + j* (z •). The symbol "*" denotes complex conjugate, 

and now we can write 

. 
zb 

F(z)= j(z)-~J[y(Ç)+ia(Ç)]" ln(/- Ç)* d( 
2m 

• za 
if • • 

+-ln(z -zv) (14) 
2~ 

where j(z) is given by Eq. (13). The velocity field everywhere in 

the fluid region, Q(z) ==u-i v, is determined by taking the 

derivative of Eq. (14) with respect to z, which yields 
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• 
Zb zb 

u -iv == _l_J y(Ç) +ia(Ç)dÇ __ l_J[y(Ç) + ia(Ç)]* dÇ" 
2~i (z- Ç) 2~i (z- ç*) . 

la ' a 

ir[ 1 1 ] 
- 2~ z-zv- z-z~ . 

(15) 

The second integral in Eq. (15) has no singularities in the fluid 

region, but the first integral is singular at Ç = z. Since we intend to 

evaluate F(z) on the airfoil surface, the singularity may be 

removed, transforming the integral into a Cauchy principal value 

integral plus a contribution due to the singularity at Ç == z. 

According to Plemelj's formula (Muskhelishvili, 1953), Eq. (15) 

becomes · 

Zb 

·. 1 J y(Ç)+ia(Ç)dÇ + .!.[y(z)+ia(z)] 
u-zv== 2~/V (z-Ç) 2 

Za 

• 
zb 

__ l_J[y(Ç)+i~(Ç)]"d( -~[-1 ___ 1_.] (16) 
2~i (z-Ç) 2~ z-zv z-zv 

• 
Za 

where z == x+ ih. 

ln the coordinate system chosen, we have 

Z = x+ih, Ç:: x'+ih and Zv:: Xv +iyv. 

Since [ y(Ç) + ia(Ç)]* == y(Ç)- ia(Ç), Eq. (16) can be written as 

I 

. 1 PvJ y(x') + ia(x') dx' ..,. u-zv==- -r 
2~i (x-x') 

-I 
I __ 1_J y(x') -ia(x') dx' 

2~i (x-x')+2ih 
-I 

.!.[ y(x) + ia(x)] 
2 

if [ 1 
- 2~ (x-xv)+i(h- Yv) (x-xv)L(h+yv)] · (17) 

Eq. (17) provides the velocity field at z == x + ih, for 

-1 S x S l, as long as the vortex and source distri butions are 

known. These quantities musl be determined such that the 

remaining boundary conditions (8) and (11) are satisfied. Hence, 

imposing boundary condition (8) on the v-component of the 

velocity field, we have 

a(x) == 28x(x) 

_1 PV J y(x' )dx' __ 1 J (x- x' )y(x' )dr:' 
2~ _1 (x- x') 2~ _

1 
(x ~ x' i+ 4h2 

I 

h J a(x')dx' 
= 11x(x) --; (x- x' )2 + 4h2 

-I 

r [ x-x 
- 2n (x- xv)2 + (~ = y-:-)2 

(18) 

:-xv _ J (19) 

! 
i 
l 
i 

't 



Eq. (18) states that the source distribution is determined by the 

airfoil thickness distribution, whereas Eq. (19) is an integral 

equation for y(x). The vortex disuibution must satisfy the Kutta 

condition at the trailing-edge, i.e., 

y(l) =o. (20) 

As h --7 oo, the second integral on the left-hand side of Eq. (19) 

behaves as h-2
, whereas the integral on the right-hand side 

behaves as h-3 
. The behavior of these integrais at infinity 

indicates that they do not contribute much for large values of h. 

ln order to solve ( 19), we perform the following transformation 

using polar coordinates 

x'=cos9', 0:5:9':5:n; x=cos8, 0:5:8:5:n 

and we expand y(x) in a Fourier series in e, given by (Anderson, 

1991) 

( LI) .d . (l-cose) ~A . e 
yo =·'O . +"- nsmn 

sme n=l 
(21) 

The vortex distribution (21) automatically satisfies condition 

(20). Its substitution into Eq. ( 19) yields a system of algebraic 

equations for the series coefficients An. A numerical solution 

based on the Gaussian elimination scheme can be easily obtained 

for any known camber and thickness distributions, vortex strength 

BESULTS 

Results for the lift and pressure coefficients are presented in 

this section for a symmetrical Joukowski airfoil, wilh thickness 

distribution given by (Van Dyke, 1956) 

Figure 2 depicts these results for the lift coefficient as a 

function of h, lhe chord-to-ground clearance, for a flow without 

the vortex. ln this case lhe presence of the wall induces the flow in 

lhe clearance to move fáster than the flow above the airfoil. The 

pressure on the bottom surface is, therefore, lower than the 

pressure on the top surface, and the lift force is negative. As h 

increases, the ground effect decreases, and cl tends to zero. 

Conversely, if h --7 O, C1 --7 -oo, a result not possible to be 

obtained using Plotkin and Kennell's approach. The results are 

shown for h > 1 in order to compare them with lhose of Plotkin 

and Kennell, which are valid for h>> l. Even though Figure 2 

also shows results for h of order 1, this comparison is to be catTied 

out only for large values of h. As it can be seen, both solutions 

coincide, in this limiting case, for v alues of h as large as 5. 

Plotkin and Kennel (1981) 
a. o1_~-=======::::::::=:==============, 

and position. The first integral on the left-hand side of (19) is C1 

evaluated analytically, whereas the second is evaluated 

numerically using the Gauss-Legendre quadrature. The integral on 

the right-hand side requires an algorithm based on the Gauss­

Chebyshev quadrature. Both numerical integrais were calculated 

using 40 points. The numerical methods employed here can be 

found in Carnahan et ai. (1969). Once the coefficients are 

determined, Eq. (21) provides the vortex distribution along the 

airfoil chord, from which ali the quantities of interest can be 

obtained. 

The first order pressure field can be obtained from Bernoulli's 

equation and the small perturbation assumption, yielding 

CP = -2u(x,y) . (22) 

The u -component of the velocity field on the airfoil can be 

found by taking the real part of the right-hand side of Eq.(l7), and 

of Eq. (15) for the ground plane (wilh y = 0). 

The frrst-order lift coefficient (per unit depth) is given by 

1 

Ct =-f y(x)dx = -n(Ao + A1/2) . 

-I 

(23) 

Even though C1 depends only on the first two series 

coefficients, their values depend on the number of terms taken. We 

have found numetically that, with the first 20 terms, the solution is 

accuratc up to 10-5 . 
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Figure 2. Lift coefficient as a function of the chord-to-ground 

clearance, with lhe vortex absent. 

5. 

The combined effects of the wall and the vortex can be seen in 

Figure 3. It shows the variation of the lift coefficient with h for 

two values of r ( +1.0 and -1.0) and severa! different values of 

the vertical vortex position relative to the airfoil Yv -h, at constant 

x. = -2.0. ln the range of parameters shown cl is negative if r is 

negative, for ali v alues of Yv -h, which indicates the occurrence of 

a large suction effect that pushes the airfoil towards the ground. 

For r positive, lhe vortex effect dominates far from the ground, 

except when Yv -h is large and/or h is small. This behavior is to 

be expected since, in this situation, there is a competition between 

the suction effect caused by the ground on the airfoillower surface 

and the suction effect caused by the vortex on the airfoil upper 

surface. 

Figure 4 shows the pressure coefficient on the airfoil upper 

surface for different values of r, wilh h = I and the vortex placed 

at x. = -ü.5 and Yv = 2.0. For negative values of r the flow 

induced by the vortex impinges on the upper surface of lhe airfoil, 

and a pressure increase occurs. At the airfoil leading-edge the 

pressure coefficient tends to +oo because the vortex distribution in 
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Figure 3. Lift coefficient as a function of the chord-to-ground 

clearance, with the vortex present. 

the airfoil, which is related to CP via Eqs. (17) and (22), possesses 

a (integrable) singu1arity at the leading-edge. An interesting 

feature of the solution is the presence of a positive suction peak on 

the airfoil upper surface, which increases the pressure slightly. 

This effect is also due also to the flow induced by the vortex. The 

opposite effect takes place when r is positive. 

2y-----------------------~==~--~=-~~= ! ~ ~ 
o 

-2 

CP -4 

-6 

-8 

-lo Ir~/--~ I 
-Lo~ ~o -~ . 2s o .o o o'.zs o'.so o'. 75 1. 

x. = -{).5 
Yv = 2.0 
h= LO 

X 

Figure 4. Pressure coefficient on the upper surface of the airfoil 

The pressure coefficient on the ground plane is presented in 
Figure 5 for r= 3.0, h= 1.0, Yv = 2.0 and different values of x •. 

Both the airfoil and the vortex cause a large suction peak to occur 

on the ground. ln cases where the vortex is far from the airfoil 
(x. = ±4.0), two suction peaks appear, one for each contribution. 

When the vortex is near x =O, the two .contributions cannot be 

distinguished, and just one Jarge peak can be seen. The pressure 

distribution in this case can be compared to the effect due on1y to 

the airfoil (r= 0), also shown in the figure. The vortex 
contribution displaces CP in the direction of its negative values. 

0.2 

_g:~~ ~r" Ç 9 
- 0.4 
-0.6 

c - 0.8 
p -1. o 

-1.2 
-1.4 
- 1. 6 
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y,. = 2.0 
h= 1.0 

x,. =4.0 

-2.0~---------,--------~----------r----------
-4. -3. -2. - 1. o. 1. 2. 3. 4. 

X 

Figure 5. Pressure coefficient on the ground plane. 
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ln summary, the presence of the ground generates negative 1ift 

on the airfoil, and the vortex increases or decreases this effect, 

depending on its direction of rotation. The pressure distribution on 

the airfoil upper surface presents a suction peak, whereas the 

pressure distribution on the ground show one or two peaks, 

depending on the vortex position in the streamwise direction. 

These peaks are very important, since they are followed by regions 

of favorable and adverse pressure gradients. These gradients 

determine whether flow separation is 1ikely to occur in the real 

flow. 
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SUMMARY 
An exercise in demand forecasting, coupled with impact analysis, is made so that one can 

ascertain the potential of this new methodology, which can be incorporated easily in any existing 
conventional planning. 

INTRODUCTION 

This paper presents an application of a methodology to sup­
port planning under uncertainties. This methodology combi­
nes "Trend Impact Analysis", "Fuzzy Set Theory" and 
"Possibility Theory". As a support methodology, it is readily 
adaptable to any existing approach to energy planning, such as 
demand anel supply forecas ting, price and cost evaluation, im­
port and export analysis , and so forth. Dueto the fundamentai s 
of Fuzzy Set Theory, it is particulary suitable for the evaluation 
of social, ecological and strategical aspects, usually very difficult 
to model with more conventional methods, and very importanl 

· in any energy policy analysis. 
The proposed application will be an exercise in demand fo­

recast based on simple regression analysis using historical data 
furni shed by Eletrobrás. 

METHODOLOGY AND APPLICATION 

The methodology works as shown in Figure 1, which presents 
a diagram of ali the steps involved. 

(A) 
CONVENTIONAL 

PLANNING 

(B) 
INTERVIEWS AND TREAT­

MENT OF THE INFORMATION 

METHODOLOGY APPLICATION 
(C) 

Figure 1 - SENIOR Methodology. 

An illustrative example of the steps mentioned in Figure l 
will be the forecast of electrical energy dernand for Bra.zil up to 
the year 2005. 

ln this example, the actual res ults are not sought , only lhe 
mechanisms lo apply the methoclology are of relevance. 

A brief description of each step follows: 

Step (A):- CONVENTIONAL PLANNING- This could be the 
result of the forecast macle by energy agencies in any kincl of 
form: econometrical models, encl use energy demand , and so 
forth . Ali that is neecled in this step is a projection of energy 
demand for the next 11 years. We chose a simple regression 
analysis, based on historical data from Eletrobrás. 

The regression formula obtained, taking 1970 as base year, 
was: 

lnY =O, 096t + 10, 28 ( 1) 

where "Y" is the demand in MWh, "t" is the time m years 
(Senna, 1987). 

Step (B) :- INTERVIEWS AND TREATMENT OF THE IN­
FORMATION - This corresponds to the gathering of individual 
opinions, from experts on the subject, on events that could im­
pact demand of energy and could occur in the time span of th e 
study. ln this example, the interviews were made with resear­
chers from "Intituto de Estudos Avançados do Centro Técnico 
Aeroespacial" , who are not really experts on the subj ect. lt still 
serves as a demonstration of the kind and shape of the infor­
mation sought. One could use methods such as brainstorming, 
brainwriting, personal interviews, DELPHI processes, anel ot­
hers. We used a DELPHI process, without feedback , anel obta.i­
ned a list of possible events, their possibility of occurence, anel 
their impact profile, as shown in Tables 1 anel 2. It is worthwhile 
to mention that the number of events is not limited to 5, nor the 
time span to 11 years. 
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List of Events 

(A) Reduction of industrial consumption due to im­
provements in processes anel cogeneration. 

(B) lmplementation of commerce among the coun­
tries of South- America. 

(C) Growth in the nurnber of energy- intensive indus­
tries. 

(D) Stabilization of the economy, raising liviag stan­
dards. 

(E) Unstable politicai environment that cou lcl d imi­
nish investments in energy genera.tion plants. 



·• .,......,_., 

Table 1 - Possibility of occurence. 

Event 1995 1996 1997 1998 1999 
A 0.15 0.30 
B 0.30 0.70 
c 
D 

~- 0.70 0.85 
-

Table 2 - lmpact Profile. 

Event ln t,; tm tss iss 
A 2 4 -30 7 o ' 
B 1 3 +20 6 +101 
c 2 4 +20 6 +10 
D 2 5 +15 1 +10 
E o 3 -30 5 -15 

where tn = time in years for the impact to be felt. 
tm = time in years for maximum impact. 
Ím = value of maximum impact. 
tss = time for steady state. 
iss = value of steady state impact. 

0.15 
0.15 

Step (C) :- METHODOLOGY APPLICATION - Combines the 
results from steps A and B. First the fuzzy matrices are generated 
for each event, combining possibilities of ocurrence and impact 
profile, and then ali events are put together through fuzzy reaso­
.ning (Senna & Silva, 1992). The impact and confidence interval 
in the conventional forecast are then calculated. The results, 
Step (D), are shown in the next section. 

The mathematical details of the operations involved will be 
omitted in the present work, but are available from the authors. 
The highlights of the methodology are: 

1. From the user, a future trend of a variable, X, is obtained, 
such that one has X = X(t), where "t" is the time, from 
the present (t = t0 ), through the time span of the study. 
(t = Last year for forecast). 

2. From the interviews, one obtains a possibility of ocurrence 
for each event with time, P = P(E;, t), where E; is the 
event and "t" is the time. One also obtains its related 
impact profile, a( E;, u), where ·"u" is a different time scale, 
as mentioned before. lt is not related to the time span of 
the projection, but rather to the time after the event has 
actually occurred. There is also a corresponding density 
function p = p(E; , t), used to determine the value of the 
average impact. 

3. The average value of the impact dueto each event in a year 
k, is given by: 

x=k 

V(E;,k) =L p(E;,x).a(E;,y), ( 1) 
x=to 

where y = k- x. 
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Year 
2000 2001 2002 2003 2004 2005 

0.50 0.70 
0.85 

0.30 0.50 
0.30 0.50 0.70 

4. The events being considered independent , as expected from 
ihe data obta.íned iu item 2 of the information sought in 
step (B), the net impact of ali the events is simply: 

n 

V(k) =LV( E;, k), (2) 
i=l 

where "n" is the number of events. 

5. To obtain the limiting value of the impact, which define the 
confidence interval for the projection, one has to combine 
P(E;,t) and a(E;,u). For each event, a matrix P x a is 
generated and through fuzzy reasoning [10), the minimum 
and maximum for each column is taken, such that: 

V I(E;, k) = min[(P.a)l,m, (P.ah,m, 

··· ,(P.a)n,m] (3) 

VS((E;, k) = max[(P.ah,m, (P.alz.m, 

···,(P.a)n,m]· (4) 

6. After this is clone for ali events, the net values of the limits 
can be written as, 

n 

v l(k) =L v I(E;, k) (5) 
i=l 

n 

VS(k) = LVS(E;, k) . (6) 
i=l 

7. The value of the variable under study, once the impact is 
known for each year "k", is: 

X1 = X(k)(l + V(k)) (7) 

8. The highest and the lowest values to be expected are: 

Xm = X(k)(l + VS(k)) (8) 

and 

XIL = X(k)(l + VJ(k)). (9) 



RESULTS 

The results obtained are shown in Table 3 an d, in graphical 
form, in Figure 2. Keeping in mind that the method used for the 
"surprise free" forecast is not the actual way planning is clone, 
one can disregard the numbers, one can disregard the numbers 
and visualize the use of the rnethodology alone. Better visualize 
the results by looking directly at the graphs in Figure 2. 

Table 3. Forecast . 

Year Lower lmpacted Surprise Higher 
V alue Tendency Free V alue 

1995 277.81 298 .72 321.2 321.20 
1996 262.43 305.16 353.6 359.96 
1997 233.58 299.94 389.2 403.21 
1998 266.14 368.36 428.4 459.24 
1999 312.33 446.18 471.6 530.08 
2000 353.52 516.08 519.1 610.46 
2001 382.62 571.07 571.1 682.25 
2002 412.00 630.65 629.0 764.66 
2003 43R.98 692.55 692.4 856.69 
2004 469.52 766.70 762.2 968.34 
2005 499.26 843.21 839.1 1007.22 

E~ERGY DEMAl\D 
1200 r----, 

I 

iOOO f 

~ eoor 

600 

400 

LOWER VALUE 

I~PACT TENDENCY 

SURPRISE FREE 

HIGHER VALUE 

/ 

/ 

/ 

2.000 2.005 

YEAR 

Figure 2 - Energy Demand. 

2.010 

What the results show is that , within the frame proposed by 
the events selected , one can expect the future behaviour of elec­
tric energy demand to lie between the lower and hígh~r values, 
through the proposed time span. 

CONCLUSIONS 

The methodology is very easy to make comp.atible with any 
kind of forecasting. One just has to have a future trend of some 
parameter of interest, well defined, time and resources available 
to select and interview experts in the area of study. 
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Also, it is not limited to the form of the results presented in 
this work . Depending on the needs of its user, the methodology 
can be utlilized in a broader range of applications. For example: 

- for impact analysis, the original trend is impacted by 
values obtained from the fuzzy matrices generated in 
(C) ; 

- for monitoring the planning, it is simply a matter of 
yearly updating the possibility matrices generated in 
(C). 

- for scenario development, it is very suitable because 
one can define the most probable outcome by selecting 
events with higher possibilities, or the most favorable 
outcome, by selecting the more positive impacts and 
so forth; 

- For decision making, by transforming the decision to 
be taken into an event with possibility of occurrence 
of l.O(one), one can define its impact profile and thus 
determine the best time to make that decision. 

Many other applications of the methodology could be listed. 
Ali depend on small changes in the mathematical operations 
performed, that is, on the introduction of small modifications in 
the algorithm built for the calculations. 
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SUMMARY 
Originally a mcthod to diagnose the energy consumption of the residential sector (residences and 

buildings) was dcvclopcd. Approvcd the mcthods efficiency, a computer program was devcloped to automatize the 
data entrance and ease the calculation of certain energetic factors that are important index to the results analyscs. 
The software is available to ali IBM-PC computer uscrs (or any other compatible) and will calculatc some global 
and mdividual factors relatcd to familiar income classes, as others, comparing the example cases with a data base 
and producing a final report with sugestions explaining how to use the energetics in a rational manner. 

INTRODUÇÃO 

O setor de energia tem um destaque importante no 
processo de desenvolvimento do nosso país. O Brasil, devido a 
sua grande extensão geográfica constitui-se um desafio a 
produção e a distribuição de energia para os diversos setores da 
economia. 
O petróleo e a hidroeletricidade são as principais de energia 
fontes primárias consumidas no país. A hidroeletricidade 
representou 42,4% da produção da energia primária, em 1992. 

A desagregação do consumo final da energia, em 1992, 
por set?r, é a seguinte: residencial ( 16,4%), industrial (38,6%), 
comer.c~al (4,8%), agropecuário (4,3%), público (3,3%), 
energetico(7,9%) e outros (5,3%), o que representou o consumo 
total no país de I, 76x I o8 tep. No período de 1985 a 1992 houve 
um incremento de 17, 19% do consumo da energia final no Brasil. 

Para o caso específico da energia elétrica, o consumo por 
classe no país é: residencial (22,6%), industrial (50,5%), 
comercial (11 ,3%), agropecuário (3,3%), público (8,5%), 
transportes(0,5%), e o energético (3,3%), e representou um 
crescimento entre 1985 a 1992 de 32,74%. 

Em particular, o Estado da Bahia consume cerca de 7,0% 
(base 92) da energia final total do país, ou seja, 12.192.103 tep. 
A desagregação da energia final total consumida por setor é: 
residencial (28,5%), industrial (43 ,8%), transportes (13,1), 
comercial (2,5%), agropecuário (2,0%), público (2,4), energético 
(7,6) e outros (0,1%), apresentou um crescimento entre 1985 a 
1992 de 31,24%. O consumo total final residencial evoluiu de 
2.251.000 tep em 1985 para 3.475.000 tep em 1992, crescendo a 
uma taxa média anual de 5,0%. A totalização da energia elétrica 
para o setor residencial cresceu de 1.275,9 GWh em 1985 para 
1.93 I GWh, em I 992, e representou o crescimento, no período, 
de 51,35%. 

O PROCEL - Programa Nacional de Energia Elétrica - e 
o CONPET - Programa nacional de uso dos derivados do 
petróleo e gás natural, são exemplos de ações governamentais 
que vêm sendo desenvolvidas com o objetivo de reduzir o 
consumo no setor industrial. Porém, as ações para o setor 
residen~ial assumem um papel secundário, não despertando 
gran~e mteresse. No entanto, o seu consumo é representativo, o 
que JUStifica uma melhor atuação no sentido de reduzi-lo. 

A metodologia que trata este trabalho foi desenvolvida 
com o objetivo de contribuir com os consumidores do setor 
reside_ncial, no intuito de reduzir o consumo de energia, em 
especial entre os de maior renda. Para testar a metodologia foi 
elaborado um software cuja a finalidade é ajudar o contribuinte 
ou a empresa fornecedora de energia a, rapidamente efetuar um 
diagnóstico energético da residência ou do ' prédio de 
apartamentos. 
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O software é de fácil interação com o usuário, através de 
telas auto-explicativas, e no final resulta na emissão de um 
relatório com os principais índices, gráficos, tabelas e as 
recomendações para o uso racional da energia. 

METODOLOGIA 

A metodologia para a conservação da energia no setor 
residencial leva em consideração os dados pessoais, área do 
imóvel, renda familiar etc. , como também os insumos energéticos 
(energia elétrica, GLP, gás natural e lenha), e da água 
consumida. Os dados sobre o consumo de energia elétrica são 
fornecidos pela concessionária na conta mensal, de maneira 
similar ao consumo da água. O consumo de GLP, ou de gás 
natural, ou lenha, é indicado pelo próprio morador. O usuário 
deve preencher os dados acima e além disso, informar os 
equipamentos domésticos consumidores de energia, dando a 
demanda e o tempo de utilização dos mesmos. 

Após o preenchimento do questionário, que pode ser 
realizado pelo usuário ou acompanhado por um estudante de 
engenharia, introduz-se os dados computador. 

O software tem telas auto-explicativas dispondo o usuário 
na primeira tela da seguinte opção: Residencial ou de 
Condomínios. Portanto, ele pode realizar o diagnóstico 
energético da unidade domiciliar ou do prédio de apartamentos. 
As telas seguintes baseiam se no questionário . O passo posterior 
é o processamento, onde é realizado um balanço energético, 
confrontando os dados de consumo da energia elétrica e tempo 
de utilização dos equipamentos informado pelo usuário, com 
relação aos dados fornecidos pela concessionária de energia, 
tolerando um desvio de até ± 5%. Se o software recusar os 
dados deve ser revista a demanda dos equipamentos e/ou os 
tempos de utilização. Em seguida a essa fase, é apresentado o 
consumo desagregado por uso: 

. Iluminação 

. Cocção 

. Ar condicionado 

. Refrigeração 

. Eletrodomésticos 

. Lazer 

. Aquecimento de água 

. Bomba 
A próxima tela coloca a disposição do usuário o consumo 

de energia por fontes : 
. Elétrica 
. GLP 
. Gás natural 
. Lenha 

A seguir serão apresentadas ao usuano as telas com 
índices calculados versus renda familiar. Os índices avaliados 



servem para compatibilizar os resultados além de servirem com 
de base para a comparação, ou seja: 

I) MJ/m2ano, isto é, o consumo de energia total na 
unidade residencial por metro quadrado de área, por ano; 

2) kWhEL/hab.mês, representa o consumo de energia 
elétrica na unidade residencial por habitante por mês; 

3) kWhGLP/hab mês, representa o consumo de energia 
por cocção por habitante por mês. 

Além desses, são apresentados outros fatores energéticos 
que servem para traçar o perfil de consumo de energia da 
unidade. Todos estes parâmetros são correlacionados com à 
renda familiar, resultando numa comparação direta entre os 
dados de consumo e renda familiar em salários mínimos. 

O usuário dispõe ao final de um menu de opções para 
imprimir tabelas ou gráficos individuais, ou o relatório padrão 
onde são fornecidos os principais parâmetros e recomendações 
para a família fazer uso racional da energia. 

ANÁLISE DE RESULTADOS 

Foram diagnosticados cerca de 100 residências com 
diferentes rendas familiares e consumos de energia. 

Para melhor apresentar os resultados é analisado um caso 
.q:emplo, onde foi realizado um diagnóstico energético em uma 
residência com área interna de 100m2

, renda familiar de 15 
salários mínimos equivalente (US$ 975,00), 12m2 de área 
refrigerada e o consumo anual de energia elétrica de 3208kWh e 
156kg de GLP. 

Os eletrodomésticos existentes são: geladeira, "rreezer" , 
máquina de lavar roupas, liquidificador, ar condicionado, 
televisão, vídeo cassete, chuveiro elétrico, ferro de passar 
roupas, lâmpadas etc., com variadas demandas e tempo 
utilização. 

Nos gráficos 1 e 2, apresenta-se o consumo de energia 
por fontes, enfocando o caso em estudo e a média do banco de 
dados. Neste exemplo, a energia elétrica representa 60% do 
consumo da residência e 40% do GLP. Comparado com os 
dados do banco, a energia elétrica representa 61% e o GLP 39%. 
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Gráfico I - Desagregação da Energia C()nsumida na RcsidCm:: ia (Caso 
Exemplo) 
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Nos gráficos 3 e 4, mostra-se a desagregação do 
consumo de energia elétrica por uso, isto é, iluminação, cocção 
(fomo elétrico, microondas etc); refrigeração (geladeira e/ou 
"rreezer"); ar condicionado, eletrodomésticos (liquidificador, 
batedeira, ferro de passar roupa etc); lazer (televisão, video etc); 
aquecimento de água (chuveiro elétrico) e bombeamento de água 
para as famílias que residem em casas. Observa-se que a 
iluminação consome 12% da energia elétrica, para o caso 
exemplo, cocção 0%, refrigeração 4 7%, ar condicionado 19%, 
eletrodoméstico I%, lazer I 0%, aquecimento de água I I% e 0% 
para bombeamento de água. Enquanto na média do banco de 
dados apresenta-se 16%, 11 %, 33%, 13%, 12%, 8%, 16% e 1% 
respectivamente. 
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Gráfico 3 - Desagregação da Fnergia Elétrica Consumida na 
Residência (Caso Exemplo) 
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Observa-se que o consumo com refrigeração, ar 
condicionado e iluminação são os mais representativos, 
destacando o primeiro com 4 7%. Com relação à média do banco 
de dados, a refrigeração é significativa, porém, com menor 
índice, isto provocado, provavelmente, por nem todas as 
residências possuírem "rreezer" . 

A tabela I apresenta os fatores energéticos para a 
residência em estudo. O Fator Fe 1 representa o consumo de 
energia global da residência, isto é, 191,92 MJ/m'.ano, reunindo 
energia elétrica e GLP. O f(ltor Fe2 representa o consumo 
somente de energia elétrica, o qual é de 53,23 kWhEL/hab.mês. 
O Fator Fe3 mostra o consumo de GLP, que no caso é de 35,62 
kWhGLP/hab mês ou 2,6 kgGLP/hab.mês. Os três fatores 
individuais podem ser comparados para a média do l)anco de 
dados ou para a média do Estado da Bahia ou do País. 
Entretanto, nestes dois últimos casos, a média do Estado e do 
País, são apenas indicativos pois não levam em conta a renda 
familiar. 



T b I I F a e a - a tores E nergettcos 
Valor Calculado Banco de dados 

Fe1 
MJ/m2.ano 191,92 164,40 
Fe2 
kWEi/hab.mês 53,23 72,30 
Fe1 
kWhc,t,p/hab.mês 35,62 48,70 
kgc,J.p/hab.mês 2,60 3,60 
Area Const. m2/hab 20,00 31,30 
Número de Pessoas 5,00 4,70 
Consumo Anual 
Medido kWhFI 3208,00 4065,40 
Consumo Anual 
Calculado kWhFt 3193,92 4039,40 
Energia Total 
Consumida MJ 19242,72 24056,50 
Renda SM 15,00 22,90 
No de Registras - 102 

Sendo assim, a tabela 2 apresenta a estratificação por 
renda e, efetivamente, podem ser comparados os fatores 
energéticos para as diversas classes. 

Para o caso em estudo a renda familiar é de 15 SM, o que 
a inclui na classe de I 0-20 SM. Para essa categoria, a média do 
fator Fe1 encontrado vale Fe1 = 149,7 MJ/m2 ano. É também 
verificado que ex.iste uma diminuição do fator para as rendas 
menores, e um aumento do mesmo fator para as classes de 
rendas maiores devido que, entre a menor classe e a maior, o 
fator Fe1 praticamente dobrou, passando de 90 para 177,2 
MJ/m2.ano. 

Tbl 2Ft a e a - a ores E ne~ettcos x R d F T en a am11ar 
Salário O a Sa 10 a 20 a mais 

Mínimo (SM) 5 lO 20 30 de 30 
FC] 
MJ/m2ano 90,0 149,7 152,6 170,3 177,2 
Fc2 
kWhFt /hab .mês 38,R 50,3 60,9 69,0 94,9 
Fq 
kW GI ,plhab.mês 44,5 46,1 43, 1 52,6 55 ,0 
kgr., p/hab.mês 3,3 3,4 3, I 3,8 4,0 
Arca construída 
m2fhab 40,0 27,8 29,4 30,3 35,2 
N° de pessoas 2,0 3,8 4,4 5,1 5,0 
Consumo anual 
medido kWFI 926,0 2297,6 3309,7 4178,3 5734,0 
Consumo anual 
calculado kWr::1 930,0 2279,0 3234,5 4215,8 5730,8 
Energia total 
consumida MJ 7180,6 15800.7 20141,7 26117.6 ' 11174,8 
Renda SM 4,0 7,5 13,6 21 ,5 42,8 
Rcgistros% 1,0 8,9 41,2 20,6 28,4 
Total de rcgistros 1,0 9,0 42,0 21 ,0 29,0 

Para o fator Fe2, que indica o consumo de energia elétrica 
por habitante por mês, também é verificada a correspondência 
com a renda familiar. Da faixa de menor poder aquisitivo a de 
maior, este fator evoluiu de 38,8 kWhEL/hab mês (O a 5 SM), 
para 50,3 kWhEdhab mês (5 a lO SM), 60,2 kWhEL/hab mês 
(lO a 20 SM), 69,0 kWhEL/hab mês (20 a 30 SM). Assim, a 
variação de Fe2 da primeira faixa para a última foi de 2,45 vezes. 

Ainda na tabela 2 são apresentados outros parâmetros 
que colaboram na análise do consumo de energia residencial. Os 
principais são área construída por habitante (m2fhab ), do 
numero total de habitantes. AJém destes, há também o consumo 
total de energia elétrica, medido pela concessionária informado 
na conta mensal, e ainda é apresentado o consumo de energia 
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elétrica é pouco representativa na amostragem, atingindo no 
máximo 2,63% do consumo total. Por outro lado, a refrigeração 
tem um peso significativo na primeira classe, isto é devido ao 
fato das famílias possuírem, provavelmente, uma geladeira, 
algumas poucas lâmpadas e talvez uma televisão. Entretanto, nas 
classes seguintes ha um decréscimo relativo, que acontece em 
função da aquisição de outros eletrodomésticos, deslocando o 
consumo. Outro índice importante é o que mostra o consumo de 
energia elétrica para aquecimento de água. Este item de consumo 
é significativo para a classe de ( 5 a I O SM), aproximadamente de 
21 ,4 7%, enquanto nas demais classes fica em tomo de 16%. Isso 
se deve, provavelmente, ao pequeno numero de diagnósticos 
realizados nessa classe, frente ao numero de demais registres. 

Tbel a a3- u d so ' El' . a Energia etnca x R enda F T am11ar 
Salário Mínimo O a Sa 10 a 20 a mais 

(SM) 5 10 20 30 de 30 
Iluminação % 10,91 15,23 15,47 14,06 17,71 
kWh/mês 8 260 1751 1037 2452 
Cocção% 0,0 2,63 0,36 0,43 2,56 
kWh/mês o 45 40 32 355 
Refrigeração % 62,96 37,45 39,18 36,62 25 ,14 
kWh/mês 49 640 4435 2702 3482 
Ar Condicionado % 0,0 0,0 7,91 11 ,89 19,30 
kWh/mês o o 896 877 2672 
Eletrodomésticos % 7,10 14,61 11,33 12,21 11 ,47 
kWh/mês 6 250 1282 901 1587 
Lazer % 19,04 8,60 8,71 9,28 7,17 
kWh/mês 15 147 986 685 993 
Aquecimento % 0,0 21,47 16,88 15,08 15,59 
kWh/mês o 367 1911 1113 2159 
Bombeamento % 0,0 0,0 0,16 0,43 1,07 
kWh/mês o o 19 31 148 
N° de registros% 1,0 8,8 41,2 20,6 22,4 
Total de rcgistros I 9 42 21 29 

CONCLUSÃO 

Da analise do banco de dados, observa-se uma forte 
correlação entre o consumo com a renda familiar. Nesse 
trabalho, porem, são apresentados índices, fatores, gráficos, 
corroboradas pela metodologia desenvolvida, onde é demostrada 
de forma insofismável esta interdependência. Atualmente são 
disponíveis, na literatura especializada, valores globais dos 
índices. realizados dos balances de energia nacional e estaduais. 

Para ilustrar, citamos dois exemplos: para o Brasil o Fe2 = 19,67 
kWhEL/hab mês e para a Bahia Fe2 = 19,70 kWhEL/hab.mês, 
Muito abaixo do verificado para a mesma classe de renda 

Estes são os parâmetros utilizados pelo setor, que na 
realidade nada informam, pois falta uma correlação com o poder 
aquisitivo dos consumidores. Assim sendo, este trabalho vem 
oferecer novos valores, novas correlações. Sabe-se que estes 
índices ainda são preliminares, pois o banco de dados disponível 
é pequeno, entretanto, espera-se ampliar e gerar novos fatores. 
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SUMMARY 
There has been canied out a oork ronsisling ln lhe application oflhe System Theory and lhe Exergy 

Analysis Melhod, includng Thennoeconomic techniques, to lhe industrial processes ln lhe Bosque Country 
(Spain). ln this analysis. lhe i17'f!\le1'9bilities in each basic operalion have been quantified and lhe energetic 
and exergetic ej}idencies have been evaJuated The exergetic rosts have been aJso calcu/ated for every 
energy and material jlow, as well as their rorresponting economic costs. Resides, lhere is intended to value 
lhe efficts on lhe consumplion of energy and materiais WJen new techno/ogies are introduced 

The basic aims ofthis study are, on lhe one hand, to deve/op a system of strategic planning in lhe field 
of energetic techno/ogies and, on lhe other hand, to define a strategy plan for equipments, processes, 
technologies and areas (industrial, services and residentia/ sectors), consuming energy andlor materiais, 
rejêJTed to lhe Bosque Country as a framework. 

The above-mentioned study has been applied, as an example, to lhe green glass manufacturing area 

INIRODUCI10N 

Efficiency on the use of energy is being mnstantJy analysed The 
dqXh of tOOie studies is certainly vari<tie há alWclys aiming to 
evaluate the specífic coilSUIIlJXions in the different ~ and uses. 

A few years ago, these analysis IeStricted their fie1d to relate the 
useful eoergy at the Olllplt of an <XpJipnent with the eoergy ~to 
it, in order to show the j:nSSible i.mpovemenls to im"ease tbat 
quotieot T<>getrer with these studies, an idea is emerging and ils 
development is bocoming more and roore necessary: the quaiey m the 
energy and the difrerentation of the errrgeôc floWs, tXt onJy because 
of ils energetic content rut also because of ils c:xe:rgWc content. 

This other typ:: of analysis, carried oot 1iom the view of the 
Sa:ond Priociple of Thermodynamics, ~ to evaluate with a 
greater scientific rigour the efficienL.)' in the use of energy. 

OO)ECTIVES 

Every year, since 1982, the Enery Deputment m the ~ 
Govemment picks up infonnation abwt the COilSUIIlllions of energy 
and raw materiais in the more rqxeseutd:ive itxllstrial areas. wbat 
affects in whole to 320 enterprises, 21 gbectors, 560 pocesses, 3,800 
raw materiais and 4,400 OOsic ~ involving 960 fumaces and 
400 boilers. This infonnation, stored in suilaNe a bises, is the 
starting JX>int of the project whose main lines are next p-esented. 

This project has a OOuble ~: 
a- To develop a system of strategic planning in the field of 

energetic teclmologies. 
b.- To define a strategy plan fur equipnents, processes, 

teclmologies and sectors corsuning energy and'or raw 
materiais, analysing the efects m introducing new systems and 
disposing, in short tenn, of an specífic metocblogy to follow 
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the actuallevels evolution. 
There has been necessaxy, in order to reach this OOuble aim, to 

develop a software JliCkage with a mockrlar structure wich allows to 
manage different tasks such as: 

- Simpe updating m auxiliary files concerning raw rnaterials, 
energies, equipments, and 9> ort 

- Homogenoous and integrated evaluation of seleáed puc:esses, 
in such a way tbat different lXJinters can easily be cbained 
(i e., mean efficieocy ma blsic operation, mean efficiency of a 
~etc.). 

- Q.Jick estimation m the effect of innovation of equipments and 
poo:sses on the collSIJilll1Íons of raw materiaJs and energy as 
we1l as on the different eflicieocies. 

- ltdusion m a system of grapuc SIJRX)rt consisting on tables 
and drawings which aid to sygematize the results. 

MEIHODOLOGY 

There has been calculated, for each one of the 320 plants being 
analysed, the va1ues m the energetic and exergetic efficiencies and the 
exergy destruction in every blsic operation, as we1l as the energetic, 
c:xe:rgWc and erooomic costs m the different 11ows. So, \\e have 
followed tOO;e ~: 

Definition of the Logical Structure of the Plant. The structure of 
an industrial plant is shown as a series ofl:iocks, each one npesenting 
a blsic operation involving excbange flows of materiais and energies 
and wln9e aim is the transformation of oorne functional products 
(Fuels) into others with a higrer ackJed-value (Products). 

The re1ation between flows and hlsic operations is eslablished 
through the imdeoce matrix,A(n,m). The elements of such matrix, l\• 



come to + 1 if flow j enters the OOsic ~on i, to -1 if it leaves and to where e and s represent, respectively, the nwnber of inp.lt and outp.Jt 
o if no physical relation exists between thent flows. So, for the whole rrocess ( n OOsic operations ) the nex1 matrix 

Calculation of the Energy and Exergy of Each Flow. Starting 
from the data suwlied by the inquesls fulfilled evecy year for each 
{iant, it is possible to get the values of the physical and chemical. 
enthalpies, as well as the physical and chemical. exergies of the 
different flows. The calculations are carried wt according to the 
methodofSzargut (1986). 

Mass, energy and exergy bllances. These OOiances consist on 
the establishment and the solving of the next system of matrix 
equations: 

AxM=O 
AxE=O 
AXB=D 

(1) 

(2) 

(3) 

Where M, E and B are the column-vectors (dímension mx1) 
whaie elements correspond to the mass, respectively, to the mass, 
energy and exergy of the different flows, and D is the column vector 
( dimension nx1) rqresenting the exergy d3ructions. 

The matrix equations (1) and (2) are tbe OOsis ofthe method of 
traditional analysis. However, equation (3) aliows the adculation oftbe 
diagoostic vector D, that is, the exergy destruction in each OOsic 
operation as a result of the irreversibilities. 

Definition of Fuel-Product-Loss. Any industrial pant can be 
consick:red as a series of subsystems mutua1ly related throogh mass, 
energy and exergy flows, aiming to reach a determined poductive 
~· Aw!Ying this functional ana1ysis to each OOsic ~ 
belonging to a given proa:.%, we <k:fire the :fuel (F), puducts (P) and 
tosses (L) through the equation 

equation comes troe 

A xn• =0 (8) 

Taking into account that tbe nwnber of l.ll'lktxmn quantities (m) 
is greater than that of tbe OOsic operations (n), m-n ackiitional 
equations are required Valero (1986) shows that these equations are 
<bained through tbe establishment of a series of proposals. Once the 
matrix B* is known, the exergetic costs ofthe fuels (F*) and puducts 
(PI') are inmediatly found, sioce 

F• =AF xB• 
p• =Ap xn• 

(9) 

(10) 

Technological innovations and ççrational improvements. One 
ofthe ~ ofthis study is to evaluate the ~ in materiais and 
energies wich are reached either when introducing improvements in 
the ~ involved in any OOsic ~on or when incorporating 
techoological innovations. 

Thermoeoonomics states that there is no equivalence between 
different OOsic ~ons irreversiljlities. This tmmS that, for a given 
~on, the greater the exergetic CXlSt of the :fuel is, the greater the 
repercusgons on the fuel consurnrtion are. 

Thermoeoonomics shows that when a OOsic ~on i is 
modified SO that its efficiency improves, the COireSJXlnding fuel saving 
(A1) can be evaluated through the expression 

• Allb. 
A; =KF,.pi'-2-' 

11., 
(11) 

where Kn is the exergetic CXlSt of the fuel for that OOsic operation, P1 is 

F-P=L+D=I (4) the COireSJXlnding product, and L111m represents the variation of the 
exergetic efficiency. The a00ve expres9.on is only valid when L111m 
neither implies any modification in the rest of OOsic operations of the 
current rrocess nor in the exergetic relations conceming ~e 
recin:ulations. 

where D is already known and I represents tbe total irreversibiliti. 
Starting with the d!finition of F, P and L, the matrices A,, A P 

andA L(dimension n x m) are l:Wlt, what aliows tbe detennination of 
the fuel and product exergies for each OOsic operation 

Calculation of Efficiencies. Next step is to j:X'(XX:ed to estimate 
the values of the energetic efficiencies (conventi.onal values) and the 
exergetic efficiencies for each OOsic ~ So, we have referred to 
the~oni: 

=~=t-I!. llb, F, F
1 

(5) 

lf Fr means the total fuel used in the {iant, and P r refers the 
whole product, the efficiency of the plant will be 

llr=Pr_l l;I, 
F- --

r Fr 
(6) 

Exergetic Qx)ts of the Flows. The energy of any flow 00es not 
~ on the proa:.% followed to obain that flow, bJt the exergy 
varies acmrding with the proa:.% puticularly followed. The exergy 
amount m:essary to generate a determined flow is just its exergetic 
cost,B". 

For each OOsic operation in an industrial {iant, tbe following 
OOlance of exergetic costs is satisfied: 

e • s • rJJ. =l:IJ. 
j I j } 

(7) 

68 

For each industrial rrocess there has been defined: 
a- The mininnm exergy, that is, the exergy of the JXOduct. 
b.- The i.d:al similar pocess. These i.d:al processes are 

established for the different physical-chenlical transfor­
mations. ln such processes ali the lost energies are rex::overable 
and there is no exergy destruction in the ~· 

c.- The theoretical technical pucess. The mininnm exergy loss 
and destruction are viewed both in the rrocess and the 
equipnents. 

d- The reference pucess. It corresponds to the equivalent 
industrial ~ perfonned with the higlm efficiency 
among ali those from which there is infonnation in the 
different countries. 

Economic Costs of the Flows. We have associated to each flow 
of an industrial rrocess its economic cost, which represents the 
nwnber of monetuy wúts per Sfroid that are required to produre that 
flow. This va1ue will be the result of two contnb.Jtions, one of them 
coming from the monetuy CXlSt of the inp.lt exergy in the pant (fuel, 
electricity and material:s) and the other one including the JXIYing-off 
costs and the tnaintenaJire costs. 

The economic OOlance for a whole process can be stated as the 
following matrix equation 

(A xfi)+Z= O (12) 



where A is the inciocnc:c matrix (already referred), II is the matrix CaO+SiOz ---t CaSi03 
containing the economic costs of each flow, and Z represents the 2NaOH + SiOz ---t NazSi03 + Hz O 

(13) 

economic matrix concerning the JXIYÍllg-off and J:1l3intenanre costs. 
BaS04 + SiOz ---t BaSi03 + SOz + YíOz 

APPLICATION lD lHE GLASS INDUS1RY 
NazS04 + SiOz ---t NazSi03 + SOz + YzOz 

CaC03 + MgC03 + 2Si0z ---t CaSi03 + MgSi03 + 2COz 

Next wc prescnt the rcsults we got tluuugh the awJication ofthe Thermodynamic Thrta. The values of the fonnation enthalpy are 
al:xJve met.hodJlogy to the glass industry, spx:ifically to the green glass <bained from Peny (1992). With regard to the standard chemical 
arca. exergy either wc have referred to the values furnished by Szargut 

Raw Materiais and Productions. Acwrding with the available 
( 1986) or wc have directly procaxJed to calculatioris when missing. 

infonnation co~nding to 1992, the amounts of raw materiais Mass, Energy and Exergy Balana:s. Table 2 shows thc mass, 
consumed and grccn glass producOO for that year are shown in the energy and exergy of the different flows trlonging to the reference 
following tablc process. 

Table1 Table2 
Raw Material t kg/prod.t Flow Mass(t) Energy (GJ) Exergy (GJ) 

Greensand 34,906 483.2 
Raw materiais (W) 78,651 16,102 45,514 

Felspar sand 7,046 97.5 
NaOH 21,915 303.4 Bát.le gl. frag.(w) 9,685 4,146 2,934 

SuiJ:Tiates 794 11.0 Recycled g1ass (w) 7,200 3,082 2,178 
Doi omite 7,211 99.8 

Green glass fragmtnts 9,685 134.1 Electricity negligible neg\igible 

Glass fragments 6,779 93.8 Electricity negligible negligible 
Recycled glass 7,200 99.7 

31,076 ~----------- Fuel (mehing) 625 33,225 
Total 95,536 1,322.5 

Air(melt.) 13,094 o o 
Production 72,239 

Gases(melt.) 22,166 11,919 4,792 

Glass frag. (meh.) 7,650 3,365 2,391 
Flow Diagram. Eight l:nsic ~ons have been consick:red in 

Fuel(and) 18 933 873 
the production process as well asa who1e of forty flows. Therefore, an 

Air(and) 377 o o 
incic:knce matrix of dimension 8 x 40. Figure lrqxesents the flow 

Gases(and) 395 212 85 
diagram There have ~ that main flow oonditions at the outplt 

Glass frag. ( and) negligible negligible negligible of each OOsic ~on are the one correspm:ting to the ÍllJll1 to next 
~on. Eight residuary heat flows have also been ioclucbi (one for Electricity 54,929 54,929 

each OOsic OIXf3tÍOn). Glass frag. (foon) neg\igtb1e neg\igible neg\igtble 

Fuel (anneal) 28 1,452 1,358 

Wet t1G~ ~We ~~J, AI J, Fuol J, AI J, Air(ann.) 586 o o 
Gases ( 81111..) 614 330 133 

~ Weighing ~ Mixing ~ Melting __. Condilion. I- Glass frag. (ann) negligible negligible negligible 
(-) (-) Glass frag. ( q.c.) 7,200 3,082 2,183 

G~ WG...8 GlaiBW WG...8 Fuel (retrac.) 3 197 184 

WeJ, F1>et At Ft~>l~i, ~Plast. Air (retrac.) 63 o o 
neg\igible neg\igible negligible a. Pl&tic (retrac.) 

~ Fonning r---. Annealing ~ Quality __. Rettacting ~ Gases (retrac.) 66 36 14 
(Pumace) Conlro1 {Fimaoo) 

GREENGIASS 72,239 30,918 21,897 

G~~ I ~ Glasl ~ Green Oulput-1 (weig.) 95,536 23,330 50,626 G~\V 
Glass 

Oulput-2 (mix.) 95,536 24,233 50,626 

Figure 1 Oulput-3 (melt.) 79,439 34,929 24,831 

Oulput-4(and) 79,439 34,929 24,831 

Melting Moci;:l. A series of chemical reactions occur during Oulput-5 (fonn) 79,439 34,040 24,095 

melting in which diffcrent kind of silicates are fonned When Oulput-ó ( arm.) 79,439 34,000 24,080 

puducing thesc silicates, the solution of siliceous acid in exa:ss begins Oulput-7 (q.c.) 72,239 30,918 21,897 
as well as the mutual solution of the diffi::rent silicates Wltil the who1e HeatLcss-3 7,245 5,992 
melting is reached. 

Heat l..oss-4 721 585 
The main chemical reactions which tyJify the Inelting operation 

HeatLcss-5 55,818 34,282 in our reference process are the following: 
Heat Loss-6 1,162 866 

AI 2 (h + Si02 ---t Al2Si0 s HeatLoss-8 161 negligible . 

Fez03 + 2Si02 ---t 2FeSi03 + Y.z02 

KzO+Si02 ---tK2Si03 Table 3 indicates the exergy destructions in each OOsic OIXf3tÍOn 
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Table3 
Basic Operation Exergy Destruction (GJ). 

-
Weidllng o 
Mixing o 
Melting 43,696 

Cooditiming 203 
Fonning 19,742 

Annealing 374 
Quality Cootrol o 

Retracting 170 

Energetic and Exergetic Efficiencies. Ooce the fuoctional 
analysis has tx:en }XIformed and the Fuels and Products have bem 
d::fined for each OOsic operation, the efficiencies can be calculated 
Tal:te 4 shows tlv::se values. 

Table4 
Basic Operation 11., 11.. 

Wei~g 1 1 
Mixing 1 1 
Melting 0.723 0341 

Cooditiming 0.993 0.991 
FtmJing 0.382 030S I 

Annealing 0.987 0.983 
I 

Quality Cootrol 1 1 
Rcmcting 0.99S 0.993 

As a consequence of the starting hypothesis, the ~ons of 
Weighing, Mixing and ~ty Control tum to rea::h unitaJy 
efficiencies. 

The lesser efficiency O(Xntions are Fonning and Melting. 
Cooceming the ~on of Fonning, tha1 is ~ to the fact tha1 in 
such an action the ex>llSUitlfÍÍon of elcáricity c:oincides with the 
destruc:tion of exergy, ~ ali the electric power beoomes bt heat, 
wlue exergy is a JB11 of the total lesses, L. On the <Xhe:r hand, tbe low 
melting ~ exergetic eflicierx;y is a ronser:neoce of the 
inqxJrtant irreversibilities inherent to 1nh the oorrbJStion and silicate 
fonnation reactions and, besides, to the beat transfer ,.,. ~ 

Exergetic Casts. By using the cigb1 ~ re.g]}ted from the 
~cation of exergetic CX>I!.1 hllatlre to eacb ~ and tbe 
additional thirty two relations, <baiiX':d tluwgh an excrgetic CX>I!.1 

assi.gnment rrethod OOsed on Th:nnoecommics, we can calcu1ate thc 
exergetic CX>I!.1 of each :flow, as well as their unitaiy oosts (see Tltie 5) 

Tatie5 
Flow Exergetic Cost Unit Exergetic Economic Cost 

(GJ) Ccst (xHf ptas 1992) 

Raw materiais 41,312 1 S38.9 

Bátle frag. gl. 15,653 S.908 107.4 

Eleáricity (w) -o -1 -o 
Eleá.(mix) - 0 -1 -o 
Fuel (mellmg) 22,301 1 106.8 

Fuel(cmd.) 203 1 l.l 

Eleá. (foon) 49,436 1 131.4 

Fuel(am.) 360 1 l.S 

Fuel (rár.) 170 1 0.7 

Pldjç -o -o -o 
Ouljú(wei!!J!) 56,965 1.29S4 646.3 

~(mix.) 56,965 1.2954 646.3 

~(mek.) 79,266 3.S10S 753.1 

Ouljú(and) 79,469 3.519S 7S4.2 
~-

70 

__ , ..-..,__.;. 

Qipt(bm.) 128,905 5.8832 885.6 

Qipt(am.) 129,265 5.9034 887.4 

Qipt(qc) 129,265 5.9034 887.4 

Qipt(Iàr.) 129,435 5.911 888.1 
-

Table 5 makes clear tha1 as we go ahead through the ~ 
unitaiy exergetic CX>I!.1 becomes greater, ~ exergetic colltrilUion to 
produre a detertnirlxi :flow is ali the greater because the :flow is more 
ahead in the proc:ess :flow diagram. 

So, as an example, the exergetic CX>I!.1 of the scrap g1ass in 
melting is alnJt 4.54, whereas the exergetic CX>I!.1 ofthe scrap glass in 
the quality control turns to be 7.05. The unitary exergetic CX>I!.1 of the 
green glass (final puduct) is alnJt 7.(XJ, this is, to proWce 1 kJ of 
exergy there has bem ~to use 7JXJ kJ along the proc:ess. 

Saying Measures and Technological Innovation. There has bem 
also evaluated the effi:d on the Fuel consurt1JXion (energy and raw 
materiais) de:rived from 1nh the ~ of saving m::asures and 
technological innovations. Table 6 picks up the results ol:tainx1 when 
impoverrents in OOsic op:rations lead to increases of the glchll 
exergetic efficiency of 3o/o, 5% and 9%. 

Table6 
Basic K, ~fi Õ.l\,;=3% Õ.T\,;=5% Õ.l\,;=9"/o 

Operation (GJ) 

Weii!J!Mg 1 92530.3 - - -
Mixing I 92645.6 - - -
Melling 3 41105.2 10171.6 16075.3 28450.1, 

Cmdaiamg 1.03 109753.0 2851.8 - -
Fonning 3.31 50140.4 15148.0 23848.8 41813.1 

Amealing 1.06 159891.2 5661.7 - -
QuaLCaúol 1 170004.8 - - -

Rdradmg 1.01 IS3279 - - -

As it can be easily <blerved, fur a given iocrease of the ~ 
energetic efficiency, the best result is rea::bed wben the impo\ement 
occurs in the ~ons ofMelting, Anmiling and CoOOitioning (in 
thisonrr). 

Flows Economic Casts. Ecooomic CX>I!.1 of each :flow has been 
estimated, ju& taking into acx:oont the monetary oosts of the fuels, raw 
materiais and electricity. This calcuJation has been performed in such 
a way ~ we have not bem able to get any infonnation on the 
money oosts, maintenaoce CX>I!.1s and so on l.ast rolwnn on Taiie 5 
~ the values into 1992 pesetas. 

CONCLUSIONS 

Tbere has bem develqW a useful impleirent for technological 
ewluation, making feastie different technological impovemenl in 
equipnent, OOsic ~ and ~ pos91ilities ~~m We 
are in ftont of a system, qx:n and integmtfd, which al1ows us to pau 
and esaNish gkbd sttategies in the field of the teclmological 
develqmm 

Such a system is OOsed on the use of the System TheOJy and the 
inx>rporation of 1nh the Exergetic Analysis Metlm and the 
Trennoemnomics, what leads to the d!tennination of excrgetic 
efficiencies in bJsic operations as well as the estimation of exergetic 
and economic oosts of the differen1 :flowstaking JBI1 in each 
pociJction proc:ess. 

As an exampe, we have offerred the results <baiood when 
~ the ~ metOOOOlogy to the green glass 



induslrial area This awJ.ication more outstmding points are: 

- Greatest . exergy destructions occur in mdting qx:ration 
(93,696 GJ) aro Fonning operation (21,062 GJ). 

- Main flow unitary exergetic c:osts gradually increase in 
following OOsic operntions (fiom a value of 1.83 in the first 
operation up to avalue of 7.06 in last operatioo). 

- Green ~ erononúc cm (witlnJl coosi<bing rooney and 
ma.iotenaoce c:osts) goes up to 14.5 ~ (OOout 0.11 U.S. 
Slkg). 

We C3ll finally concll.à that there has been <k:ve1qled a system 
being able to give JXiority to the OOsic directives coocening ~ 
innovation, raw materiais and environmeot. 
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RESUMO 

O objetivo deste trabalho é analisar o consumo energético de uma planta tlpica da indústria do 
petróleo. caracterizando principalmente o compromisso existente entre recuperação energética e o custo 
de equipamentos e utilidades envolvidos no processo. A partir dos resultados obtidos pelo uso da 
metodologia "pinch poinl" para o processo, síJo geradas conjiguraçiJes alternativas para a situaçíJo alua/ 
de operaçíJo da planta, com o menor consumo energético de fontes externas. Siio calculados os custos 
anua/izados dos trocadores de calor e do forno, assim como do combustlvel queimado neste último, 
permitindo avaliar a otimizaçíJo da planta em funçíJo da mlnima diferença de temperaturas respeitada na 
rede de trocadores de calor. 

INTRODUÇÃO 

O crescente custo da energia tem levado, nas últimas duas 
décadas, à procura por métodos visando a economia energética 
nos processos industriais. A tarefa de se obter uma configuração 
adequada de equipamentos térmicos, capaz de conduzir ao 
minimo consumo de energia, tem sido considerada, já há um certo 
tempo. De inicio, o objetivo da máxima recuperação energética 
(M.R.E.) foi tentado através de duas linhas de pesquisa: uma 
caracterizada pela utilização de conceitos termodinâmicos e 
algumas regras heurísticas, e outra onde havia o predominio da 
busca daquele objetivo, através de métodos matemáticos (como 
por exemplo, Programação Linear e Não Linear, Programação 
Inteira, Programação Inteira Mista etc.). Porém, com a crescente 
complexidade dos processos industriais abordados na procura por 
uma configuração ótima para o processo, percebeu-se que a 
enumeração de pares qe correntes (que poderiam ser prováveis 
trocadores de calor), tomava-se impraticável (alguns processos 
industriais chegam a ter dezenas de correntes de processo), com 
os procedimentos computacionais disponíveis até então. Ness~ 
contexto, de acordo com Gundersen and Naess (I 988), os 
trabalhos de Hohmann ( 1971) tendo por base as características 
termodinâmicas dos processos, tornaram-se de fundamental 
importância para o posterior desenvolvimento dos métodos 
visando à M.R.E., em especial o Método do Pinch Point 
estabelecido por Flower and Linnhoff (1977) e Linnhoff.(l978). 
Algumas técnicas de integração de processos começaram a surgir 
na década de 70 (Nishida et ai ., 1981 ), mas aquelas fazendo uso 
do conceito de curvas compostas, base para a recuperação de 
energia "pinch", tiveram posterior desenvolvimento nos trabalhos 
de Flower and Linnhoff ( 1977), Linnhoff. ( 1978) e Linnhoff et 
ai. ( 1982). O conceito da recuperação de energia "pinch", é 
considerado de fundamental importância para o projeto de redes 
de trocadores de calor tendo sido descoberto, de forma 
independente, por Umeda et a/. ( 1978) e Linnhoff et a/. (1979) 
muito embora já houvesse sido mencionado mas não interpretado 
por Huang and Elshout (1976). 

A metodologia "pinch" (ou do ponto de estrangulamento) 
está baseada na construção de duas curvas temperatura versus 
entalpia, uma das quais engloba a contribuição das correntes do 
processo, que necessitam de aquecimento (curva composta fria), 
e outra levando em conta as contribuições entálpicas das 
correntes que necessitam de resfriamento (curva composta 
quente). A partir da construção dessas curvas, em um mesmo par 
de eixos, desloca-se uma das curvas em direção à outra, de tal 
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forma a se obter as mínimas necessidades de aquecimento e 
resfriamento envolvendo fontes externas (as utilidades de 
processo). Assim fazendo, pode-se observar, no eixo da 
temperatura, uma distância vertical para essa situação de mínimo 
consumo de utilidades. Essa distância é denominada o ô. T minimo 
do processo. Todas essas características podem ser 
acompanhadas observando-se a figura I. 

Temperatura (T) 

Curva 
Composta 
Quente 

Entalpia (H) 

Curva 
Composta 
Fria 

Figura I. Esquema das Curvas Compostas. 
O presente trabalho apresenta um estudo de caso (parte 

do setor de craqueamento catalítico de uma refinaria de 
petróleo), lançando mão dos conceitos da metodologia "pinch", e 
fazendo uma análise econômica das possíveis redes de 
equipamentos térmicos que conduzem à M.R.E .. 

DEFINIÇÃO DO PROBLEMA 

O objeto deste trabalho é a etapa prééreator catalítico da 
Refinaria de Paulínia (REPLAN). da Petrobrás. Nessa etapa 
tomam parte seis correntes de processo, sendo que a única 
corrente fria é a carga de gasóleo que deve ser introduzida no 
reator cat alíti co, na temperatura de 273oC. Para qu~ a 
1emperatura requerida seja obtida, o processo faz uso de cinco 
correntes quentes provenientes de outras partes . do 
craqueamento : Nafta , Óleo Leve para R;ciclo (LCO), Oleo 
Decantado de Produção (ODEC PROD), Oleo Decantado para 
Reciclo (ODEC REC) e Óleo Pesado para Reciclo (HCO) (na 
tabela 1 , encontram-se os dados térmicos relativos às correntes). 



As cinco correntes quentes transferem energia à carga, sendo 
porém insuficientes para que a temperatura desejada seja atingida 
pelo gasóleo, faz-se uso de um fomo que fornece à carga a 
energia restante para que a mesma alcance 273 °C. Nas 
condições atuais de operação, com um valor observado de L\ T 
mínimo de 12 °C, consome-se 10.61 MW com a intervenção do 
fomo. A redução desse consumo é de fundamental importância. 
Faremos uso dos conceitos oriundos da recuperação energética 
"pinch" na procura do míi. .lO consumo de utilidades para o 
processo. 

Corrente Temp. Temp. final Densidade Vazão 

(i) inicial (O C) (20° C/ 4°C) (m3/dia) 
(O C) 

Gasóleo 77 273 0,93 7800, 

Nafta 130 50 0,75 13680, 

LCO 240 40 0,97 520, 

ODECPROD 320 80 1,1 950, 

HCO 245 170 1,0 5200, 

ODEC REC 348 210_ 1,1 1800, 

Tabela I. Dados Térmicos do Processo 

Na figura 2. , está representado o esquema do circuito do 
Rasóleo. no setor de craoueamento catalítico da REPLAN. 

17,18 MW 4,15 MW 
~o nafla(2) 
soe 11oc 1Joc 

O 9 MW 1,45 MW LCO (3) 

'Cl () 240C 40C '--../ 125C 

1,05MW 

BOC C;133C 

1,8BMW 

4,30MW 

>--
Odec Prod (4) 

320C 

170C---01B5 c I I I o r<W( 

210C 

Gasôleo (1) 

17C 

10,61MW 

Figura 2. Esquema Atual da Planta de Pré-Aquecimento 

CÁLCULO DE PROPRIEDADES TERMODINÂMICAS 

Os dados apresentados na tabela 1. precisam ser 
trabalhados de tal forma a podermos expressar as contribuições 
entálpicas das correntes, em função de suas temperaturas 
extremas. Para o cálculo da entalpia de hidrocarbonetos líquidos, 
faremos uso da seguinte expressão (1989): 

T 

tili = f(0,055• K + 0,35)•[0,6811- 0,308•G + 
To 

(0,000815- 0,000306•G)]*T•dT (1) 

onde L\H representa a variação de entalpia para o hidrocarboneto 
(a partir de T0 = 60 °F) e é dada em BTU I lbm, com Tem °F. G 
representa a densidade do hidrocarbonetO a 60 °F, relativamente 
à densidade da água à 60 °F e é dada pela seguinte expressão: 

d 60• F = d 20·c + 0 0003 + 0,0004168 (2) 
60°F 4•c ' d2o•c -04 

4°C ' 

O fato r K em (I) representa o fator de caracterização de 
Watson (1990) para o hidrocarboneto, grandeza esta que se 
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relaciona intimamente com o processo de ebulição do mesmo, e 
pode ser obtido aravés das seguintes equações (1990): 

PEMV =~·L ASTM(i%), i= 10,30,50,70,90 (3) 

PEMVF = 1,8•PEMV +32 (4) 

PFMeF = PFMVF +2 -[1,8•(ASTM90% + ASTMlO%)+ 15J 
I 70 + 0,075• P FMVF 

(5) 

_ VPEMeeR) 
K- d §fJ'L 

600F 

(6) 

onde PFMV representa o ponto de ebulição volumétrico (em °C); 
os valores AS7M (I %), representam temperaturas (em oq da 
curva AS7M a I atm relativa ao corte de (/ %) do 
hidrocarboneto (ou seja, a porcentagem do líquido que passou à 
fase vapor); PFMVF nada mais é do que PFMV em "F; e PFMe 
representa o ponto de ebulição mediano do hidrocarboneto, em 
"R. 

O MÉTODO DO PINCH POINT 

Como destacado na introdução deste trabalho, o método 
do "pinch point" baseia-se na procura do ponto de 
"estrangulamento" do processo (através da contrução das curvas 
compostas, que permitem a identificação do ponto de M.R.E., 
para um dado processo). Esse ponto identifica a situação na qual 
a carga térmica atravessando essa região é nula. Além disso, 
percebe-se a existência de penalidades quando se transfere mais 
energia do que a mínima necessária. Nessa situação, para cada 
unidade de energia colocada no processo, a penalidade 
caracterizar-se-à pela obrigatoriedade de se rejeitar a mesma 
unidade excedente de energia para fontes externas, havendo 
dupla intervenção destas no processo. 

Dessa forma, neste trabalho os dados entálpicos das 
correntes de processo envolvidas, são utilizados para a obtenção 
dos valores de mínimo aquecimento (Q") e mínimo resfriamento 
(Qc), necessários ao processo para um dado valor de L\T mínimo 
(tal como mostra a figura I.). Na tabela 2, aparecem os 
resultados da aplicação do método do "pinch point" ao processo 
de aquecimento do gasóleo, para diversos valores de L\T mínimo, 
nas condições de M.R.E .. 

ATmín. (0 C) Qu(MW) Qc,(MW) 1 
I 4,27 14,50 I 

2 4 46 14 68 
5 5,02 15 24 I 

8 5,58 15,80 I 

12 6 33 16 55 
16 7 08 17 30 
20 7,81 18 04 
24 8,55 18 77 
28 9,26 19 48 
32 9,96 20,18 
36 10,67 20 89 
40 11,37 21,59 

Tabela 2. Valores de Consumo Energético nas Utilidades 
Quente e Fria pelo Método Pinch Point, para diversos 

L\Tnun· 



O COMPROMISSO ÁREA X ENERGIA 

Através do método do pinch point, aplicado para cada 
valor de ~ T mínimo, pode-se obter as necessidades de 
aquecimento e resfiiamento, na situação de M.R.E. de um 
processo. De posse desses valores, deve-se procurar projetar a 
rede de equipamentos térmícos que atenda às necessidades 
mínimas de consumo de utilidades. Para tanto lançou-se mão do 
procedimento descrito em Rossi & Bannwart ( 1992) para a 
distribuição das cargas térmícas necessárias, acima e abaixo do 
pinch point. Através desse procedimento pode-se agora, partir 
para o cálculo da área de troca térmíca de cada trocador de 
calor, e com isso, a área total da rede de equipamentos pode ser 
obtida. Esse cálculo é efetuado através da expressão clássica: Q 
= U. A. Ft. (MLDT), na qual Ft representa um fator de correção 
decorrente do escoamento dos fluidos no interior dos trocadores; 
MLDT é a média logarítmica das diferenças de temperaturas 
termínais de um trocador; A é a procurada área de troca térmíca; 
U é o coeficiente global de transferência de calor entre os fluidos 
de um dado trocador de calor; e Q representa a carga térmíca 
envolvida na transferência de energia entre os fluidos. Os 
resultados dos cálculos das áreas de troca térmíca totais, e os 
respectivos valores de aquecimento exigidos para a M.R.E., 
aparecem na figura 3., tendo ~T mínimo como parâmetro. 

Essa figura apresenta as características apontadas por 
Hohmann ( 1971) em seu trabalho, quando constatou que a linha 
formada pelos pares (energia,área) dividia o espaço das soluções 
para o problema da máxima recuperação energética, em factível e 
infactível. O compromisso, tal como mostra a figura 3 ., permíte 
observar-se que à medida em que ~ T mínimo diminui, embora 
exista uma redução no consumo energético do processo, há 
também, um sensível aumento na área de troca térmíca total, que 
por sua vez, de acordo com Gundersen and Naess (1988), 
acarreta um aumento indesejável no número de unidades de troca 
térmica. Seria adequada, a partir de agora, uma avaliação 
econômica das diversas situações levantadas, a fim de se tentar 
estimar a configuraçao da rede que melhor represente o processo 
analisado, dos pontos de vista econômico e energético. 

8.06+3 

.§. .. a: 
oc .. 6 .00<-) , 
;;; 
15 
I-.. 
-~ 

4.0E-+3 

400 6.00 8.00 10.00 12.00 
Aquecimento (MW) 

Figura 3. O compromisso Área de troca térmíca x Energia. 

A VALIACÃO ECONÔMICA DO PROCESSO 

Custo de Equipamentos - com base nos valores 
estimados para as áreas de troca térmica totais do processo, 
para um dado valor de ~ T mínimo, pretende-se avaliar 
economicamente as diversas situações possíveis e obter aquela 
que proporcione o menor custo monetário anualizado. Nesta 
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tarefa, faremos uso da seguinte expressão, para o cálculo do 
custo unitário médio de permutadores de calor, tipo caóeçote 
flutuante, casco e tubos e que operam em uma faixa de até 2 
MPa, construídos em aço carbono, ein função da área de troca 
térmíca total, conforme dados fornecidos pela REPLAN: 

(7) 

onde A representa a área do trocador em m2
, e Crroc seu custo 

unitário em US$ (base 1993) 

Para o cálculo do custo unitário dos fornos de processo, 
em função da carga térmica exigida para as diversas situações 
possíveis, admitir-se-á que o forno poderá vir a sofrer algumas 
alterações nas condições de operação, no decorrer de sua vida 
útil (o que poderá requistar uma menor intervenção do forno no 
processo). Desta forma, o custo dos fornos terá como base a 
carga máxima exigida durante a avaliação para os vários valores 
de ôT mínimo. Sendo assim, o custo dos fomos para quaisquer 
situações de M.R.E. terá o mesmo valor que a 40°C. Adotaremos 
a seguinte expressão para O'"'álculo ·do •-custo· ·dos fornos, de 
acordo com Piovesani ( 1990) 

( Q ,0,527 

C Forno = 1464,3 8*\ !,1 622) (8) 

onde Q representa a carga térmica exigida pelo processo, em 
MW e C Forno representa o custo unitário do forno em milhares de 
US$ 

Custo de Utilidades - Para cada condição de M.R.E. 
ditada pela escolha do ~ T mínimo, é necessário fornecer ao 
processo uma certa quantidade de aquecimento e de 
resfriamento. De acordo com os dados fornecidos pela refinaria, 
o óleo combustível utilizado para aquecimento tem um custo 
estimado de US$ 90 I ton., (Out. l993). Já para a água de 
refrigeração, a literatura (Piovesani, 1990) indica um valor 
estimado deUS$ 15 I I 000 m3 de água. Para a água, adotaremos 
seu estado como sendo o de liquido saturado a I 0°C. 

Será utilizada, para o cálculo do custo relativo ao uso das 
utilidades de processo, a seguinte expressão conforme Piovesani 
( 1990) 

Cuut =3600*HOP*(2,1857 x 10-6•UQ+3,57228x l0-1•UF) 
(9) 

onde HOP representa o número de horas de operação por ano, 
do processo (estimado aqui, em cerca de 8000 horas) . Os 
coeficientes de UQ e UF, respectivamente as necessidades de se 
utilizar aquecimento e resfriamento, representam os custos 
dessas utilidades em US$ /Kl 

Custo Anualizado da Rede de Equipamentos - Para um 
determinado valor de ~T mínimo, os valores obtidos através das 
eqs. (7) e (8) devem ser somados para obtermos os custos de 
capital totais para uma das situações possíveis de M.R.E. . O 
custo do capital deve ser anualizado, supondo-se uma taxa de 
atratividade I e um tempo de vida útiln dos equipamentos (em 
nosso caso, n = 15 anos e I = 1 0%, que são valores médios 
obtidos da literatura). A seguinte expressão foi utilizada para o 
cálculo dessa anualização, conforme Peters and Timmerhaus 
(1991): 

c -c (<t+iY-I) 
anual.equip.- equip* i•(l +i)". (10) 



onde Cequip representa a soma dos custos relativos aos trocadores 
de calor e ao forno; canua/.equip representa os custos anualizados 
dos equipamentos de processo, tendo como base um período 11 

de vida útil dos equipamentos, estipulado. 

Dessa forma, para um dado valor de LI. T mínimo, pode-se 
obter os custos totais anualizados do processo, somando-se as 
eqs. (9) e (I 0), com o resultado em US$, equivalente a um 
pagamento anual por um período de 15 anos, a uma taxa de 
depreciação dos equipamentos de 10% ao ano. Os resultados 
finais relativos aos custos das diversas situações de M .R .E . 
possíveis, aparecem na figura 4 . 
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Figura 4. Custo Total Anualizado da Planta 

Como se pode observar, a curva de custo total 

anualízado é monotônicamente crescente com ll.Tmin (não foi 

estudada a região ll.T min < I °C), em contraste com o 
comportamento previsto por Linnhoff et a/ ( 1982), que indicam a 
existência de um ponto de mínimo nessa curva. Uma possível 
explicação dessa discrepância está ligada às correlações por eles 
adotadas no cálculo do custo dos equipamentos, isto é, 
trocadores de calor e forno, que não são as mesmas empregadas 
neste trabalho. Mas a explicação que nos parece mais correta é 
de que, no caso da planta aqui estudada, o custo da rede de 
trocadores de calor é comparável ao do forno e resfriadores. 
Assim, a diminuição do custo dos trocadores com ll.Tmin (devido 
à menor recuperação de energia) é quase que totalmente 
encoberta pelo correspondente aumento do custo do forno e 
resfriadores (devido ao maior consumo de utilidades). Isto gera 
uma curva de custo de equipamentos com pequena inclinação, 
como mostra a figura 4. 

CONCLUSÕES 

Mostrou-se, neste trabalho, que uma vez fixadas as 
temperaturas terminais e vazões das diversas correntes que 
participam de um processo, é possível realizar um estudo de 
otimização da diferença mínima de temperaturas respeitada na 
rede de trocadores de calor, visando obter o menor custo total da 
instalação. Para este fim foi utilizada a metodologia "pinch 
point", e o caso estudado foi o processo de aquecimento de uma 
carga de gasóleo, na etapa pré-reator catalítico da Refinaria de 
Paulínia (REPLAN). Os resultados mostraram que o custo total 

anualizado da unidade cresce monotônicamente com LI. T min• e que 
o valor ótimo desse parâmetro é pequeno, da ordem de I °C. 
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ABSTRACT 

ln this work the econo mical and energetic tradeotr for the 
heating of a process stream, in the catalytic cracking plant, of a 
Brazilian oil retinery has been analyzed ln this task, the Pinch 
Design Method in an association with an economic model, has been 
used. 
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ANÁLISE EXERGOECONÔMICA APLICADA AO SISTEMA 
DE COGERAÇAO DE UMA INDÚSTRIA DE CELULOSE 

ROBERTO A. ALMEIDA<•! AFONSO H. M. SANTOS(bl 
JOSÉ L. SILVEIRA<cl 

(a) UNICAMP-Campinas (b)EFEI-Itajubá (c )UNESP-Guaratinguetá 

RESUMO 

Este artigo apresenta a aplicaçação de um método exergético e 
matricial de análise termodinâmica e de alocação de custos em um sistema de 
cogeração de uma indústria de celulose. Objetiva-se a determinação dos 
flu xos exergé ticos e dos respectivos cus tos, bem como a e ficiência dos 
equipamentos e a exergia destruída nos mes mos. 

í------+rtt'---í----~~m\ ___ r--~tf•itL-------------r----~ A cogeração atualmente tem despertado interesse 
especial de pesquisadores e empresá rios brasileiros dos 
mais diversos setores industriais, visando atingir a 
auto-suficiência e mesmo a geração de excedentes de 
eletricidade, com pretensões a sua comercialização junto 
às con cessionárias de energia elétrica. O custo do 
vapor e da energia elétrica cogerada é forte mente 
afetado pelo mé todo de alocação. Se verifica que o setor 
industria l por não dispor de um critério único d e 
repartição d e custos apresenta custos b e m 
diferenciados . O custeio pe la exergia e não p e la e nergia 
traz o benefício da valorização da qualidade não da 
quantidade. 
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ANÁLISE EXERGÉTICA 

O sistema de cogeração em estudo pertence a 
Celulose Nipo-Brasileira S.A. (CENIBRA) e consome 
principalmente refugos de madeira e lixívia para a 
geração de vapor e eletricidade, que proporcionaram 
uma produção de 1. 040 toneladas de pasta celulósica. 

São considerados subsistemas da planta de 
cogeração todos os equipamentos, junções e bifurcações 
que a presentam fluxo líquido de exergia . A figura 1 
mostra o s istema de cogeração com seus 43 FCS's (flow 
constraint syste m), que é definido como uma part,ícula 
infinitesimal d e fluxo, localizada na supe rfície d e 
interface dos subsistemas. Os valores das propriedades 
termodinâ micas dos FCS's são apresentados na ta bela 4. 

As saliências referentes aos FCS's 4, 9, 14 e 43. 
indica m que a superfície está suficientemente afastada, 
de modo que o material a ser descarregado para o meio 
externo, ao atravessalá-la, estará e m total equilíbrio 
termodinâmico com o meio. 

Ao conjunto de mais de um FCS denomina-se LFCS 
(linked flow constrait system), sendo considerado como 
um sistema fi c tício. Para este sistema de cogeração define­
se os 8eguintes LFCS's: LFCS1 composto pelos FCS's 1 a 
4; LFCS2, pelos FCS's 5 a 9; LFCS3, pelos FCS's 10 a 14; 
LFCS4, pelos FCS's 15 a 39 ; e LFCS5, pelos FCS's 34,40 
e41. 

Interação Exergética . A interação exergética (e) é 
definida como o fluxo líquido de exergia que sai (produto) 
ou que chega (insumo) a um s ubsistema, conforme equação 
1. Seus va lores são aprese ntados na tabela 1 . 

(1) 

r------39 ----~~~-----------1 
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l i I 1 i 
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C- a.ldelra de~ 2 

D - - elelrloe 
E-tu~ 
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G • bomba de baixa prauo 
H - bomba de alta .,_.o 
1 - oonclenMdor 
J -lllnqu• 
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eguaeoondenudo 
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- - - - - •trtoldade 
rrorrt.lra 

Figura 1. Sistema de Cogeração Discretizado 

onde a exergia, para este caso , pode ser calculada por: 

17 

b = h - t 0 s (2) 

O conceito d e interação exergética possibilitou 
representar o sistema de cogeraçao pelo diagrama 
mostrado na figura 2. 

Matriz Incidência. A matriz incidência (I) (figura 3) 
é a representaçao matricial dos sentidos das interações 
exergéticas apresentadas na figura 2. 



Tabela 1. Características dos Fluxos 

T h Fluxo de k p rll Material 
o c 

bar ton/h MJ/ton 

1 25 1.00 60.44 13,376.00 lixívia 
2 25 1.00 0.12 42,877.33 óleo 
3 25 1.00 - o ar 
4 25 1.00 - o gases 
5 25 1.00 11.45 9,697.60 lenha 
6 25 1.00 7.13 10,533.60 casca 
7 25 1.00 0.27 42,877.33 óleo 
8 25 1.00 - o ar 
9 25 1.00 - o gases 

10 25 1.00 11.28 9,697.60 lenha 
11 25 1.00 7.02 10,533.60 casca 
12 25 1.00 0.24 42,877.33 óleo 
13 25 1.00 - o ar 
14 25 1.00 - o gases 
15 120 65.00 221.75 508.05 condensado 
16 270 13.00 5.82 2,973.50 vapor 
17 170 3.00 15.13 2,803.50 vapor 
18 450 65.00 201.39 3,292.00 vapor 
19 120 65.00 71.58 508.05 condensado 
20 270 13.00 1.92 2,973.50 vapor 
21 170 3.00 4.98 2,803.50 vapor 
22 450 65.00 66.31 3,292.00 vapor 
23 120 65.00 64.47 508.05 condensado 
24 270 13.00 1.69 2,973.50 vapor 
25 170 3.00 4.40 2,803.50 vapor 
26 450 65.00 58.61 3,292.00 vapor 
27 450 65.00 306.93 3,292.00 vapor 
28 270 13.00 115.95 2,973.50 vapor 
29 170 3.00 167.36 2,803.50 vapor 
30 39 0.07 23.62 2,572.00 vapor 
31 39 0.07 23.62 163.32 condensado 
32 25 1.00 170.40 104.80 líquido 
33 25.2 1. 20 170.40 105.64 líquido 
34 80 0.47 166.85 334.90 condensado 
35 59.5 0.40 360.80 203.50 condensado 
36 60 2.50 360.80 205.90 condensado 
37 170 3.00 32.02 2,803.50 vapor 
38 118 2.50 353.50 417.50 condensado 
39 120 65.00 353.50 420.00 condensado 
40 270 3.00 83.91 2,973.50 vapor 
41 170 3.00 111.90 2,803.50 vapor 
42 25 1.00 ~ o líquido 
43 25 1.00 - o líquido 

Eficiência. Define-se eficiência ( ~) como a relação 
entre a interaçao exergética que sai (produto exergético) 
e a interação exergética de chega (insumo exergético) em 
um sistema termodinâmico. O veto r Ei, composto pelos 
insumos exergéticos (ei), é obtido pela multiplícação da 
matriz Ii pelo vetar. interação exergética (E). A matriz Ii 
é obtida zerando-se todos os dígitos "-1" da matriz 
incidência. 

Ei =Ii E (3) 

I J I 
I I) IIKI IPI 

<tfCS3;e3-.<Ç) ~ào ::t~ ~--E_-·~- .151_~ fi:\. 
...... "' - &7 .. Gl "'/"' -··- o )~ 

e.· t9 ! . eZ\1 F!ye6 "' 
e13 e2 - e17 " - _.- - " ' 

INI .,LFCS21 ~8)----., FCS41 e2 ., a1 10• 

~ e" ~ 151 rGr~ /- 'r 151 -- "'"' -l·" " [Jio 
" 1 ., <"a 0 · ·-LFCS1• 
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•· A I _ _ ~ i:; I 

iLFCS5· I H I O) /: 

onde: ..,. ( .,·) 0" 
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Figura 2. Interações Exergéticas 
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Analogamente os produtos exergéticos ( ep) compõem o 
vetar Ep, resultante do produto entre a matriz Ip e o 
vetar interação exergética. A matriz Ip é obtida zerando­
se todos os dígitos "1" e tornando positivos os dígitos "-1" 
da matriz incidência. 

Ep = Ip E (4) 

Assim, a eficiência de cada subsistema, cujos valores são 
mostrados na tabela 2, é determinada dividindo-se seu 
componente de Ep pelo respectivo componente de Ei. 

~ = ep 
e i 

(5) 

Destruição de Exergia. A exergia destruída em um 
sistema termodinâmico é definida como sendo a diferença 
entre o ins,umo exergético e o produto exergético. 
Matricialmente define-se um veto r destruição ( D) composto 
pela exergia' destruída em todos os subsistemas. 

D = Ei - Ep (6) 

... ...... ....... ....... ....... ... • ........ ..... ..._ .................... ..._ ......................... ..., ................ ... ...................... '1'..._............ ........~ ........... F.. ,..__ ....... ..__. .......... 

n 
e . z US$/MWh e 

MJ/h MJ/h US$/h 

813.815,80 813.815,80 -1.521,85 0,09 
197.779,70 197.779,70 - 913,11 19,29 
193.568,60 193.568,60 - 913,11 19,44 
15.220,00 15.220,00 0,00 52,40 

135.695,50 255.067,70 - 610,10 30,78 
282,26 269,05 -o, 14 13,80 

1.750,54 1.627,68 -o, 24 14,74 
1.828,14 1.661,19 - 0,25 14,38 

56.905,07 o - 5,64 - 0,36 
4.315,05 o - 1,02 - 0,85 

16.465,09 o -0,22 - 0,05 
813.815,80 813.815,80 0,00 - 0,09 
197.779,70 197.779,70 0,00 19,29 
193.568,60 193.568,60 0,00 19,44 
490.598,30 813.815,80 0,00 11,32 
507.341,90 953.654,20 0,00 30,78 
162.264,40 197.779,70 221,54 43,77 
142.816,50 193.568,60 21,32 49,36 
107.781,60 203.343,90 1.059,63 50,32 
130.020,00 255.067,70 1.045,22 49,01 

143,14 269,05 0,00 30,78 
865,92 1.627,68 0,00 30,78 
883,75 1.661,19 0,00 30,78 

224.757,60 422.478,60 0,00 30,78 
282.584,30 531.175,70 0,00 30,78 
33.597,45 63.385,90 0,00 50,32 
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Figura 3. Matriz Incidência 
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ANÁLISE EXERGOECONÔMICA 

De nomina - se custo exergoeconômico o custo 
monetário de uma interação exergética . Ele é uma 
composição do cus to de investimento (ljl) e do custo 
de combustível (<f>). O custo de investimento é 
a presentado na ta bela 1 (Z a Z ) . O custo total dos 
combustíveis consumidos pbr c~~a caldeira pode ser 
determinado por: 

<f> = L (C !h) (7) 

Os custos exergoe conom1eos podem ser 
cal culados pela aplicação de balanço d e custos nos 
subsis temas, resultando em um s istema d e equações 
lineares, representado matricialmente por: 

Ill =- 'P (8) 

A equaçã o 8 não apresenta solução, pois a 
matriz " I" é r e tangular (mxn), sendo necessárias n­
m equações auxiliares, que são obtidas segundo as 
proposições de Valero (1986). 

Prop osição combu s tí ve l O c usto 
exergoeconômico r e lativo a um combustíve l é igual ao 
seu custo monetário. 

1t = <f> (9) 

Proposição laço - o custo exergoeconômico unitário 
de qualquer inte ração exergé tica que entra e sai do nó de 
origem de um ou ma is laços são iguais. 

(10) 

Proposição bifurcação- os custos exe rgoeconõmicos 
unitários são os mesmos para todas as interações 
e xe rgéticas que deixam uma bifurcação. 

(11) 

Assim, obtém-se um novo sistema de equações lineares que 
matricialmente pode ser repr•esentado por: 

(12) 

onde o vetor "Z" (tabela 1) e a matriz custo "A" (figura 4) 
são compostos pelas constantes e pelos coeficientes deste 
sistema d e equações, respectivamente. · 

Os cus tos exergoeconõmicos (tabela '1) foram 
obtidos pela solução da equação 12, através do método d e 
e liminação de Gauss. Essa equação também representa o 
diagrama d e cu s tos exergoeconõmicos (figura 5) . 

0001 o 00000000000 00 
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0000 o 00000001000 00 
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Figura 5. Custos Exergoeconômicos 

Tabela 3 Características dos subsistemas 

D ( D ( 
(MJ/h) (%) (MJ /h) (%) 

A 578.881 28,9 G 113 49,0 

B 120.346 39,2 H 2.967 48,1 

c 125.189 35 3 I 2.583 o o 
D o 100,0 J 440 0,0 

E 48.599 72 8 K 6.508 0,0 

F 6 51,0 LFCS4 45 .318 88,2 

CONCLUSÕES 

A análise exergética efetuada no sistema de 
cogeração demonstrou que as maiores perdas ocorrem nas 
caldeiras. Portanto, estes equipamentos devem ser objeto 
de estudos mais profundos. 

Os custos obtidos são coerentes, podendo, a priori, 
parecerem a ltos quando comparados com os valores 
praticados pelas empresas. Isto deve ao fato· de se ter 
custeado e m base exergética e não em base energética, 
como é feito atualmente. A explicação é que embora a 
exergia expresse a qualidade de um flu xo, quantitativa­
mente a exergia é menor que a energia, fazendo com que 
os custos unitários dos fluxos exergéticos sejam 
superiores aos custos unitários dos flu xos energéticos. 

O presente método possibilita a análise e o rateio 
dos custos de grandes centrais de utilidades com um 
mínimo esforço computacional, já que os cálculos 
matemáticos consistem de operações elementares de 
matrizes. 

o o o o o o o 
o o o o o o o 
o o o o o o o 
o o o o o o o 
0·1/e21 o o o o o 
o o ·1/e22 o o o o 
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o o o o o o o 

0000 o 00000000000 00 o o o o o 1/e24·1/e26 o 
0000 o 00000000000 00·1/e180 o o o o o ·1/e28 

Figura 4. Matriz Custo 
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Tabela 4. Custos dos Combustíveis 

Diesel 
eletricidade 
lixívia 
lenha 
casca 

115,66 US$/ton 
52,4 US$/MWh 

O US$/ton 
20 US$/ton 
O US$/ton 
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ABSTRACT 

This paper presents an application of an exergetic 
and matrix method of thermodynamic analysis and cost 
a lloca tion in a cogeneration plant of a pulp indus try. lt 
a ims to determine the exergetic flows and its related cost, 
as well as the efficience of equipme nt anel the destructed 
exergy in each equipment. Such a method provides a 
visual approach of the exergetic and economic fl ows 
throught diagrams of the cogeneration plant. 
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RESUMO 
#as sJderurg1cas pmduzem-se gases combus!ivei,· como o _,fdS de mr;uena e o gas de a/lo fomo. de 

!mpor/JncliJ /lO Ód/a/JÇ'O f lle![,'e!Jco destas p/aflldS f'm funçào ddS r/J:)jJOiliÓÍ!JdadeS. SàO empregadas 
misturas de composiçâ'o varúvel destes gdses. r;ueJ!Ildda.>' em fomos e mlde;ras #este lrdbalóo apresenta­
se uma anal!::,? exer:_l,'dira da cornbuslào destas mJsiurdS. vi<>ando delerm;nar a Jrreversibil!dade associada d 
reaçâ'o de combusüo e o ar. e avdl!ando o eft?J!o do ncesso de ar. do ennqtJeC!inenlo do ar de combusüo 
com OXlfÉ'Il!O t' da compoSJfdO da mJS!ura. 

INTRODUÇÃO 

Os gases siderúrgicos, produzidos no 
processo de fabricação do ferro gusa e do 
aço, tem grande importância no âmbito das 
usinas siderúrgicas, como fonte de 
energia em fornos e caldeiras. Em sua 
utilização podem ocorrer alterações na 
composição, serem misturados entre si, 
queimados com ar enriquecido de oxigénio, 
sofrerem pré-aquecimento, etc .. Diante 
destas variações, torna-se oportuno 
sistematizar e analisar, inclusive com 
auxílio do método exergético, sua 
combustão. Do ponto de vista da Primeira 
Lei da Termodinâmica, praticamente não se 
perde energia no processo de combustão; 
porém pela Segunda Lei se observa grande 
irreversibilidade e portanto, destruição 
de exergia, justificando a aplicação do 
método exergético para sua avaliação. 

PRODUÇÃO DE GASES SIDERÚRGICOS 

A redução do minério de ferro num 
alto-forno(AF) é obtida com auxílio . de um 
gás redutor formado dentro do próprio AF, 
contendo CO e H2 que flui através do 
leito poroso composto por camadas 
sucessivas de coque e sinter, no caso de 
um AF a coque, a situação mais freqüente. 
o sinter, que é o minério de ferro 
aglomerado, ao entrar em contato com o 
gás redutor, perde oxigénio, isto é, se 
reduz. Tal reação é essencial para a 
produção de gusa. Como somente parte do 
CO e H2 participam das reações de 
redução, o gás de alto forno (GAF) que 
sai no topo ainda contém co e H2 , seus 
componentes combustíveis. O gás de 
coqueria (GCO) é um subproduto da 
coqueificação do carvão, isto é, da 
destilação do carvão nos fornos de uma 
coqueria, na ausência de oxigénio. Em 
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média, para cada tonelada de carvão, uma 
coqueria produz 780 Kg de coque, 150 Kg 
de GCO, 32 Kg de alcatrão, 10 Kg de 
benzol e 3 Kg de amônia (ABM, 1984) .A 
produção de GCO, em termos energéticos, 
corresponde a cerca de 20% dos produtos 
que saem da coqueria. 

De menor importância tem-se ainda o 
gás de aciaria (GAC), gerado em aciarias 
empregando o processo "LD", como um 
subproduto do refino da carga (gusa, 
sucata e adições diversas) de um 
conversor, através do sopro de oxigénio 
puro na carga líquida. Esse processo 
desprende enorme quantidade de um gás 
rico em monóxido de carbono (CO) e grande 
quantidade de poeira. Sabendo-se que o 
teor de co varia durante o sopro, a 
composição final do GAC depende do 
desempenho do sistema de recuperação do 
gás. Devido à grande variação em sua 
composição e em sua taxa de produção, 
este gás não é sempre utilizado para fins 
energéticos e não será abordado nos 
resultados apresentados neste trabalho. 

As composições volumétricas típicas 
do GAF, GCO e GAC, são dadas na Tabela 1 
(ABM, 1984). Esses gases, antes de serem 
usados, sofrem um processo de limpeza, 
que pode ser por via úmida (lavadores) ou 
por via seca, e de um modo geral podem 
ser considerados saturados, já que o teor 
de umidade é elevado em ambos os casos e 
estes gases são resfriados ao longo da 
tubulação. Assim, a energia térmica con­
tida nestes gases é função também da tem­
peratura ambiente, que determina as con­
dições de saturação. A Figura 1 mostra a 
variação do poder calorífico inferior em 
base úmida saturada para os gases side­
rúrgicos e Tabela 2 apresenta algumas ca­
racterísticas destes combustíveis 
( Dona te 11 i , 19 9 3 ) . 
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Figura 1 - Poder Calorífico Inferior de 
Gases Siderúrgicos, em base úmida 

saturada 

Tabela 1 - Composição dos Gases 
Siderúrgicos, (% em volume) 

componente GAF GCO GAC 

oxigênio 0.10 0.30 
~onóxido de carbono 21.60 6.00 60.40 
~ióxido de carbono 23.40 1. 34 15.10 
nitrogênio 52.30 1. 81 21.20 
hidrogênio 2.70 63.16 3.00 
su1f. de hidrogênio 0.09 
~etano 23.72 
acetileno 0.08 
eteno 2.15 
etano 0.77 
propano 0.13 
benzeno 0.65 

Tabela 2 - Propriedades de Gases 
Siderúrgicos, em base seca 

propriedade GAF GCO GAC 

PCI (kcal/Nml ) 721. 4528. 1900 

densidade (kg/Nm3 ) 1. 385 0.417 1. 323 

MÉTODO EXERGÉTICO APLICADO À COMBUSTÃO DE 
GASES SIDERÚRGICOS 

A combustão, é um fenômeno físico­
químico complexo, que se processa 
apresentando a formação de substâncias 
químicas intermediárias, dissociação dos 
produtos e dependência da geometria e da 
temperatura das paredes da câmara de 
combustão, da mistura efetiva entre o ar 
e o combustível, entre outros fatores, 
para um bom desempenho. A análise 
exergética da combustão de gases 
siderúrgicos aqui desenvolvida apoia-se 
em algumas simplificações em relação ao 
processo real, já que seu objetivo é 
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avaliar a influência de alguns 
parâmetros, como o excesso de ar, o 
enriquecimento com oxigênio do ar de 
combustão, da temperatura de pré­
aquecimento do ar de combustão e do 
combustível e da mistura dos gases 
combustíveis sobre o rendimento 
exergético da combustão. Assim, o sistema 
de combustão idealizado incorpora os 
processos de mistura da mescla 
combustível e o ar, além da reação de 
combustão propriamente dita, ambos 
processos irreversíveis e portanto 
destruidores de exergia. Desta forma, por 
eficiência exergética entende-se a 
relação entre a exergia recuperada e o 
consumo de exergia no volume de controle 
mostrado ~a Figura 2. 
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Figura 2 - Sistema de combustão para a 
análise exergética 

Para os cálculos da exergia dos ga­
ses e dos produtos de combustão adotou-se 
a formulação corrente na literatura, con~ 

forme Bejan(1988) e Szargut (1988). É re­
levante observar que a exergia de um com­
bustível compõem-se de duas parcelas: a 
variação de energia livre de Gibbs entre 
os produtos (gases de combustão) e os re­
agentes (ar e combustível) e a exergia 
associada à diferença de concentração dos 
produtos de combustão, relativamente a 
composição de referência do ambiente. A 
primeira parcela possui uma magnitude 
próxima ao poder calorífico inferior, 
contudo a agregação da segunda parcela, 
correspondente à exergia de dissolução, 
tende elevar valor da exergia química do 
combustível, em função de· sua composi­
ção. De todo modo esta contribuição não é 
muito significativa, especialmente para 
os gases siderúrgicos (Kotas, 1985). Como 
a valorização exergética dos efeitos di­
fusivos nem sempre é adotada, neste 
trabalho optou-se por apresentar resulta­
dos considerando a exergia do combustível 
incluindo ou não o componente associado a 
composição dos gases de combustão. Deta­
lhes sobre a formulação empregada para as 
reações de combustão podem ser encontra­
dos em Donatelli ( 1993), onde se desen­
volve uma abordagem generalizada conside­
rando a queima de GAF, GCO e GAC e se 
apresenta o programa computacional empre­
gado para a obtenção dos resultados des­
critos a seguir. 

... 



Efeito da composição do gás 
combustível. Os cálculos foram efetuados 
para várias combinações de teores de GAF 
e GCO, buscando-se reproduzir as 
condições usualmente observadas em usinas 
reais, conforme a campos ição apresentada 
na Tabela 1. Aumentando-se a participação 
do GCO no combustível, como pode ser 
observado na Figura 3, o rendimento 
exergético determinado desprezando-se a 
exergia química associada à diferença de 
concentração cresce ligeiramente no 
início, até 30% de GCO, diminuindo sua 
taxa de crescimento para participações 
maiores de GCO no combustível, enquanto o 
rendimento exergético considerando a 
exergia total apresenta um crescimento 
relativamente menor. A variação 
apresentada para o temperatura adiabática 
de chama é naturalmente um efeito do 
maior poder calorífico do GCO. 

Visto que nas instalações existentes 
a exergia térmica é mais interessante, 
pode-se, em principio, dizer que a zona 
mais interessante para incremento da 
participação de GCO no combustível vai de 
O a 30%, o que de certa forma já é 
atendido pelas disponibilidades relativas 
em uma siderúrgica real (ABM, 1985). 
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Figura 3 - Comportamento exergético da 
combustão em função do teor de GCO na 

mistura GAF/GCO 
Excesso de ar na combustão. Essa 

variável é de grande importância para a 
obtenção de bons níveis de desempenho no 
equipamento térmico que utiliza a mescla 
combustível. Levando-se em conta que a 
mistura de gases pode ser feita com 
relativa facilidade, o excesso de ar foi 
estudado até 30%, em relação ao 
estequiométrico, para algumas situações 
de composição da mescla combustível. 
Observa-se na Figura 4 que, como 
esperado, aumentando-se o excesso de ar 
na combustão provoca-se a diminuição da 
temperatura adiabática de chama e do 
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rendimento exergético. Este efeito é mais 
prejudicial quanto maior a participação 
do GCO no combustível, pois para este gás 
é requerido maior volume de ar de 
combustão, proporcionalmente ao GAF. 
Desta forma, seria lógico recomendar um 
excesso de ar nulo, porém como na 
combustão real a mistura ar/combustível 
não é realizada com perfeição e a reação 
deve ocorrer em um tempo finito, sempre é 
necessário trabalhar com algum excesso de 
ar, que normalmente é ajustado para 
evitar fuligem na chaminé e a presença de 
monóxido de carbono (CO) nos gases da 
combustão. 

É interessante observar que o efeito 
exergético da concentração dos gases 
influi de modo distinto conforme o 
combustível. O rendimento exergético, 
considerando a exergia total, para O% de 
GCO no combustível, torna-se maior que o 
mesmo rendimento exergético para 10% de 
GCO a partir de 16% de excesso de ar na 
combustão. Como no caso do rendimento 
baseado exclusivamente na energia livre 
de Gibbs este comportamento não se 
observa, o responsável é provavelmente a 
variação da exergia qu~m~ca devido à 
diferença de concentração dos componentes 
em relação ao meio ambiente. 
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Figura 4.- Desempenho exergético da 
combustão em função do excesso de ar 

Enriquecimento do ar de combustão 
com oxigênio. Freqüentemente nas usinas 
siderúrgicas existe disponibilidade de 
oxigênio, que se não for utilizado será 
venteado para a atmosfera. Assim, deve 
ser considerada sua utilização nos 
sistemas de combustão dos gases 
siderúrgicos. A injeção de oxigênio no ar 
de combustão apresenta grande influência 
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no rendimento exergético da combustão e 
na temperatura adiabática de chama. Tal 
influência torna-se maior quanto mais GCO 
for usado no combustível, conforme pode 
ser visto na Figura 5, pois como já 
observado o maior requerimento de ar 
deste combustível o torna mais sensível 
às variações associadas ao ar de 
combustão. 
,.,_, 
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EXC. DE AR NA COMBUSTÃO 
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Figura 5 - Comportamento exergético da 
combustão em função do enriquecimento do 

ar de combustão 

CONCLUSÕES 

A aplicação do Método Exergético no 
estudo da combustão dos gases siderúrgi­
cos permite determinar quanti ta ti vamente 
as irreversibilidades associadas a este 
processo, e avaliar o efeito de medidas 
de racionalização energética, como o con­
trole do excesso e o enriquecimento do ar 
de combustão. De um modo geral, nas di­
versas condições estudadas para a combus­
tão das misturas de gases siderúrgicos, 
foram observadas perdas entre 20 e 30% da 
exergia química do gás combustível, sendo 
que a elevação do teor de gás de coqueria 
tende a reduzir o desempenho exe~gético 
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da combustão. Por restrições de espaço, 
não foram apresentados outros casos estu­
dados através do programa, como influên­
cia da umidade do ar, que frente à varia­
ções de 10 a 100% na umidade relativa, 
induz à decrementos da ordem de O, 4% no 
rendimento exergético e o pré-aquecimento 
do ar , que para elevações de temperatura 
de 100 °C permite elevar o rendimento da 
combustão em aproximadamente 2%. 

O presente trabalho apresenta inte­
resse imediato na avaliação de fornos e 
caldeiras no ambiente siderúrgico e sua 
implementação computacional permite in­
clusive a adoção de rotinas de controle 
baseados em seus resultados. 
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ABSTRACT 
In stell mills are produced by­

product gases of medium and low heating 
value, pespectively coke oven gas and 
blast furnace gas, of importance ln the 
energy balance of these plants. Depending 
on the availabilities, one uses mixtures 
with variable composition of these gases, 
generally burned in power boilers and 
furnaces. In this paper, an exergy 
analysis of combustion systems using 
these mixtures is presented, allowing to 
determine the exergy losses and the 
influence of air excess, oxigen 
enrichment ln combustion air, preheating 
of combustion air and fuel gas and gas 
mixture composition. The results are 
presented based on actual plant data. 
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SUMÁRIO 

Este artigo faz uma abordagem economico social do uso dos 
aquecedores de passagem para aquecimento de água residencial, 
apresentando diversas implicações suscitadas pelo momento atual. 
É realizada uma análise economico, ecológica e social e a 
comparação com o uso da energia solar. 

INTRODUCAO 

Verifica-se num futuro próximo um risco de 
déficit de Energia Elétrica, sobretudo se o 
Brasil sair da recessão econom1ca. Quando a 
economia voltar a crescer haverá um aumento de 
consumo que não poderá ser atendido pelas 
usinas hidrelétricas e térmicas existentes . O 
crescimento do consumo de energia elétrica é 
superior ao crescimento do PIB. Em 199 2 , 
enquanto o PIB caiu 0,9%, o consumo de energia 
cresceu 3, 9 %. . 

Para acompanhar a média anual de 5% de 
crescimento do consumo de energia elétrica, são 
necessários investimentos no setor de US$ 6 
bilhões anuais. É conhecida a falta dinheiro 
público para investimento no setor. Em 1993, a 
Eletrobrás, investiu somente US$ 1,4 bilhão em 
lugar dos US$ 2,3 bilhões previstos. 

Sabendo que o custo marginal de longo 
prazo de instalação da eletricidade no Brasil 
é de US$ 2. 500/kWh , e que o potencial de 
instalação de grandes usinas hidroelétricas na 
regiã o sudeste encontra-se praticamente 
esgotado, medidas preventivas devem ser tornadas 
imediatamente de modo a evitar o colapso do 
sistema energético. A conservação de energia é 
economicamente mais interessante do que novos 
investimentos. 

O setor residencial (53599 GWh em 1993) 
representa cerca de 24 % do consumo total de 
energia elétrica no Brasil (220571 GWh em 
1993), dos quais 16 a 26% são utiliza dos para 
o aquecimento de água (CESP 1980, CEMIG 1991) . 
Além disso, existe um problema de pico de 
consumo nas redes elétricas, que ocorre 
dia r iarnente no período entre 1 7h e 21h. o 
perfil da demanda de energia elétrica no Brasil 
para um dia t í pico de c onsumo , é apresentado na 
f i gura 1 (ELETROBRAS 1994). 

A razão deste pico é o acendimento de 
luzes devido ao início da noite e o hábito 
brasileiro de se tornar banho diariamente nesse 
horário (Figura 2, CEMIG 1991). Isso faz com 
que os aquecedores de água de passagem 
(chuveiros elétricos residenciais), sejam um 
fator agravante desse pico no consumo, 
representando nesse período , cerca de 8,5% da 
demanda total de energia elétrica (CEMIG 1991). 
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Figure 1. Carga típica por região (16/03/94) 

Este pico de consumo aumenta o custo dos 
sistemas de geração e distribuição de energia, 
que devem ser dimensionados para atender a 
demanda destes momentos, e não para a média de 
consumo registrada nas demais horas do dia. 

A redução deste pico, permite uma melhor 
utilização dos recursos elétricos, de modo a 
distribuir a carga durante todo o dia e não 
sobrecarregar o sistema. Para diminuir este 
pico, devem ser tomadas atitudes no sentido de 
reduzir a demanda de eletricidade em iluminação 
e no aquecimento de água. As principais 
estratégias recomendadas são: 

1) Uso de medidores de tarifação 
diferenciada. 

2) Uso de lâmpadas económic as: 
fluorescentes, halógenas. 

3) Mudança dos padrões (normas) de 
iluminação para valores mais conservativos. 

4) Uso de fontes alternativas de 
aquecimento de água. 
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Figura 2. Hábitos de uso do chuveiro elétrico 
no Brasil 



ANALISE ECONÓMICA: O CUSTO DO CHUVEIRO ELÉTRICO 

O setor residencial brasileiro consome 
aproximadamente 4 O% de toda a eletr i cidade 
produzida no país, sendo portanto alto o preço 
da ineficiência. No Brasil o aquecimento de 
água para uso domiciliar é realizado 
basicamente por energia elétrica, através de 
equipamentos de passagem (chuveiros elétricos 
e aquecedores centrais 75%). Cada chuveiro 
possui um consumo médio de 28kWhfrnês, ou 9 
Kwhfrnêsfpessoa (CEMIG, 1983). 

Muito se tem falado do aspecto social da 
energia elétrica . Hoje para instalação de um kW 
de eletricidade no Brasil, são necessários 
investimentos da ordem de US$ 2.500 entre 
produção, transmissão e distribuição. O fator 
de utilização dos chuveiros elétricos no 
horário de pico é de 20%. Cada chuveiro que se 
deixa de instalar posterga um investimento no 
setor elétrico de US$ 2.000,00 (2500 US$/KW * 
20% * 4kW). 

As tabelas abaixo mostram os principais 
chuveiros elétricos e aquecedores de passagem 
existentes no mercado nacional. Ela mostra o 
menor preço encontrado no comércio varejista e 
principais jornais de São Paulo, Rio de Janeiro 
e Belo Horizonte, no período de Maio a Junho de 
1994. A não ser especificação em contrário, 
referem-se a equipamentos de 127 Volts. 

Ta~ela 1 - Chuveiro• alitricoe 

KARCA MODELO watt e UB$ 

Cardal Ducha Standart 5100 104,00 
cardal Ducha cromada 5100 177,00 
Carona Ducha standart ss 4250 8,20 
carona Ducha Carona II 4250 18,00 
carona Ducha Status Cromada 4250 20,00 
Carona Ducha 4 EstaçOes Blindada 6500* 77,50 
Carona Banho Total 6500* 210,00 
Fama Super Ducha 4200 

7. 50 I Fame Ducha JD Jato Dirig1vel 4200 28,00 
Fame Jato Forte 4200 180,00 
Fame Chuveiro Tradicional 4200 34,00 
Jauense Chuveiro Robot 5100 3 8 , 00 
KDT Ducha Iguaçu 8800* 112,00 
Lorenzetti Haxi Ducha Plus 4400 7,50 
Lorenzetti Dutoha LorenDuxa 5400 22,00 
Lorenzetti Ducha Jet Set 4400 32,50 
Lorenzetti Ducha Jet Haster 5400 115,00 
Lorenzetti Ducha jet Turbo 5400 133,00 
Lorenzetti Chuveiro Tradiçao 4400 42,00 

Ta~ela 2 - Aquecedores da passagem 

KARCA MODELO Watts UB$ 

Cardal Central 6000 B 8200* 210,00 
Cardal Central 4000 BX 7800* 190,00 
Cardal Individual 5100 137,001 
Cardal Hidromassagem 5200 192,00 
carona Torneira Elétrica PVC 4250 26,00 
Coro na ~quecedor 6500* 
Fame Torneira Elétrica Cromada 4200 37,00 
Fame Aquecedor Metálico 4200 95,00 
KDT Aquecedor central Eletr. 8800* 274,00 
KDT Aquecedor Eletr. Hidrom. 8800* 289,00 
Lorenzetti Torneira Elêtrica PVC 4000 24,00 
Lorenzetti Torneira Elétrica cromada 4000 57,00 
Lorenzetti Haxi Aquecedor 4000 31,00 
Lorenzetti Aquecedor Hidromassaqem 4000 35,00 

... --·· 220V 

Pode-se notar que todos os equipamentos 
possuem potência nominal superior a 4000W. Em 
1983 a potência nominal dos chuveiros era 3000W 
e a real era 3600W (CEMIG, 1983). 
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ANALISE ECOLÓGICA 

"Todos têm direito ao meio ambiente 
ecológicarnente equilibrado, bem de uso comum do 
povo e essencial à sadia qualidade de vida, 
impondo-se ao Poder Público e à Coletividade o 
dever de defendê-lo e preservá-lo para as 
presentes e futuras gerações". Artigo 225 da 
Constituição do Brasil. 

A energia hidráulica supre 5 % do consumo 
energético mundial. O Brasil tem um perfil 
energético muito particular: a eletricidade é 
responsável por 40% do balanço energético, dos 
quais 96% são gerados por hidroelétricas. 

Toda tecnologia energética tem seu impacto 
ambiental. Os recursos hidráulicos são 
geralmente considerado corno o modo mais limpo 
de se produzir eletricidade. Mas esta 
utilização não é totalmente incólume sobre o 
meio ambiente. 

A solução brasileira para a geração de 
energia elétrica tem sido a construção de 
grandes barragens (onde os problemas ecológicos 
são bem mais sérios), em detrimento do 
aproveitamento de pequenas quedas ou linhas 
d'água. 

Tabela 3. 

Superfície necessária para I 

produção de eletricidade (EDF 82) , 

Fonte 4e Energia m2/Kw I 

Hidráulica 225 
Eólica 207 
Solar 37,5 
Fossil (carvão, petróleo) 7,2 
Nuclear 3,1 

Aquecimento Solar 10,0 

A construção de reservatórios de 
acumulação de água provoca urna gama 
significativa de impactos ao meio ambiente. Os 
impactos físicos são relativos às 
características geológicas (elevação do nível 
freático nas proximidades do reservatório, 
favorecendo a erosão), geomorfológicos 
(possibilitando a ocorrência de abalos 
sísmicos), pedológicos (alterando a capacidade 
de uso dos solos), climáticos (alterando o 
microclima), hídricos (mudando o regime de 
escoamento do corpo de água) e as conseqüentes 
aliterações no ecossistema aquático, influindo 
sobre a qualidade da água e devido à estaqnação 
das águas o desenvolvimento de um habitat 
favorável à proliferação de vetares de 
enfermidades endémicas tais corno a mosquitos, 
malária, a esquistossomose etc (Hespanhol 
1984) . 

A inundação de grandes áreas de solos 
férteis pelas represas das barragens deve ser 
examinada com atenção. É necessário analisar a 
perda de utilização destes solos em relação ao 
valor da energia produzida. Por outro lado, os 
aluviões, ricos em matérias minerais e 
orgânicas, retidos ao nível da barragem, não 
fertiliza mais as zonas agrícolas na vazante 
durante as cheias. O exemplo clássico dos 
ecologistas são os efeitos da barragem de 
Assuarn sobre o curso inferior e o delta do Rio 
Nilo. Os efeitos das grandes barragens 
Brasileiras sob o regime de escoamento das 
águas, merecem ser estudados. 

_.-........ 



Os custos sócio-ambiental do deslocamento 
de populações ribeirinhas, desmatamentos, 
alteração no ecossistema e perda de terras 
férteis também deve ser quantificados. 

Assim, a utilização da energia solar pode 
reduzir muito o impacto ambiental da geração de 
energia. Como a eletricidade é progresso, a 
energia solar pode também interiorizar o 
desenvolvimento, sendo levada ao campo sem 
necessitar o investimento em redes de 
distribuição. 

ANALISE SOCIAL 

O conceito tradicional a função da 
Engenharia é projetar e produzir produtos 
tecnológicos, eficientes, econom1cos e 
perfeitos tecnicamente. Entretanto, hoje surge 
um novo paradigma, denominado ecológico-social, 
onde a função da engenharia é procurar resolver 
os problemas do homem na sociedade, utilizando 
os conhecimentos científico e tecnológicos no 
contexto social. 

A avaliação dos equipamentos térmicos é 
normalmente realizada somente a partir de uma 
análise tecno-economica. Os custos sociais e 
humanos não são computados no custo-beneficio 
imediatamente relacionados com o resultado 
financeiro. A análise do custo do chuveiro 
elétrico não deve ser realizada somente pelo 
custo do equipamento. Os custos de geração e 
transmissão também devem ser considerados. Como 
é a sociedade que arca com o custo da 
instalação do sistema energético, é necessária 
uma análise social do seu uso. 

Como estes custos são socializados, a 
sociedade deve interferir no seu uso. o 
chuveiro elétrico é um equipamento de uso 
individual, de grande demanda energética. É um 
dos símbolos de conforto da classe média 
Brasileira. Ao contrário da tendência mundial, 
tem-se verificado nos últimos anos um consumo 
crescente de energia no setor residencial 
Brasileiro. No período de 1980 a 1990, o 
consumo de energ1a cresceu 75%, enquanto o 
número de domicilies aumentou em apenas 44%. A 
expansão do uso e aumento da potência dos 
chuveiros elétricos é uma das causas. 

COMPARAÇÃO DA ENERGIA SOLAR COM OS CHUVEIROS 
ELÉTRICOS 

Sendo a energia solar uma forma renovável 
não poluente e abundante no Brasil, ~ace às 
suas características de pais tropical, 
pretende-se que seja alcançado um uso mais 
intensivo dessa energia. A densidade média 
anual da energia solar incidente sobre o Brasil 
é de 200 Wfm2, atingindo valores de 220 Wfm2 
numa faixa junto ao litoral nordeste e 170 Wfm2 
no sul. A energia solar total incidente 
ultrapassa bastante as nossas necessidades, mas 
ela é difícil de captar, concentrar e 
armazenar. 

Pesquisas tem sido realizadas visando a 
conversão direta da energia solar em 
eletricidade, mas os resultados continuam 
modestos. No inicio de 70, quando as células 
solares eram produzidas com as mesmas técnicas 
e os mesmos materiais nobres utilizados para 
fabricação de dispositivos da microeletrônica 
(silício monocristalino, titânio, p'aládio, 
prata etc) o custo do kW pico (que corresponde 
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ao máximo da potência 
diário, sol no zenite) 
pico. 

produzida no ciclo 
era de US$90. 000 /kW 

Com a utilização de processos alternativos 
aos da microeletrônica, materiais de menor 
conteúdo energético (silício policristalino) e 
materiais com propriedades eletroóptica 
projetadas para a conversão fotovoltaica como 
as ligas de silício amorfo hidrogenado, o preço 
do kW pico tem constantemente diminuindo, 
chegando a US$3000 a US$4000/KW pico, 
considerando produções na faixa de MW pico. Há 
projeções que o custo seja reduzido abaixo de 
US$1000/kW pico ainda nesta década (Impactos 
1992). 

A aplicação mais facilmente realizável da 
energia solar é a captação da mesma por meio de 
coletores solares visando transformá-la em 
energia térmica para aquecimento direto de 
água, ou ainda gerando vapor para produzir 
eletricidade num ciclo termodinâmico. o 
desenvolvimento da energia solar tem 2 frentes 
de pesquisa: redução do custo do coletor e 
sistemas adequados de armazenamento. 

A vantagem da energia solar reside no fato 
que não sendo necessário transportá-la, ela 
permite satisfazer a necessidades pontuais de 
pequena importância, sobretudo em escala 
residencial. Mas como não pode suprir todas as 
necessidades e usos, uma outra fonte de energia 
complementar (eletricidade, gás etc) deve ser 
sempre utilizada. 

O Brasil recebe insolação suficiente para 
o funcionamento correto dos sistemas de 
aquecimento solar. os maiores índices de 
insolação ocorrem geralmente nos meses frios 
quando a nebulosidade é menor e quando é maior 
a necessidade de aquecimento de água. 

Conhecendo essa realidade, é evidente que 
a utilização da energia solar, em substituição 
do sistema convencional aquecimento de água 
residencial, ameniza o pico de demanda de 
eletricidade e, por conseguinte, gera uma 
economia dos investimentos governamentais para 
atender essa demanda acentuada num curto 
período do dia. 

O custo de um sistema de aquecimento solar 
para 4 pessoas é apresentado na tabela 4. 
Podemos notar que é um investimento muito 
inferior ao custo marginal da eletricidade. 
Entretanto, do ponto de vista do usuário, o uso 
dos coletores planos tradicionais para fins 
industriais e doméstico é inviabilizado pelo 
longo prazo de retorno do investimento, cerca 
de 7 anos (A.A.E. 1989), o que a cada dia é 
mais inviável devido à diminuição do poder 
aquisitivo da classe média. 

Tabela 4. 

SISTBXAS SOLARES (4 p•••oa•l 

Marca Coletor Re•ervat6rio llet Auz US$ * 
Arkeo1 4m2 4001 fibrocimento 3kW 979,00 
Ena1ter 4m2 4001 inoxfalum. 3kW 1.100,00 
Hypersol 4m2 4001 inoxfalum. 2kW 1.040,00 
Pantho 4m2 4001 inoxfalum . 2kW 1.126, 00 
Térmica 4m2 4001 inoxfalum. 3kW 999,00 
Tum a 4m2 4001 inoxfa1um. 3.5kW 1. 200,00 
* Preço otal 1nsta1aao. 



CONCLUSÕES 

A conservação dos recursos elétricos é 
prudente e deve ser encorajada. Entretanto a 
conservação sozinha não resolve o problema. 
Conservar significa aumentar a eficiência na 
utilização da energia e renunciar à prestação 
de serviços de energia. A primeira 
possibilidade é um problema de ordem técnica, 
ao passo que a segunda é mais de ordem 
político-administrativa. Sem medidas 
restritivas poucos estão dispostos a renunciar 
aos padrões conquistados e à qualidade de vida 
correspondente. 

É falsa a idéia que a introdução de toda 
e qualquer fonte de energia alternativa, conduz 
a sistemas mais de uso mais intensivo de 
capital. Isto também se aplica às chamadas 
tecnologias limpas. A crescente necessidade de 
c a pi tal, só pode ser suprida através de uma 
diferença crescente entre a produção e o 
consumo. 

o uso de eletricidade para aquecimento de 
água deveria ser proibido nos aquecedores de 
passagem. Isto só é viável com a proibição da 
fabricação e instalação e utilização destes 
equipamentos. Somente poderia ser permitido com 
o uso de acumuladores (boilers) , que possuem um 
consumo médio de 500 .W. Além de diminuírem a 
sobrecarga nos horários de pico, como a 
corrente consumida é menor, são mais seguros. 

Considerando que o custo marginal de longo 
prazo é o custo mínimo de expansão do setor 
elétrico, o concessionário pode negociar com o 
usuário um sistema de aquecimento de água até 
o valor que ela própria incorreria na expansão, 
ou seja o custo marginal. Assim qualquer 
equipamento de aquecimento de água de custo 
total inferior a US$ 2000,00 é preferível ao 
chuveiro elétrico. Os sistemas de aquecimento 
de água por energia solar podem e devem ser 
financiados pelas concessionárias de 
eletricidade. 

Levando-se em conta, entre outras 
características, que: a) esta fonte energética 
não apresenta emissões de C02 ou de outra 
natureza, b) não provoca a inundação de vales 
férteis, c) pode gerar energia em locais 
próximos das fontes de uso, não necessitando de 
longas linhas de transmissão, conclui-se que os 
impactos ambientais são mínimos. 

Deve-se criar um meio de inviabilizar o 
uso dos aquecedores de passagem e chuveiros 
elétricos, seja por proibição ou por imposto 
alto. 

o governo permite o uso de aquecedores de 
passagens, por uma visão equivocada do aspecto 
social da eletricidade. A aplicação dos 
recursos acima citados na construção de 
moradias populares, seria de um retorno social 
muito maior do que o uso de chuveiro elétrico. 
O custo de construão de uma casa popular é 
entre US$15,00/m2 a US$60,00fm2

• os os kits de 
casa de madeira pré-fabricada, produto típico 
da classe média, estão na ordem de 
US$130, OO/m2

• 
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SUMMARY 

This paper discusses the social and 
economic aspects of direct water heating 
equipment intended for domestic use. The 
analysis of the problem involves economic, 
ecologic and social parameters, which are 
related with the solar energy use. 
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INIRODUCTION 

The superconducting heavy-ion linear accele­
rator, LINAC, will be used as a booster for the exis­
ting Pelletron accelerator at the University of São 
Paulo, Brazil1 At the first phase of the project it will 
be assembled one superconducting buncher, two 
ccyostats and one superconducting rebuncher. The 
first ccyostat has three low beta resonators and four 
high beta resonators, to run at synchronous 
velocities of 0.06 and 0.105 times the velocity of 
light. respectively. This ccyostat has also three 
superconducting solenoid focusing magnets. The 
second ccyostat has six resonators (all high beta) 
and three superconducting solenoid focusing 
magnets, the buncher and the rebuncher have one 
low beta and one high beta resonators respectively. 2 
These resonators are already being under 
construction at Argonne National Laboratory. 

RB=IIGERA TOR 
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The ccyogenic system of the LINAC must 
supply continuous cooling at temperatures as low as 
4.4 K during long periods of time. It will be used a 
forced circulation liquid helium cooling from the 
refrigerator, through liquid-nitrogen-shielded valve 
boxes and Unes, to the superconducting elements. 
The closed-cycle helium system, which may be 
operated in a wide variety of conditions, consists of 
a CCI CRYOGENICS refrigerator that nominally 
yields 300 Watts of cooling or, altematively, 
liquefies 75 L per hour of helium3 (if no liquid 
nitrogen pre-cooling is used), a 1000 liter dewar 
with a built-in heat exchanger coil. a 46 me helium 
gas storage tank. three distribution boxes with 
valves, heat exchangers, and transfer line ports, 
connected by around a 30 m long Uquid-nitrogen­
shielded coaxial distribution Unes. A schematic 
diagram of the main cooling system components is 
shown in Figure 1. 

BY- PASS VALVE 

DEWAR 
1000L 

BUNCHER CRYOSTAT A CRYOSTAT 8 REBUIICHER 

Figure 1. Cooling system helium fiow diagram 
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The thermodynamic analysis is a very impor­
tant tool to permit the operation of the system in a 
efficient way. With the exergy concept, 4 it is 
possible to optimize the thermal design of the 
equipments and the processes of the cycle 
involved !I This paper uses the exergy concept to 
analyze the cryogenic system of the LINAC and also 
to evaluate each componente, in order to use them 
in the most efficient way. It is defined a method 6 
and through the exergy balance of the cooling 
system, it is identified the main sources of 
irreversibilities. lt is also presented an exergy­
enthalpy diagram for the helium, showing the main 
thermodynamic processes of the cryogenic plant 
and the exergy losses. 

CRYOGENIC SYSTEM DESCRIPTION 

The helium circuit is shown in the diagram of 
Figure 1 and the helium conditions at corres­
ponding points around the circuit are given in the 
pressure-enthalpy diagram in Figure 2. The scheme 
used to control the quality of the outgoing stream in 
this system is similar in some aspects to that used 
in ATLAS superconducting heavy ion accelerator, at 
Argonne National Laboratory.7 The main differences 
are in the thermodynamic conditions and the 
necessity of a maín valve box to divide the flow in 
two parts. The outgoing stream is held at a higher 
pressure and temperature than the returning 
stream. The pressure is dropped through a J-T 
expansíon valve at Valve Box A. and the cooler 
returning, two-phase stream picks-up heat from the 
outgoing stream. The outgoing stream boils in 
Cryostat B, and is then condensed and sub-cooled in 
the heat exchanger located in the Valve Box B, 
before entering the Cryostat A The use of sub­
cooled flow directly from the refrigerator and the 
sub-cooling of the flow by a coil in the dewar, that 
receíves the returning flow, are also features in the 
cooling system The heart of the cryogenic system 
is the CCI CRYOGENICS refrigerator/liquefier that 
supplies 9 g/s of liquid helium, corresponding to 
one compressor on and no pre-cooling wíth liquid 
nitrogen. 
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Figure 2. Pressure - Enthalpy diagram 
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Table 1. Approximate heat 1oads for each LINAC 
component 

COMPONENTS HEAT COMMENTS I 
LOADS I 

CRYOSI'AT A 43W 7J3W - 7 Resonators x 4W l 
15W - Cryostat I 

CRYOSI'AT B 39W 24W - 6 Resonators x 4W I 
15W - Cryostat I 

BUNCHER 5W - 1. 5W - Resonator I 
- 3.5W- Buncher 

REBUNCHER 5W - 1.5W- Resonator 
- 3. 5W- Rebuncher 

HEUUM 
DISTRIBUTION IOW IOW - 5 Lines x 2W 
UNES 

-

The static heat leaks of the componente, as 
shown in Table 1, are based on the data of the 
Argonne National Laboratory, as well as the pressure 
drop of each component e,s The RF power of the 
resonators is variable and in this work we assumed 
the maximum value for the corresponding heat 
load, 4 w.s ln the operation of the LINAC, the 
resonators are separately phased, and power to the 
various resonators can be optimízed to gíve 
maximum acceleration for the available refrigeration 
capacity. 

As shown in Figures 1 and 2, liquid helium 
leaves the refrigerator at point 2 and enters the 
heat exchanger in the 1000 liter dewar. The 
thermodynamics conditions of the fiuid depends 
upon its enthalpy at point 1, before the refrigerator 
J-T expansion, and the pressure of the outgoing 
stream ln the distributlon line. The mass fiow for 
one compressor is 9 g/s and as the pressure at 
point 2 is 1.8 Atm., is obtained sub-cooled helium. 
The heat removed in the heat exchanger of the 
1000 1 dewar to sub-cool the fiow to 4.5 K is 7.1 
w.1o 

The fiow then goes to the main valve box 
where it is divided in two parts: one to the 
rebuncher (corresponding to approximate 1/15 of 
the total mass fiow) and other to the cryostat B, 
absorbing 39 W plus 2 W of the helium Une (see 
Table 1). The heat exchanger inside valve box B 
removes 41 W, so the conditions at point 5 are 
almost the sarne at point 3, except that the 
pressure is lower. The heat loads of cryostat A and 
the buncher, are taken together in series, including 
the estimated heat line losses of 4 W (see Table 1). 
The J-T valve ( between point 7 to 8) inside the 
valve box A drops the return stream to a pressure 
slightly above that of the 1000 liter dewar and 
lower its temperature to give a reasonable 
temperature gradient in the heat exchanger. The 
return stream passes through the shell sides of the 
heat exchanger, absorbing 41W from the outgoing 
stream and íncreasing the gas fractíon. The heat 
loads of the rebuncher, 5 W, and the estimated heat 
line losses, 2 W, are taken together in series with 
the estimated 2 W heat load of the retuming line 
between points 9 and 10, once the mass fiow of the 
rebuncher is much smaller compared to the main 
fiow. Finally, part of the returning liquid is 
evaporated by a heater inside the dewar ( point 11\ 



If the total heat load of the system is less than the 
refrigeration capacity, the liquid level drops and the 
excess gas is transferred to a storage tank. The tlow 
returns to the refrigerator as saturated vapor (point 
11 g) at the temperature and pressure of the dewar. 

Table 2. Properties of each point of the ccyogenic 
system 

POINT H P S T e 
( J I g ) ( atm ) (J/ g.K ) ( K ) (J I g ) 

1 11.990 

2 11.990 1.800 3.813 4.601 6718.09 
3 11.201 1.788 3.648 4.500 6766.80 
4 15.757 1.718 4.617 4.851 6480.66 
5 11.201 1.695 3.665 4.500 6761.70 
6 16.201 1.625 4.734 4.782 6446.90 
7 16.979 1.613 4.889 4.773 6400.28 
8 16.979 1.247 5.043 4.466 6354.08 
9 21.535 1.212 6.086 4.435 6045.73 
10 22.535 1.200 6.319 4.424 5976.83 
11 23.324 1.200 6.496 4.424 5924.52 
llg 29.940 1.200 7.993 4.424 5482.04 

EXERGY ANALYSIS 

The Table 2 presents the thermodynamic 
conditions of each point. as shown in Figure 2. 
calculated from the data of Me Carty.12 It is also 
presented the physics exergy of each state, using P 0 

= 1 Atm. and T 0 = 300 K. The Figure 3 shows the 
helium exergy-enthalpy diagram for the cryogenic 
system 

The exergy analysis of the ccyogenic plant 
includes the exergy balance of each component, 
with the main goal to identif'y the sources of 
irreversibilities. If we apply an exergy balance on a 
control volume, at steady state conditions, we 
obtain:11 

I m. ( •o - •i ) • I g ( 1 - J.f ) -w - m. •:~ost ( 1 ) 

The equation ( 1) is used to calculate the lost 
exergy for the componente of the syste~ the 
refrigerator, 1000 L Dewar, ccyostats, valve boxes, 
heat exchangers. liquid-nitrogen-shielded-lines, 
buncher and rebuncher. If we choose an appro­
priate control volume for each component and 
takes into account that ali the ccyostats, liquid 

~~~~----------~----~~00 
1.::1111 1.811 1.411 1.1111 1.1111 l. Til 1.111 

P.p.-re,atm 

Figure 3. Exergy-Enthalpy-Pressure diagram 
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heUum Unes and the valve boxes are isolated from 
the envlronmental by Uquid nitrogen (77 K), it is 
possible to evaluate the exergy lost for ali the main 
components. The results are presented in Table 3. 

Table 3. Lost exergy of the main components 

02-03 
10-11 
11-11 g 
10-11 g 

-0.789 
0.789 
6.616 

Q/m 
(J I g) 

W/m 
(J I g) 

DEWAR 

0.000 -6.616 

eo- ei elost 
(J I g) (J I g) 

048.71 

-494.79 452.70 

REBUNCHER I RETURN LINE 
09-10 1.000 0.833 -0.167 -068.90 066.65 

CRYOSTAT B/ LINE 
03-04 4.556 1.889 -2.667 -286.14 283.34 

HEAT EXCHANGER 
04-05 -4.556 281.04 
08-09 4.556 0.000 0.000 -308.35 027.31 

CRYOSTAT A/ LINE 
05-06 5.000 1.889 -3.111 -314.80 312.44 

BUNCHER I RETURN LINE 
06-07 0.778 0.611 -0.167 -046.62 045.02 

J-T 
07-08 0.000 0.000 0.000 -046.20 046.20 

The results shown ln table 3 permit us to 
quantity, in tenns of percentage, the amount of lost 
exergy of each component Thus: 

Dewar 
Ccyostat A I LHe Une 
Ccyostat B I LHe Une 
Rebuncher I return Une 
Buncher I return Une 
J-T 
Heat Exchanger 

36.7% 
25.3% 
23.0% 

5.4% 
3.7% 
3.7% 
2.2% 

The above percentage distribution shows the 
importance of the Dewar in the exergy destruction 
of the system, as electric power dissipated by the 
heater. Next comes the cryostats and in this case 
the exergy lasses are characterized by 
environmental heat inputs and RF power 
dissipation. The sarne occurs in the buncher and 
rebuncher. We can also note the related percentages 
of the J-T valve and the heat exchanger inside the 
valve box B. 

flNA.t.t COMMENTS 

The exergy analysis of a ccyogenic system of a 
superconducting accelerator, permit us to identity 
the main sources of irreversibilities of a system, 
that the main goal is to produce and distribute a 
ccyogenic tluid to ccyostats, through valve boxes, 
transfer Unes and heat exchangers. 

The results indicate that the Dewar is 
responsible for the main destruction of the exergy, 
due to the heat dissipation of the heater. We must 
remark that this behavior may be modified with the 
installation of a third cryostat 
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NOMENCLATURE 

Symbol 

m. 
e 

Q 

T 

w 
H 
p 

s 

Indices 

o 

PhyaicalQuantity 

mass flow rate 
specific exergy 

heat rate 

temperature 

power 

specific enthalpy 
pressure 
specific entropy 

outlet 
inlet 
lost 

JJni1 

g/s 
J/g 

w 
K 

w 
J/g 
Atm. 
J I g. K 

lost 
o ambient (300 K. 1 Atm.) 
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RESUMO 
Neste trabalho é apresentada a análise energética e exergética do ciclo vapor de uma usina de açúcar e 
álcool de porte médio, baseada em dados de medição de campo. São calculados os rendimentos 
energéticos e exergéticos dos principais equipamentos/módulos, bem como são avaliadas as perdas e 
destruição de exergia. 

NOMENCLATURA 

ex : exergia específica 

Ex : fluxo de exergia 
h : ental pia específica 
m : vazão màssica 
PCI : poder calorífico inferior 

Ó : taxa de transferência de calor 
s 
T 
w 
T\ 

<P 

: entropia específica 
: temperatura absoluta 
: potência 
: rendimento 
: umidade relativa 

Subscritos 

aa : água de alimentação 
ar : ar de combustão úmido 
c : combustível 
cald :caldeira 
caldo : aquecimento de caldo 
ciclo : ciclo de vapor 
DI : destilaria 1 
D2 : destilaria 2 
e : entrada 
e e : energia elétrica 
ef : energia elétrica fornecida 
evap : evaporação 
ex : exergético 

: i-ésimo elemento 
iso : isoentrópico 
mec : mecânica 
proc : processo 
purgas : purgas 
rep : água de reposição 
s : saída 
TG I : turbo-gerador I 
TG2 : turbo-gerador 2 
v : vapor 

INTRODU CÃO 

A presente análise é realizada sobre dados obtidos em uma 
medição do ciclo vapor de uma usina sucro-alcooleira de porte 
médio do estado de São Paulo . Esta análise fornece elementos 
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adicionais para caracterizar o nível de eficiência do setor bem como 
para aprofundar a discussão relativa à cogeração. Este aspecto 
ganha importância no cenário do programa assinado em 1993 entre 
representantes do setor sucro-alcooleiro e as companhias 
energéticas do estado de São Paulo. O programa prevê o acréscimo 
de geração de energia elétrica para garantir a autosuficíência e 
exportação à rede num total aproximado de 3000 MW até o ano 
2008 (PROGRAMA. .. 1993). 

CARACTERIZAÇÃO DA UNIDADE INDUSTRIAL 

O fluxograma simplificado do ciclo vapor da usina é 
apresentado na figura I . 

Água de repos;çao 

Figura I. Fluxograma simplificado. 

Geração de vapor. O vapor é gerado em quatro caldeiras de 
queima de bagaço, do tipo grelha liasculante, totalizando 
aproximadamente 200 t/h @ 2,16 MP a abs e 290°C. 

Produção. A produção da usina é de aproximadamente 
19000 Vh de álcool hidratado e SOO t de açúcar por dia. 

Moagem. O total de cana moída diariamente é da ordem de 
8900 t. 

Excedente de bagaço. O excedente de bagaço verificado 
durante o ensaio foi de 5%. 

Geração de energia elétrica. Na usina é gerada energia 
elétrica em turbogeradores de potência nominal total de 4 MW. 
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METODOLOGIA DA MEDICÃO 

A metodologia (Robles-Vertiola et ai., 1993 e IPT, 1990) é 
resumidamente descrita a seguir. 

Período de ensaio. Para a obtenção de dados significativos 
das medições em campo, foi realizada a monitoração no meio da 
safra por um período de 48 h, utilizando-se dados referentes a 33 h 
de ensaio para fins de cálculo. 

Selecão de pontos de medição de vazão. A escolha dos 
pontos de medição ao longo do ciclo vapor obedeceu ao critério de 
medição das correntes de entrada em cada um dos módulos ou 
obtenção destas por meio do balanço de massa. 

Seleção de pontos de medição de pressão e temperatura. Os 
pontos de medição de pressão e temperatura foram escolhidos a fim 
de poder determinar o estado termodinâmico do vapor a montante 
de turbinas ou conjuntos de turbinas. 
Pontos de medição de temperatura adicionais foram determinados 
para permitir monitorar a temperatura de gases de chaminé de 
caldeiras, temperatura de tanques de água e de condensados. 

Módulo de caldeiras. O conjunto de quatro caldeiras, que 
geram um total aproximado de 200 t/h @ 2,16 MPa abs e 290 oç 
teve de ser analisado como um módulo único em virtude da 
dificuldade de efetuar medições de vazão do combustível (bagaço) 
queimado em cada uma das caldeiras. Nos cálculos utiliza-se a 
vazão total média. 

Instrumentação. Os instrumentos utilizados no ensaio, 
foram, em sua maioria, instrumentos com sinal elétrico. 

Utilizaram-se, para efetuar medição de vazão, 22 placas de 
orifício, 2 medidores eletromagnéticos e I hidrômetro. Foram 
instalados 32 transdutores de pressão, 18 manômetros tipo 
Bourdon, 37 termopares tipo Te 2 aparelhos de Orsat. 

No total, foram coletados 93 dados continuamente e 28 de 
maneira descontínua. 

DADOS DE MEDICÃO 

Na tabela 2 são apresentados os dados correspondentes aos 
pontos assinalados na figura I, onde as propriedades foram 

calculadas usando o programa TS®. O estado de referência adotado 
é p0 =0,09806 MPa, T 0 =298, 15 K e 4>=50 %. 

TABELA 1 - Dados de mediç_ão 
Ponto Equipamento Vazão Pressão Temp. Entalpia Entropia Exergia 
No. (tlh) absoluta (oC) (kJ!kg) (kJ!kg.K) (kJ!kg) 

I 
2 

Caldeira I 
Caldeira 2 
Caldeira 3 
Caldeira 4 
Alimcnt. 
Exaustor 2 

2 Aliment. 

47,6 
46,0 
53,8 
53,2 

6,1 

(MPa) 
2,157 
2,157 
2,157 
2,099 

291,0 3009,89 
291,0 3009,89 
297,3 3024,58 
270,8 2963,41 

6,6976 
6,6976 
6,7253 
6,6218 

1109,72 
1109,72 
1116,17 
1085,84 

1,991 274,5 2972,42 6,6415 1088,97 

Exaustor 3 3,8 2,079 263,6 2942,06 6,5662 1081,09 
2 Aliment. 

Exaustor 4 4,1 2,020 244,5 2893,12 6,4866 1055,86 
3 TB Água 

Alimentação 5,9 2,050 268,8 2959,65 6,6260 1080,82 
4 TB Cond. 

Barométrico 12,1 2,079 281,4 2989,33 6,6758 1095,65 
5 Aliment. 

Moenda I 46,0 2,069 286,6 3001,94 6,7014 1100,64 
6 Alimcnt. 

Moenda 2 41 ,7 2,000 284,6 2999,13 6,7110 1094,96 
7 Aliment. 

TGI 29,5 2,020 284,8 2999,09 6,7068 1096,17 
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8 Aliment. 
TG2 31,2 2,059 285 ,5 2999,63 6,6993 1098,96 

9 Antes VRP 20,2 2,010 288,0 3004,16 6,6972 1104,11 

10 Após 
Exaustores 14, O 

li Saída TBA 5,9 
12 Saida TB CB 

13 Saida 
Moenda I 

14 Saida 
Moenda 2 

15 Saida TGs 
16 Após VRP 
17 Vapor 

desaerador 
18 Vapor aq. 

c.aldo 
19 Aliment. 

Evap. I 
20 Aliment. 

Evap. 2 
21 Alimcnt. DI 
22 Aliment. 02 
23 Condensado 

Aq. Caldo 
24 Condensado 

Evap. 
25 Saida DI 
26 Saida 02 
27 Água de 

Make-up 
28 Alimentação 

caldeiras 
29 Condensado 

dcsaerador 
30 Purgas 
31 Escape p/ 

atmosfera 

12,1 

46,0 

41,7 
60,7 
20,2 

15,4 

47,6 

18,1 

38,6 
18,6 
43,3 

47,6 

67,6 
18,6 
43,3 

68,8 

219,4 

204,0 
18,8 

6,9 

0,245 
0,245 

202,6 2875,66 7,4165 
174,5 2818,05 7,2896 

0,226 167,1 2803,86 7,2959 

0,255 171 ,4 2811,02 7,2561 

0,245 170,3 2809,30 7,2700 
0,255 140,5 2744,07 7,1050 
O, 147 235,0 3004,15 7,6786 

0,275 164,0 2794,02 7, 1846 

0,128 143,1 2752,74 7, 1791 

0,226 143,7 2754,08 7,1820 

0,226 143,1 2752,74 7,1791 
0,216 144,7 2757,13 7,2093 
0,245 176,3 2821,82 7,2980 

O, 121 I 05 440,62 I ,3639 

0,3956 143,2 602,56 
0,09& 97,0 407,02 
0,098 97,0 407,02 

1,7710 
1,2743 
1,2743 

0,098 25,0 103,90 0,3640 

2,157 

0,461 
2,157 

123,0 516,53 

87,0 365,08 
216,0 925,89 

1,5597 

1,1595 
2,4815 

0,245 170,8 2810,35 7,2725 

761 , 16 
741 ,37 

725,30 

744,32 

738,49 
722,44 
811 , 15 

748,67 

709,01 

709,48 

709,01 
704,42 
742,64 

130,69 

171,26 
123,82 
123,82 

92,10 

148,22 

116, 11 
282,74 

738,78 

A vazão de c.ombustível média , bagaço de cana com 50% de 
umidade, foi de 95,5 t/h 

USO DO V APOR NO CICLO 

O vapor gerado nas caldeiras totaliza uma vazão média de 
200,6 tlh e sua distribuição na unidade está indicada na tabela 2. 

TABELA 2 - Distribuição do consumo de vapor 
Módulo Vazão Fração da vazão 

Vapor de alta pressão 
• Moagem 
• Turbo-geradores 
• Turbinas de exaustores de 

caldeiras 
• Turbo-bomba do 

condensador barométrico 
• Turbo-bomba de água de 

caldeiras 

Vapor de baixa pressão 
• Aquecimento de caldo 
• Destilação 
• Evaporação/Fábrica de 
açúc.ar 
• Desaerador 

Perdas 
• Esca~ara a atmOsfera 

(t/h) no nível de pressão 

180,4 
87,7 
60,7 

13,0 

2,1 
5,9 

193,7 
47,6 
61,9 
68,8 

15,4 

6,9 
6,9 

% 
100,0 
48,6 
33,6 

7,8 

6,7 
3,3 

100,0 
24,6 
32,0 
35,5 

8,0 

100,0 
100,0 



Deve-se notar que a produção de vapor é superior em 
20,2 t/h ao consumo de vapor de alta pressão. Conclui-se daí que 
esta diferença passa pelas válvulas redutoras de pressão, fato 
comprovado pelas medições de temperatura realizadas. 

Por outro lado, o consumo de vapor de baixa pressão é 
também inferior à geração, donde se conclui que esta diferença, de 
6,9 t/h, é perdida para a atmosfera. 

ANÁLISE DE DESEMPENHO 

Foram calculados os rendimentos energético e exergético 
(Szargut, 1988 e Kotas, 1985) para o ciclo e para os principais 
equipamentos. 

Os insumos e produtos do ciclo vapor são aqueles apresentados na 
figura 2. 

energia elétrica fornecida 

bagaço de cana 

água de reposição 

ar de combustao 

perda de vapor 

Ciclo Vapor 

gases de chaminé 

vapor de processo 

potência mecanica 

potência elétrica 

Figura 2. Insumos e produtos do ciclo vapor. 

Rendimento energético. O rendimento energético do 
módulo de caldeiras é definido como 

onde ~Te= ~Tar =O. Esta formulação está de acordo com a norma 
ASME (1965). • 

O rendimento dos turbo-geradores é dado por 

(2) 

Para as turbinas de acionamento o rendimento é expresso por 

(3) 

onde Wmec =T\mec -(he - hs) considerando o rendimento 
mecânico igual a 0,9. 

No caso das outras turbinas de acionamento, onde não foi medido o 
trabalho realizado nem é possível fazer uma boa estimativa, foi 
calculado o rendimento isoentrópico. 

he - hs 
11 h -h . 

e S,ISO 

{4) 
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Finalmente, o rendimento energético do ciclo é calculado 
pela expressão 

(5) 

Wmec + Wee + Oproc 

que também se simplifica devido a ~T=O. 

Rendimento exergético. O rendimento exergético do 
módulo de caldeiras é expresso por 

llex,cald {6) 

onde exc é calculada de acordo com a expressão apresentada em 
(Szargut, 1988) para combustíveis sólidos, que depende da 
composição elementar e do poder calorífico inferior. 

O rendimento dos turbo-geradores é dado por 

llex,TG rilv.(exe -exs) 
(7) 

Para as turbinas de acionamento 

llex,T rilv.(exe -exs) 
(8) 

e, finalmente, o rendimento exergético do ciclo de cogeração é dado 
pela expressão 

onde i representa os diversos consumidores de vapor. 

Utilizando os dados obtidos nas medições (tabela 1), chega-se aos 
rendimentos apresentados na tabela 3. 

Tabela 3 - Rendimentos energéticos e exergéticos no ciclo de vapor. 
Equipamento Rendimento Rendimento 

TGI 
TG2 
Moenda I 
Moenda 2 
Módulo de caldeiras 
Ciclo de vapor 
Exaustores a 
TB água de alimentação a 
TB condensador barométrico a 

energético 
(%) 
55,6 
49,7 
30,1 
29,9 
64,5 
42,6 
15,6 
34,0 
42,1 

a) apresenta-se o rendimento isoentrópico. 

exergético 
(%) 
62,0 
55,2 
35,6 
35,4 
24,0 
16,4 



COMENTÁRIOS FINAIS 

Durante o ensaio operou-se a planta em regime o mais 
próximo possível do regime permanente, excluindo-se dados de 
intervalos de transitórios devido a paradas de moendas ou 
problemas de alimentação de combustíveL Mesmo naquela situação, 
quando os consumos de vapor de alta e de baixa pressão devem ser 
equivalentes foi verificado a passagem de vapor através da válvula 
redutora de pressão. A exergia destruída neste processo atinge o 
valor de 1788 kW. Este valor corresponde a cerca de 50% da 
exergia utilizada na geração de energia elétrica em um dos turbo­
geradores da unidade. 

Observando este valor pode-se dizer que, no caso de uma 
unidade que tem consumos de vapor de alta e baixa pressão 
desbalanceados, após efetuar todas as medidas para evitar essa 
condição, é aconselhável realizar uma análise termo-econômica a 
fim de avaliar a instalação de um turbo-gerador para realizar a 
expansão do vapor. 

O vapor de baixa pressão perdido para a atmosfera 
(representando 3,4% em massa do vapor gerado) equivale a uma 
perda de exergia (fisica) de 1240 kW. É interessante comparar este 
valor com a perda representada pelos gases de chaminé. Na unidade 
analisada as caldeiras operaram com excesso de ar médio da ordem 
de II 0% e temperatura de gases de chaminé média de 190 °C, de 
modo que a exergia fisica perdida por meio dos gases de chaminé 
atinge 12 kW. 

Os índices aqui calculados apontam para a necessidade de 
elevar os níveis dos rendimentos energéticos e exergéticos a 
patamares mais elevados, a fim de atingir as metas estabelecidas no 
programa de cogeração do setor. 

Para elevação dos índices podem ser tomadas medidas tradicionais 
de racionalização do uso da energia, num primeiro momento, 
passando-se posteriormente a modificações de processo e 
equipamentos, como a elevação do nível de geração de vapor, 
possibilitando a geração de energia elétrica em equipamentos mais 
eficientes, e, por fim, a adoção de outra tecnologia, como é o caso 
do ciclo combinado. 
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ABSTRACT 
This paper presents the energetic and exergetic analyses of the 
steam cycle of a medium sized sugar and alcohol mill, based on 
measured data. Energetic and exergetic efficiencies of the main 
equipments/modules are calculated. Exergy Iosses/destruction are 
also evaluated. 
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RESUMO 
Este trahalho analisa duas ahordaf.!,ens existentes que consideram os aspectos térmicos, 

econrimicos e ecolríf.!,icos dos processos. Discute-se a importância e possível extensão de cada. 
Consideraçôes são feitas sohre a exergia como indicador do grau de poluição de um efluente e da 
qualidade de um recurso natural. Ao final é apresentado um caso comparativo entre dois métodos de 
extin~·ão (apagamento) do coque siderúrf.!,ico após sua coqueijicação- CDQ e CWQ. 

INTRODUÇÃO 

A cres~.:ente es~.:<tssez de ret.:urS(IS naturai s para a gera.,:ão de 
energia elétri~.:a, bem ~.:omo <14uecimento e refrigera.,:ão nos 
processos industriais e residencias em geral, levaram à vincula\ão 
de conceitos termodinâmi~.:os à economia - Ternweconomia 
(Tribus & Evans, llJó2; Frangopoulus, llJX3 ; Valem & Lozano, 
llJlJ4). 

Para melhor compreender este trabalho recomenda-se a 
leitura de Reistad, llJ70, Szargut, I IJXO; Moran, llJX2; Kot<.~s. 

I IJX5; Bejan, llJXX e Milanez & Gallo, llJlJ2 a respeito de Ext,:rl:.ill. 
A Análise Exergétic<.~ é a ferramenw 4ue permite distinguir 

claramente entre as perdas de energi<.~ para o ambiente e as 
irreversibilidades internas ao pn•cesso, sendo complementar à 
análise de I • Lei da Termodinâmica. 

Várias abordagens já foram idealizadas e aplicadas ; a seguir 
serão apresentadas duas - Custo Ecolôf.!,ico ( Szargut, llJ7X ) e 
Envinmomics ( Frangopoulos, llJIJ2 ). 

O CUSTO ECOLÓGICO 

O Custo ecol{lgico, p, expressa o consumll tllt<ll de exergi<.~ 

dos recursos naturais não-renováveis vinculados a tod<.~ uma cadeia 
de produ.,:ão, partindo da matéria prima <.~té o produto final em 
estudo. Complementa-se incluindo também os danos materi<.~is e 
ecolúgicos dos efluentes do processo (Szargut, i')X6). 

Para efeito de simplifica\ão, Szargut p<.~rtiu p<.~ra rçla\·iics 
lineares, permitindo aplic<.~r programa.,:ão linear para otimiz<.~r apús 
realiz<.~r o balanço exergético. Para issll, foi considerado o balan.,:o 
indicado na Fig. (I) (Szargut, llJ7X). 

Recursos Naturais 
Não-Renováveis -" 

Res1duos _.-?f 

--~ 
Recursos Natura1s [ ] _../ 

-------':)>~ '>·Sll Mil Produto 

RenováveiS ( fáce1s) ~ 

Ar. agua. ~ S b d u -pro utos 

os base ( matena pnma) e 
Sem1-acabados 

hgura I. lntera,_:àll do sistema com o exterior 
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Devido à maneira como a exergia é definida, relativa a um 
estado de referência no ambiente, ela pode ser utilizada como uma 
medida da 4ualidade de um recurso natural. Recursos naturais são 
os componentes do ambiente 4ue diferem dos valores médios 
ambientais na sua composi.,:ão 4uímica e nos seus parâmetros 
ternH •dinâmiet lS. 

A exergia de cada elemento dos efluentes será anulada ou não 
na vizinhan\a externa em algum tempo. lss<l deve causar algumas 
conse4uências no meio ambiente e 4ue de um mudo ger<.~l são de 
degrada,_:ãu. Para os efluentes a exergia se caracteriza como uma 
prnpriedade diretamente vinculada ao dese4uilíbrit1 físico e 4uímico 
em rela.,:ão ao estado de ref'erência (Gallo & Milanez, llJlJO) ou ao 
meio ambiente. (Szargut, llJXó). 

Ao contrário da energia 4ue sempre se conserva, a exergia 
p11de ser destruída liU gerada ( lncalmente ) pelos seres vivos, no 
caso, a biomassa utilizada em pmcesst~s. Entretanto, a atividade 
humana a destr(li mais rapidamente 4ue a tendência do ecossistema 
de restaurá-la (Szargut, llJX6). 

Ao analisar um prucessll sob a <Ítil.:a eculôgit.:a, deve-se 
considerar os custos ecolrígims dos elementos beneficiados ou 
prnduzidos. Para exemplificar, considere uma análise exergética 
num motor diesel. À exergia destruída no ócio do motor, deve-se 
somar o custo ecoltígico associad•• ao refino do petr{•leo ( recurso 
não-renovável , emissão de efluentes, consumo de eletricidade, ... ). 
Não se pode considerar 4ue um sistema ai imentadu a gás n<.~tural 

tenha o mesmo "impacto eculúgico" 4ue outro a gás proveniente 
de uma refinaria. O gás natural foi concebidu ao longo dns anos 
pelo prúprio ecossistema, sem chuva ácida, dano à flura e fauna e à 
saúde humana. 

Ao considerar os custos ecolt'1giclls dt~s recursos semi­
acabados 4ue são utlizados num prncesso, deve-se estabelecer a 
amplitude da análise , pt~dcndo ser doméstica (país) ou global 
(Szargut, I IJlJO). 

Na análise doméstica , 4uando um país ad4uire produtos já 
bcncfit.:iados. semi-acab;~dt~s ou recursos não renováveis de outrlls 
países , o custo ecolúgico se torna menor, pois os danos ecolúgicos 
foram gcradt~s em outro lug<.~r, semlt• assim a análise global mais 
coerente . Pode-se citar " casll das cxporta<;llcs brasileiras de 
placas de a\ll semi-acabadas, minéri" de ferro, papel cclul<'lsico c 
outn•s com grande 4uantidade de energia elétrica agregada 
(alumínio), até prndutos agro-industriais, se considerarmos as áreas 
devastadas para o plantio. 

O custo cclll,-,gico pt~de ser apresentado na ft~rma da E4. (I) 
(Szargut , llJlJO). 



~ .. ~ -

P .. =~[a ... -! ... +d ... + ~B,., · x~.J-P . 

+ ~[ B,m · (~h + z,)]+ ~81., 
(I) 

Numa maneira conceitua!, Szargut abrangeu os aspectos mais 
importantes . Existe uma dificuldade de implementação dessa 
abordagem, já que é necessário obter as exergias de uma série de 
produtos e recursos naturais e suas correlações . Talvez numa 
análise em macro-escala ( país ) possa se justificar estudos em 
busca da exergia, da wncentração, e dos índices de destruição 
ocasionados pelos efluentes. 

A partir das idéias do custo ecolúgico, chega-se a uma 
conclusão já comum entre os ecúlngos - toda atividade humana 
deve devolver ào ecossistema os efluentes em sua .fiJimll 
naturalmente encontrada, ou escrevendo de nutra forma : com 
exergia nula, Exef ~ O na fonte ( atmosféricos ). 

TERMQECONOMIA COM CONSIDERAÇÕES AMBIENTAIS 

A abordagem aqui apresentada é baseada na Thernweco­
nomic Functional Approach, T.F.A. ( Frangopoulos, I 1)!!3 ). As 
considerações ambientais foram implementadas permitindo incluir 
os custn·s do controle da poluição, bem como as penalidades e 
ganhos relativos à contaminação do exterior ou reciclagem dos 
resíduos , respectivamente (Frangopoulos, I 1)!)2). 

Denominada "Envimnomics", a análise permite concluir 
otimizando o sistema sob vários critérios e já cunsiderando us 
limites de emissões. Em caso de combinar critérios conflitantes. 
pode-se utilizar de técnicas programação multi -objetivu. Alguns 
critérios pudem ser sugeridos, 

termodinâmico : 
Max 111 th rendimento de Primeira Lei ; 

Max ll2nd Segunda Lei ; 
Max w Potência específica ; 
Min Hf consumo de combustível ; 
MinI Irreversibilidade gerada; 

econômicu : 
Min Za Custu anualizado; 
Max La Lucro anualizado ; 

ambienflll : 
MinE Emissües; 
Max 15 Eficiência de despoluiçãu; 
Foi proposto que para cada equipamento de controle 

ambiental, rm ( Fig. 3 ) seja associada uma eficiência de redução ou 
abatimento, Õnn , definida pela Eq. (2) e a poluição lançada ao 
exterior, Pnn sendo função da produção da unidade r , y,, e de suas 
características técnicas. Geralmente Pm, está associada a alguma 
penalização que o sistema sofre por poluir. Os parâmetros para 
avaliar estas penalizações devem ser determinados pelo Estado e de 
tal forma a conduzir ao mínimo de dano ao ecossistema. 

Y.r Yr 

Y,rm 
r 

p 
rm _j 

Figura 3- Unidade com dispositivo de controle. 

õ -rm- (2) P,mi 
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Algumas medidas da poluição foram sugeridas com base na 
exergia Eq. (3.a) e (3 .b). 

Pq - E 'I - ( I - ~I ) Q '"' - x - T (3.a) 

P.-~, E "'' ( "" ( n ) N ) 
1111 = X = ~ f..l 1 0 - J..l I 1 (3.b) 

As expressües acima representam a poluição térmica e 
química, respectivamente. São expressües elegantes porém 
atualmente toda a legislação estabalece os limites em g/kJ , g/kWh, 
g/Nm\ etc .. Para contornar este inconveniente Gaivao e Jaumotte, 
I I)X5 propuseram o fator de dano para qualquer ti pu de emissão 
(Eq. 4) . 

P =a-ali A 
a-ao 

onde 

a-ali 

a-ali 

(4) 

~ fator de dano 

Deste modu a poluição térmica e química podem ser 
representadas por : 

pq = T - 7;1 Q 
m• T- T 

() 

(3.c) 

P'" 
rm 

c-('() c . v 
(3.d) 

c- ('li 

As expresstles acima ponderam tanto em espécie comu em 
fluxo. Confurme u receptor dos efluentes, também deve se 
considerar a capacidade dispersiva do meio ( exemplo : pt>luição 
térmica num pequeno lago ou rio ). 

Esta abordagem permite analisar um sistema sub duas úticas -
empresa e comunidade. No caso de se encarar o problema sob o 
ponto de vista da empresa, o mau dimensionamento da penali zação 
por poluir pode levar o sistema a continuar com as emissües atuais 
e assumir os custos das multas. Por outro lado, com o Estado 
promovendo campanhas de conservação ambientaL a empresa 
poderá obter ganhos por reduzir ou eliminar sua emisstles. Estes 
ganhos estão associados à melhoria da imagem da empresa no 
mercado e outros tipos de ganhos em nwrketing. Tudo isso, se 
apropriadamente quantificado, pode ser incluído na análise. 

Através de gráficos de Tmde-Off entre custos e emissáes 
pode-se estimar quanto uma empresa estaria disposta a investir no 
seu processo. Investimentos estes, não sú voltados ao controle 
ambiental, mas também em processos limpos ou matéria prima de 
melhor qualidade (combustível com menos enxofre, .. . ). 

ESTUDO PE UM SISTEMA DE APAGAMENTO !)E COQUE 
A SECO- CDO 

Um sistema de apagamento de coque siderúrgico a seco, ou 
Coke Dry Quenching - CDQ foi estudado e comparado ao 
processo convencional a úmido Coke Wet Quenching - CWQ. 
Esses sistemas entram na cadeia produtiva de uma siderúrgica para 
apagar o coque incandescente recém saído dos fornos de 
coqueificação. De concepção diferente, o CDQ aproveita a energia 
retirada do coque incandescente a I 050 °C através da circula~ão de 
um gás à base de N2 através dele para gerar vapor ( 350 °C e 
23 atm ) num processo contínuo de extinção, enquanto no 
processo a úmido, CWQ, é lançado água a temperatura ambiente 
sobre o coque até sua extinção. Todo o vapor ali produzido 
ascende para a atmosfera carregando consigo material particulado 
e alguns hidrocarbonetos. 

A pindpio, uma análise energética já seria necessária para 
indicar o CDQ como mais adequado, entretantu au abúrdar o tema 
através da ótica apresentada neste trabalho, vê-se que a exergia 
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Figura 4 - Diagrama Funcional do CDQ 

destruída no CWQ é muito maior e deverá se incorporar a toda 
análise subsequente que seja feita na cadeia produtiva (alto-forno, 
lamina.,:ão, etc .. ). Se alternativas semelhantes ao CDQ forem 
implementadas ao longo de todo o processo de fabricação do aço, 
é esperada uma redu.,:ão significativa no em seu custo ecológico. 

Comentando brevemente os aspectos operacionais e 
econi\micos, o CDQ requer uma estrutura e controle maior, com 
custo inicial e operacional também maior. O processo contínuo do 
CDQ é superior ao sistema de bateladas do CWQ. 

Outro ponto a se destacar é o de emissão de particulados no 
CDQ. Por ser um processo a seco, há uma tendência de facilitar o 
arraste das partículas pelos ventos. Esse inconveniente é superado 
com equipamentos adequados de despoeiramento ( ciclones, filtros 
de manga, ... ). Além disso, todo o material coletado ( finos ) é 
reaproveitado e em torno de 70 % ( caso particular estudado ) é 
vendido por aproximadamente US$ I 00.00 a tonelada, quase ~.:omo 
um subproduto. Para mais informa.,:ões ver Errera et a/, I Y94. 

A Fig. (4) apresenta o diagrama funcional (Frangopoulos, 
19X3) do CDQ estudado. As unidades e seus dispositivos estão 
ligados entre si através de fluxos de energia representados pelas 
setas. O vetor Y .... apontando para os dispositiVllS de contrule 
ambiental representa os recursos utilizados do exterior · além do 
ganho proveniente da venda de parte do material particulado 
retido. A unidade ( 4) é finícia e apare~.:e no modelo para expressar 
as perdas para o exterior. O elemento .Y2. , representa a energia 

utilizada para a~.:ionar as turbinas dos sopradores do gás ~.:irculante . 

Os elementos P •. m pontilhados representam as emissões de 
~.:ada dispositivo, apesar do fato de estarem apontando para os 
mesmos indi~.:a que há um custo ou penaliza.,:ão que o sistema 
está sujeito ou pagando ao exterior (como um recurso sendo 
utilizado). 

A abordagem Environomics propicia muitas informa.,:ões da 
instala.,:ão - permite indentifi~.:ar o ~.:ustos marginais de despolui.,:ão 
ou controle ambiental do sistema ( Errera, 1994 ). 

Os resultados obtidos da análise exergéti~.:a são ilustrados nas 
figuras (5a) e (5b) em rela.,:ão aos percentuais dos fluxos. A 
exergia destruída por co4ue extinto nos dois casos é apresentada 
na fig. (Ó) que mostra o CDQ gerando metade de irreversibilidade 
doCWQ. 

99 

Figura 5a - Fluxo de entrada de exergia 

Pm:iene 
Vap;x 2% 

Saídas 
:"elo .. 
1°/o 

CbqJe 
79'/o 

Figura Sb - Fluxo de saída de exergia 

As principais fontes de gera.,:ão de irreversibilidade 'no CDQ 
são a extin.,:ão do ~.:oque e sua combustão parcial, a compres­
sibilidade do gás cir~.:ulante. o esnoamento através da caldeira de 
recupera.,:ão, a turbina do Sloprador e os dois ciclones. 

200 400 6XJ !JX) 1oo:J 1200 14W 16XJ 

Figura ó - Exergia destruída ( kJ/kgCoque ) 



CONCLUSÃO 

Aspectos ecológicos geralmente encontram obstáculos na 
área econíímica, ljuamlu aparentemente apontam para interesses 
contlitantes. Alternativas semelhantes à deste trabalht' ( CDQ ) 
têm sido apresentadas constantemente, mas nem todas 
implementadas. Considerar todos os critérios em um única análise 
propicia uma melhor discussão e esclarecimento aos diversos 
setores da comunidade. A abordagem Environumics permite 
modelar, otimizar e estabelecer argumentos para decidir melhor 
entre termodinâmica, economia e ecologia dentro de suas 
respectivas importâncias 4ue o decisor atribuir. 

A análise através do Custo EcuhíRico se implementada de 
maneira global permite ljUe países C\lmo o Brasil ( em desen­
volvimento), se previna dos processos mais agressivt's à ecologia. 

TERMINOLOGIA 

Custu Eculúgicu 
p custo ecológico unitário; 
Umn coeficiente do consumo geral de produtos semi-

acabados (nacionais) n ou da mão-de-obra dispensada ao processo 
m, por unidade do produto principal ; 

fnm Cpeficiente de sub-produção do n em relação à 
unidade m (principal); 

dnm Coeficiente do consumo de produtos semi-acabados 
importados substituindo um semi-acabado nacional n; 

Bsm Exergia dos poluentes s por unidade do produto 
principal m produzido : 

Xsm Coeficiente de degradação do bem n por unidade de 
exergia dos ppluentes s ; 

Yks Coeficiente de degradação do recurso natural não-
renovável k por unidade de exergia dos poluentes s: 

Zs Multiplicador do consumo de exergia para eliminar 
os resultados da deterioração da saúde humana, por unidade de 
exergia do poluente s ; 

Bkm Consumo direto de recursos naturais não-renová-
veis nacionais k pur unidade m ( produto ) . 

O coeficiente dnm pode ser expresso por : 

I,D,a,, 
d =X -d=:' --

nm "I,Xnf)/1 

onde D,. D" usto unitário do produto importado r por 
unidade de m; 

xn exportação do produto n ; 
a0 n Coeficiente do consumo total dP produtll importado 

r por unidade m. 
Lembrando ljUe um sub-produto desse processo pode ser às 

vezes, um produto final de outw país, então : 
.t•llf/1 = 1·,,. z llll 
fum Coeficiente de sub-produçãode u por unidade do 

produto principal m ; 
Znu Taxa de substituição (quantidade em unidades do 

produto principal n substituído pelo sub-produto u). 
Envirunnmics 
Pnni Efluente antes de ser tratado : 
T Temperatura 
c Concentração volumétrica 
V Vazão volemétrica do efluente 
Q Fluxo de calor ao ambiente 
a propriedade medida na saída do e4uipamento; 
fl() Estado de referência no meio ambiente; 
a limite permitido pela sociedade ; 
A vazão, em volume 11u massa , e tluxos cm geral : 
Y.r recurS\Is utiliza·los pela unidade r: 
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m Oispositivo de contrulc ambiental . 
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ABSTRACT 

Tv.•o existing approaches considering thernwl, eco!Willic and 
ecological aspects of'1m1cessc.\· are ana/y:ed in this work. The 
re/evancl! and possihle extelltioll of' each approach is discussed. 
Considaatio11s are made abow the exergy as an indicator of the 
dewee ofpollwioll on a11 1jjluent and of'the quality (Jj'the natural 
re.wurce. A comparative .1tudy is pre.\ented.filr the 1>w1 methods of' 
quenching thl' sidl'mrgical coke. 
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RESUMO 
O modelo k-e é usado para simular escoamentos em regime turbulento que ocorrem 

em geometrias retangulares. Atenção especial é dada à simulação da evolução da concentra­
ção de traçadores lançados na seção de entrada. A cuNa de evolução da concentração é 
monitorada na seção de saída. O efeito do tempo de injeção do traçador é analisado a partir 
dos resultados simulados e da solução analítica de um caso ideal. ObseNa-se que a solução 
analítica pode ser usada para avaliar a priori a ordem de grandeza do tempo de injeção, de 
forma que este não interfira no resultado obtido para a cuNa de concentração do traçador. 

INTRODUÇÃO 

O transporte de traçadores em escoamentos em 
geometrias complexas é um assunto de interesse para as 
ciências da engenharia. Exemplos de seu uso são os estu­
dos das características de bacias de sedimentação usando 
as curvas de evolução de concentração nas seções de saí­
da, e, também, o estudo da auto-depuração de rios ( consi­
derando o oxigénio como um traçador). 

o caso de uma mancha injetada ao longo do tempo. A e­
quação governante para o problema é a equação unidi­
mensional para transferência de massa com coeficiente de 
difusividade constante. A solução para a curva de concen­
tração na seção 2 da figura 2 é dada pela Eq. 1 (adaptada 
de Carlsaw e Jaeger, 1947): 

O transporte de traçadores está vinculado geral­
mente a escoamentos turbulentos, não existindo soluções 
analíticas de uso geral. Por outro lado, estudos experimen­
tais são morosos e onerosos. Assim, o uso de ferramentas 
numéricas surge como uma forma alternativa rápida e de 
baixo custo que permite avaliar características gerais em 
escoamentos complexos. Curvas de evolução de concen­
tração podem também ser simuladas. Contudo, o tempo de 
injeção da amostra, um parâmetro necessário para efetuar 
as simulações, geralmente não é fornecido ou é escolhido 
como uma porcentagem fixa do tempo teórico de residên­
cia, um procedimento que não pode ser generalizado, no 
que tange ao valor de porcentagem adotoado (Stamou et 
ai., 1989). Algumas tendências das curvas de concentração 
em escoamentos simples podem ser estudadas a partir de 
soluções analíticas próprias. Neste trabalho estuda-se o e­
feito do tempo de injeção da amostra sobre as curvas de 
concentração, utilizando-se uma solução analítica para um 
caso simplificado e simulações efetuadas com base em da­
dos da literatura. Como resultado apresenta-se, entc;io, uma 
forma de avaliar, a priori , a faixa utilizável do tempo de 
injeção. 

APROXIMAÇÃO ANALÍTICA 

Neste estudo optou-se por utilizar tanques de geo­
metria retangular, conforme o esquema da figura 1, de for­
ma similar àquela estudada por Stamou e Aç:!ams ( 1988) e 
discutida em Adams e Rodi (1990) e Schulz e Krebs (1994) 

O caso ideal, utilizado para avaliar tendências das 
curvas de concentração, é mostrado na figura 2, onde ad­
mite-se que haja turbulência isotrópica e homogénea. Nas 
figuras 1 e 2, C é a concentração do traçador, U é a veloci­
dade média do escoamento, L é o comprimento do tanque 
e I é o comprimento de uma "mancha" de traçador lançada 
na seção de entrada. Outros parâmetros de interesse são a 
difusividade turbulenta, Dr, o tempo teórico de residência, 
T 0 =LIU, e o tempo associado com I, t0 =1/U, usado aqui co­
mo o tempo de injeção. Utiliza-se, também, a solução obti­
da para uma mancha instantânea como aproximação para 
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Figura 1- Geometria do tanque: H= profundidade, hi e hf=seções de 
injeção e saída, S=cota da injeção, L=comprimento, Uí=velocidade de 

injeção 

L c L 
c 

u 
q 

seção 1 seção 2 seção 1 seção 2 

Figura 2- Escoamento ideal , turbulência homogênea e isotrópica 

C é uma concentração adimensional, definida co­
mo a razão entre a concentração observada e uma concen­
tração fictícia, esta última obtida dividindo a massa injetada 
pelo volume total do trecho entre as seções 1 e 2. 



O pico de concentração teórico ocorre quando 
t=T 0 =LIU e é dado pela Eq.2. 

C . - L 
piCO- -eif 

Ut
0 

u3t2 
o 

16DTL 
(2) 

As curvas de concentração são comumente asso­
ciadas com fontes instantâneas, isto é, situações nas quais 
t 0 ~O . Isto também conduz à máxima concentração, 

cmax ' abaixo representada: 

-[]r 
Cmax =V 47r DT 

(3) 

Entretanto, como já foi mencionado, é preciso utili­
zar um tempo finito diferente de zero para realizar as simu­
lações. Expandindo a Eq.2 em série de potências e usando 
aproximação de terceira ordem, um tempo teórico de inje­
ção, t0 , pode ser definido (válido para t0 «T 0 ), 

!-
·- ,__ r.·--·-··" DTL to DT 

t
0 

= 48a-
3
- ou - = 48a- (4) 

U ~ LU 

onde a é a razão entre as concentrações calculada e máxi­
ma. a é necessariamente um valor pequeno, porque há in­
teresse em manter a solução próxima ao caso de fonte ins­
tantânea. Assim, o critério de determinação de t0 é obter 
pequenas reduções dos picos de concentração calculados. 
Mais adiante, são comparados os tempos de injeção obti­
dos utilizando as Eqs. 4 com aqueles que produzem pouca 
redução de pico nos cálculos numéricos. 

EQUAÇÕES DE MOVIMENTO 

Os escoamentos calculados são admitidos bi­
dimensionais. Foram resolvidas as equações de continui­
dade e quantidade de movimento (Eqs. 5 a 7), bem como 
as equações de k-E (Eqs 8 a 11 ), com o auxílio do progra­
ma FAST-2D do lnstitut für Hydromechanik da Universitat 
Karlsruhe na Alemanha (Zhu, 1991 ). Utilizou-se discretiza­
ção por volumes finitos e as condições de contorno envol­
vem o uso de perfis logarítmicos de velocidade. A super­
fície livre é tratada como um plano de simetria. A velocida­
de na entrada é admitida homogênea sobre toda a seção. 
A energia cinética turbulenta por unidade de massa, k, é 
definida, na entrada, como, kent=0.001 .Uent2 A taxa de 
dissipação de energia por unidade de massa, E, é definida, 
na entrada, como Eent=9(kent)2t10000v, onde v é a visco­
sidade cinemática do fluido . 
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U e V são as velocidades nas direções horizontal e vertical , 
respectivamente. P é a pressão, p é a massa específica do 
fluido, Pr é a produção de energia turbulenta e vr é a 
viscosidade cinemática efetiva do escoamento e v é a vis­
cosidade cinemática do fluido. Os valores das constantes 
do modelo k-E foram coletados da literatura (Rodi, 1980), 
de forma que crg=0,09, c1 =1 ,44, c2=1 ,92, crE=1 ,22, crk=1 ,0. 
O esquema HLPA é usado para o cálculo do escoamento, 
juntamente .com o algoritmo SIMPLEC para a correção da 
equação .de pressão. Seis situações de escoamento são 
calculadas, usando as condições de trabalho de Stamou e 
Adams (1988). A tabela 1 apresenta os parâmetros princi­
pais necessários para efetuar os cálculos. 

Tabela 1: Parâmetros usados para efetuar os cálculos 
numéricos no presente estudo. 

C a L H s h i hf Ui To Ph Pv -so (cm) (cm) (cm) (cm) (cm) (cm) (s) 
1 250 11 .0 9.0 2.0 1.14 12.5 110 139 75 
2 250 13.0 9.0 2.0 1.14 12.5 130 139 97 
3 100 17.0 9.0 2.0 1.14 12.5 68 85 128 
4 175 17.0 9.0 2.0 1.14 12.5 119 113 128 
5 250 17.0 9.0 2.0 1.14 12.5 170 139 128 
6 250 29.0 9.0 2.0 1.14 12.5 290 139 150 

Ph e Pv são, respectivamente, o número de células nas di­
reções horizontal e vertical . Grades próprias foram ajusta­
das para cada situação de escoamento, com células de ta­
manhos variáveis em ambas as direções. 

TRANSFERÊNCIA DE MASSA 

A Eq. 12 foi resolvida em conjunto com as equa­
ções de movimento, também usando o programa FAST-20 
(Zhu, 1991 ). Neste estudo apresentamos as curvas de con­
centração obtidas para as seções de saída dos tanques. 
Os esquemas de convecção HYBRID, SOUCUP, HLPA, 
SMART e QUICK são comparados na figura 3. Neste estu­
do, o esquema HYBRID forneceu resultados mais próximos 
às observações experimentais de Stamou e Adams ( 1988), 
sendo, portanto, utilizado no restante dos cálculos. A difusi­
vidade turbulenta Dr é calculada como Dr=vrlcrc. com 
crc=0.7. No presente estudo o traçador é um líquido, inerte 
com relação à água contida no tanque. Isto permite estudar 
a variação da concentração após o cálculo do campo de 
velocidades (não existem efeitos como correntes de densi­
dade ou interação partícula-fluido) . Os detalhes quanto aos 
algoritmos de discretização temporal , da resolução das 
equações acopladas de continuidade e quantidade de mo­
vimento e do algoritmo de resolução do sistema são encon­
trados em Zhu (1991). 

ôC ô UC ô VC ô ( ô C) ô ( ôC) 
-+--+ - =- DT- + - DT- (12) 
ôt ôx ôy Ô X ÔX ôy ôy 
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Figura 3-Comparação entre os 5 esquemas de convecção adotados 
(to/To=9%) e com dados de Stamou e Adams (1988), adaptado de 

Schulz e Krebs (1994). 

RESULTADOS NUMÉRICOS 

Conforme mostrado na figura 1, regiões de recircu­
lação são formadas junto ao fundo e junto à superfície. As 
figuras 4a, 4b e 4c mostram a comparação entre valores de 
área e de comprimento calculados e medidos para tais re­
giões. Como pode ser visto, obteve-se uma boa reprodução 
dos dados medidos, mostrando que as simulações dos 
campos de velocidade são de boa qualidade. Um exemplo 
da distribuição da viscosidade turbulenta, necessária para 
calcular a difusividade turbulenta, é mostrada na figura 5. 
O exemplo corresponde ao caso 1 da tabelà 1. O efeito do 
tempo de injeção sobre as curvas de concentração, tam­
bém calculadas para o caso 1, é mostrado na figura 6. Os 
valores de T 0 são 4,5%, 9,0% e 27%, que correspondem a 

valores de c . de 2,33, 2,30 e 2,02. Os picos mantém um 
plCO 

valor razoavelmente constante para pequenos t0 (4,5 e 
9,0% de T 0 ), mas o valor claramente diminue quando t0 
aumenta. Este fato corrobora as previsões das Eqs. 2 e 3, 
obtidas para o caso ideal da figura 2. 

0.5 

00~----~~-----L------~------L-~t~/_T~o~ 
0.5 1.5 2 2.5 

Figura 6-Curvas de concentração de traçador para o caso 1, usando os 
tempos de injeção: 4,5; 9,0 e 27% de To. 

Para utilizar as Eqs. 2, 3 e 4 nos escoamentos 
descritos na tabela 1 , um valor coerente de Dr deve ser 

escolhido. Definiu-se o valor médio DT como sendo: 

i i 
LDTA 
i DT = ~--

L Ai 
(13) 

0,75 

~m~~~ ~~cttn~a I 
o 20 40 60 80 100 120 140 o 20 40 60_ 80 100 120 

.go,5or--------+-----c7""~-----l .. 
:i 
~ 0,25 r------=--:±.411------+----------1 
o 

Medido Medido 
0,25 0,50 

Medido 
0,75 

Figura 4-Valores medidos "versus" calculados: a-Area das regiões de recirculação (relação entre as área das regiões de recirculação e a área total). 
b- Comprimento longitudinal das regiões de circulação, na superfície (log(cm)). c- Comprimento longitudinal das regiões de circulação, no fundo (cm). 

Dados experi~entais de Stamou e Adams (1988). 

2.05 1.91 1.78 1.60 1.50 1.37 1.23 1.10 .961 .825 

250cm 

Figura 5- Viscosidade Turbulenta para o caso 1 da tabela 1. Valores multiplicados por 1 o4 (m2ts) 
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Onde 

i 
L VT A 

i 

(14) VT = i 
LA 
i 

Ai são as áreas das células que correspondem a oi 
ou vi. A _!igura 7 mostra a comparação entre os valores de 

c . 1 c calculados através de simulação e usando as p1 co nuu 

Eqs. 2 e 3. Apesar de os valores calculados para a mesma 
situação utilizando ambos os procedimentos serem diferen­
tes, a forma das curvas obtidas é similar. Isto aponta para a 
possibilidade de utilizar a Eq. 4 para estabelecer a priori u­
ma faixa utilizável para t0 também para os cálculos numéri­
cos. 

Cplco 1 

Cmilll( 
0.9 

0.8 

0.7 

0.6 

0.5 

0.4 
o 

to 
0.1 0.2 To 0 .3 

Figura 7- Valores simulados e calculados com as equações 2 e 3 de 
Cpico/Cmax. A linha cheia representa os valores das equações 2 e 3. 

Para a=0,01 e 0,07 , obtém-se (caso 1 da tabela 1 ): 

(a=O.Ol) = 3,8s 
lo 

(a=0 .07) 
to lO s 

ou 

ou 

(a=O.Ol) 
lo 

To 

(a=0.07) 
to 

To 

3,4% (15) 

= 9,1% (16) 

Os resultados obtidos para o caso ideal mostram 
que, se há interesse em trabalhar com uma redução de pi­
co menor que 1% (a=0,01 ), é preciso escolher t0 fT 0 menor 
que 3,4%. Se for aceitável uma redução de pico de até 7% 
(a=0,07), pode-se escolher valores de t0 fT 0 até 9,1 %. Co­
mo as variações da concentração de pico são menores nos 
casos reais (do que as variações calculadas para os casos 
ideais), este mesmo procedimento pode ser utilizado para 
estabelecer a priori os valores limites superiores para as 
faixas de utilização t0 fT 0 . Como exemplo, a simulação nu­
mérica do caso 1 da tabela 1 mostrou que para t0 fT 0 = 
9,0% obtém-se uma redução de pico de aproximadamente 
1 ,5%, que é menor que o valor 7% sugerido pela Eq. 15. 
Assim, o procedimento atua em favor da segurança. Con­
forme mencionado, valores pequenos de a devem ser usa­
dos, uma vez que se pretende manter a solução próxima 
àquela da fonte instantânea. Altos valores do tempo de in­
jeção também transladam a curva de concentração no tem­
po (figura 6), o que, evidentemente, não é desejável 

CONCLUSÕES 

Escoamentos em geometrias retangulares foram si­
mulados para reproduzir situações experimentais encontra­
das na literatura. As curvas de concentração para esses 

··-----· 
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escoamentos foram calculadas e o efeito do tempo de inje­
ção sobre as mesmas foi analisado. Observou-se que o pi­
co de concentração adimensionalisado diminui quando o 
tempo de injeção é aumentado. Por outro lado, para valo­
res pequenos do tempo de injeção, o pico de concentração 
mantém-se aproximadamente constante. O mesmo compor­
tamento foi observado para um caso ideal para o qual há 
solução analítica simples. Uma equação que permite calcu­
lar o tempo de injeção para o caso ideal .foi fornecida. O 
tempo de injeção é expresso como função de uma porcen­
tagem aceitável para a redução do pico de concentração. 
Escoamentos em geometrias retangulares como aquelas a­
qui estudadas produzem reduções menores do que aquela 
calculada para o caso ideal Assim, a mesma equação obti­
da para o cálculo de t0 pode ser utilizada nos procedimen­
tos numéricos para avaliar o limite superior da faixa de tem­
pos de injeção aceitáveis para efetuar as simulações. 
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ABSTRACT 

Flows in rectangular tanks are calculated with the aid 
of numerical tools and the k-E model Numerical results for 
some flow properties are presented and compared with 
experimental data from other sources. The present study is 
concerned with mass transpor! in turbulent flows, more 
specifically, with the mass concentration evolution of a 
tracer at the outlet of the tank in the form of Flow-Through 
Curves (FTC). Considerations about the injection time of 
the tracer are made in view of analytical solutions for the 
case of isotropic and homogeneous turbulence. 
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As características de transfêrencia de massa de jatos turbulentos espiralados incidindo 
ortogonalmente sobre uma placa plana foram investigados experimentalmente. Foram estudados os 
efeitos do número de Reynolds do jato, da distância jato!placa e da intensidade do escoamento 
espira/ado dada pelo número de Swirl. Coeficientes Locais e médios de transferência de massa foram 
obtidos utilizando-se uma mesa de coordenadadas computadorizada. Os resultados demostraram 
que, de uma maneira geral, a presença do escoamento espira/ado reduz a troca de massa. 

INTRODUÇÃO 
J atas incidindo sobre superfícies produzem as mais elevadas taxas de 
transferência de calor ou massa que podem ser obtidas em escoamentos 
monofásicos e, por esta razão, são largamente empregados na indústria. O 
uso de jatos no aquecimento, resfriamento ou secagem é encontrado em 
várias aplicações, dentre as quais destacam-se a secagem de papel e 
tecido, a têmpera de vidro, o aquecimento e resfriamento de metais, o 
resfriamento de palhetas de turbinas e de componentes eletrOnicos. 

Uma revisão da literatura relacionada com jatos incidentes revela um 
grande número de trabalhos investigando vários aspectos desta 
configuração. Os resultados destes trabalhos de pesquisa estão resumidos 
nos artigos de revisão publicados por Martin (1977) e Downs e James 
(1987). Os trabalhos citados incluem descrições dos diversos parâmetros 
que influenciam a troca de calor ou massa para jatos. Estes parâmetros 
incluem os efeitos geométricos tais como, espaçamento e diâmetro do jato, 
forma da seção reta do jato, número de Reynolds, intensidade de 
turbulência, efeitos de temperatura, ângulo de incidência do jato e 
curvatura da superfície. Também foram investigadas na literatura as 
características de transferência de calor e massa de conjunto de jatos 
incidentes, e a influência da forma com que o fluido utilizado é descartado 
para o ambiente. 

Mais recentemente os trabalhos publicados na literatura indicam um 
crescente interesse no estudo de jatos incidentes de liquido. Stevens e 
Webb (1991) estudaram a troca de calor para jatos de liquido com ênfase 
na estrutura da superfície livre e dos efeitos causados pela inclinação do 
jato. Zumbrunnen e Aziz (1993) investigaram a troca de calor P\lra jatos 
intermitentes de liquido, enquanto Liu, Gabour e Lienhard (1993) 
incluíram efeitos de tensão superficial. As aplicações de resfriamento de 
componentes eletrOnicos com altas taxas de geração de calor têin motivado 
o estudo de jatos de liquido incidindo em pequenas superfícies aquecidas 
(Slayzak et ali, 1994 e Womac et ali, 1993). 

Apesar do grande número de publicações relacionadas com jatos 
incidentes, os efeitos da presença de um componente circunferencial na 
velocidade do jato foram pouco explorados. Estes jatos espiralados 
encontram grande aplicação em combustores, onde o componente 
circunferencial de velocidade é introduzido com o objetivo de 
homogeneizar a mistura e estabilizar a chama. Em muitas aplicações, jatos 
provenientes de combustores são utilizados diretamente no aquecimento de 
chapas para tratamento térmico, sendo necessário o conhecimento dos 
coeficientes médios e locais de troca de calor para o projeto destes 
equipamentos. 

Martin (1977) em seu extenso trabalho de revisão menciona, sem 
apresentar dados numéricos, que a presença do componente 
circunferencial na velocidade de um jato incidente não produz alterações 
significativas na troca de calor ou massa. Ward e Malunood (1982), no 
entanto, apresentam conclusões opostas às de Martin, indicando que a 
presença do escoamento espiralado reduz significativamente a troca de 
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calor ou massa. Este trabalho é bastante limitado, apresentando resultados 
de t~a de calor local para apenas um valor do número de Reynolds do 
jato. E apresentada também uma correlação para o número de Nusselt 
médio em função da distância adimensional do jato à placa, do número de 
Prandtl, do número de Reynolds e da intensidade do escoamento 
espiralado. A acurácia desta correlação deve ser verificada, visto que foi 
construfda com dados de apenas dois valores do numero de Reynolds. 

O objetivo do presente trabalho é apresentar dados detalhados sobre as 
características de transferência de massa da configuração formada por um 
jato de ar espiralado incidindo ortogonalmente sobre uma placa plana. 
Estes resultados, além de esclarecerem as divergências entre os trabalhos 
de Martin e Ward e Malunood, fornecem informações locais e médias 
sobre esta configuração não disponíveis até o presente. 

DESCRIÇÃO DO EXPERIMENTO 
As informações desejadas sobre os coeficientes de troca para o jato 

incidente espiralado foram obtidas neste trabalho utilizando-se a técnica de 
sublimação do naftaleno (Souza Mendes, 1991). Esta técnica, além de 
permitir a medição de coeficientes médios de troca de massa, permite 
também a obtenção da distribuição detalhada dos coeficientes locais de 
troca de massa. 

Para sua implementação, uma superficie plana de naftaleno é 
fabricada, sobre ela incidindo o jato de ar espiralado a ser estudado. Este 
jato provoca a sublimação do naftaleno, acarretando perda de massa que 
pode ser avaliada e relacionada com os coeficientes de troca de massa. A 
pesagem da placa de naftaleno antes e depois da exposição ao ar fornece o 
coeficiente médio de troca de massa, enquanto a distribuição espacial do 
coeficiente local de troca de massa é obtida através de um detalhado 
levantamento topográfico realizado sobre a superficie de naftaleno antes e 
depois da exposição ao ar. Como será descrito a seguir, este levantamento 
foi realizado neste trabalho utilizando-se uma mesa de coordenadas 
computadorizada, especialmente construída para este fim. 

Seção de Testes. Para a obtenção de resultados confiáveis com a 
técnica de sublimação de naftaleno é necessário que o experimento seja 
realizado com temperatura constante. Por esta razão, foi necessário 
construir uma seção de testes que permitisse a formação de um jato 
incidente proveniente de um ambiente com temperatura constante. 

A Fig. 1 (a) auxilia a descrição da seção de testes construída. O ar 
succionado por um exaustor colocado fora do laboratório era forçado a 
passar por uma câmara geradora de escoamento espiralado, por uma 
câmara reguladora do escoamento espiralado, através do tubo que formava 
o jato, incidindo sobre a placa de naftaleno posicionada no interior de um 
tanque de grandes dimensões. Após incidir sobre a placa, o ar contendo 
vapor de naftaleno era conduzido para o exterior do laboratório através de 
uma tubulação que continha uma placa de orifício para medida de vazão, 
uma válvula de esfera para corte rápido do fluxo de 
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Fig. la) Scção de Testes, <D Câmara geradora, a> Câmara reguladora, 
a> Jato , @ Placa, cr> Tanque. lb) Seção Medidora de Swirl. 

ar e uma válvula globo para conuule da vazão. O tanque possuía uma 
janela removível que permitia a manipulação da placa de naftaleno, 
quando desejado. 

A seção geradora do escoamento espiralado era formada por um tubo 
fechado em sua extremidade superior e aberto em sua extremidade 
inferior. Na superfície lateral deste tubo foram usinadas quatro fileiras de 
25 furos com 1,5 nun de diâmetro, dispostos verticalmente ao longo da 
geratriz do tubo, formando um total de I 00 furos passantes. As fileiras 
eram espaçadas circunferencialmente de 90 graus. Os furos foram 
usinados cuidadosamente de forma a serem tangentes à circunferência 
interna do tubo. Desta forma, o ar succionado pelo exaustor penetrava na 
câmara geradora tangencialmente, produzindo o componente 
circunferencial de velocidade desejado. 

O escoamento espiralado produzido na câmara geradora penetrava na 
câmara reguladora, que era formada por um tubo de acrílico tendo em sua 
extremidade inferior uma tampa adaptada ao tubo do jato, e em sua 
extremidade superior um êmbolo adaptado à câmara geradora. O êmbolo, 
solidário à câmara geradora, podia ser movimentado verticalmente, de 
forma a variar as dimensões da câmara reguladora. A variação da posição 
vertical do êmbolo na câmara reguladora influía na taxa de decaimento do 
escoamento espiralado, permitindo o conuule da intensidade do 
escoamento espiralado que penetrava no tubo e iria posteriormente incidir 
sobre a placa de naftaleno. Quando o êmbolo era posicionado no fundo da 
câmara reguladora, produzia-se a maior intensidade do escoamento 
espiralado, para uma determinada vazão de trabalho. 

A placa de naftaleno era formada a partir da fundição do naftaleno 
líquido sobre um cassete circular de alumínio. Este cassete tinha a 
finalidade de dar rigidez à superfície de naftaleno e de impedir a exposição 
ao ar das superfícies inferior e lateral da placa de naftaleno. Desta forma, 
somente a superfície superior da placa era exposta ao jato de ar. Na 
operação de fundição o cassete era montado sobre uma superfície metálica 
polida, de maneira que, quando desmoldada, a superfície de naftaleno 
produzida apresentava excelente acabamento superficial. O cassete de 
alumínio contendo a placa de naftaleno era colocado sobre um suporte 
ajustável no interior da seção de testes . Ajustando-se a posição do suporte 
podia-se variar a distância jato/placa, um dos parâmetros investigados no 
presente estudo. 

Medição da Intensidade do Escoamento Espiralado. A intensidade 
do escoamento espiralado é normalmente caracterizada pelo número de 
Swirl, definido como a razão entre a quantidade de movimento angular do 
jato dividida pelo raio do tubo multiplicado pela quantidade de movimento 
linear. A quantidade de movimento linear do jato pode ser obtida 
facilmente das medidas de vazão, e assumindo-se um perfil típico de 
velocidade no tubo. A medida da quantidade de movimento angular do 
jato, requereu a construção de um sistema especial de medição, como será 
descrito a seguir. 

A medida da quantidade de movimento angular do escoamento na saída 
do jato foi obtida através da utilização do princípio de conservação da 
quantidade de movimento angular e da medição do torque produzido 
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pelo escoamento. A Fig. l(b), apresenta esquematicamente o experimento 
montado. Um cilindro de nylon de 70 nun de diâmetro perfurado 
longitudinalmente por 60 furos de 6 nun de diâmetro era colocado em 
frente à saida do jato, no interior do tanque. Um fio de aço de 0,2 mm de 
diâmetro solidário ao cilindro era fixado em uma extremidade na base que 
acomodava a placa de naftaleno (removida nestes experimentos) . A outra 
extremidade do fio era fixada a uma massa de 6 kg, depois de passar pelo 
centro do tubo do jato, pelas câmaras reguladoras e geradoras de 
escoamento espiralado e por um par de roldanas fixadas ao teto do 
laboratório. Um pequeno furo na tampa superior da câmara geradora de 
escoamento espiralado permitia a passagem do fio. O jato de ar penetrava 
nos furos transferindo sua quantidade de movimento angular para o 
cilindro, provocando um torque que era equilibrado pela torção do fio . A 
medição ótica da rotação do cilindro e um procedimento de calibração do 
conjunto cilindro/fio permitiam a determinação do torque, o qual era 
igualado à quantidade de movimento angular desejada. O número de Swir/ 
podia assim ser determinado. Os detalhes da construção e calibração do 
torquimetro, podem ser encontrados no trabalho de Duarte ( 1994). 

Medida dos Coeficientes de Troca de Massa. Os coeficientes médios 
de troca de massa eram obtidos a partir da pesagem do cassete contendo o 
naftaleno, al)tes e depois da exposição ao escoamento. Para isto utilizou-se 
uma balança analítica com resolução da ordem de 0,1 mg. 

Os coeficientes locais de troca de massa eram obtidos realizando-se um 
levantamento topográfico da superfície de naftaleno antes e depois do 
escoamento. A superfície de naftaleno era posicionada sobre uma mesa de 
coordenadas computadorizada com resolução espacial da on:lem de 0,01 
nun. Esta mesa movimentava a superfície sob um apalpador digital fixo 
com resolução de 0,5Jlffi, realizando medidas em posições previamente 
estabelecidas, e armazenando as leituras no computador controlador do 
sistema. As medidas em um mesmo ponto, realizadas antes e depois do 
escoamento eram subtraídas, o que fornecia a profundidade de sublimação 
naquela determinada posição. Experimentos preliminares com medições 
realizadas ao longo de 8 diâmeuus demonstraram a perfeita simetria 
circular do escoamento. Por esta razão, os resultados locais foram obtidos 
realizando-se medições em pontos ao longo de dois diâmeuus ortogonais. 
Duzentos e setenta pontos eram medidos ao longo de cada diâmetro o que, 
tipicamente, requeria 7 minutos de operação do sistema de medição. 

Redução dos Dados. A redução dos dados experimentais tinha como 
objetivo o cálculo dos números de Reynolds e Swirl do jato e dos números 
de Sherwood local e médio, adimensionais que, juntamente com a distância 
adimensional jato/placa, governam o problema em estudo. 

O número de Reynolds era calculado a partir da vazão mássica , m, 
medida na placa de oriffcio, como 

Re = 4m/7tDJ.l. (I) 

onde, D é o diâmetro do jato e J.l. a viscosidade absoluta do ar. 
O número de Swirl, era definido como, 

S = GqiRGx (2) 
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Fig. 2 - Número de Swirl versus Reynolds, para jato com D = 22 mm. 



onde G<p e Gx representam as quantidades de movimento angular e axial 
do jato, e R é o raio do tubo. A quantidade de movimento angular era 
tomada como sendo igual ao torque medido no torquímetro, enquanto a 
quantidade de movimento axial era calculada assumindo-se um perfil 
uniforme no jato com velocidade média V. Assim , 

Gx = 7tpV2R2 (3) 

Curvas auxiliares apresentando o número de Swirl como funçl'io do 
número de Reynolds foram construídas a partir dos experimentos de 
calibraçl'io do torquímetro, para cada valor do diâmetro do tubo utilizado, 
e para cada posiçl'io L/D do êmbolo na câmara controladora do 
escoamento espiralado. Estas curvas eram utilizadas para estabelecer o 
número de Swirl em cada experimento de troca de massa a ser realizado. A 
Fig. 2 apresenta uma destas curvas, obtida para um tubo com diâmetro 
igual a 22 mm. 

O coeficiente médio de troca de massa para a placa circular de 
naftaleno, K, era obtido pela pesagem e cronometragem do tempo de 
exposiçl'io da superfície ao jato de ar. Este coeficiente era calculado pela 
expressão, 

K = t..M/'tA õpn (4) 
onde, õM é a massa de naftaleno sublimada durante o experimento, 
obtida por pesagem antes e depois da exposição ao jato, "t é o tempo de 

exposição ao jato, A é a área de troca da placa e é õpn a diferença de 
massa específica do vapor de naftaleno na superfície sólida e no ar. Como 
o ar é considerado isento de naftaleno, õpn é simplesmente a massa 
específica do vapor na superfície sólida. Este valor pode ser obtido a partir 
da mediçl'io da temperatura da superfície de naftaleno em conjunto com a 
equaçl'io de Sogin citada em Souza Mendes (1991). 

O coeficiente local de troca de massa, k, foi determinado pela 
expressl'io, 

k = m/ôpn , com m = Pnsô Y/t (5) 
onde m é a taxa de transferência de massa local por unidade de área, Pns é 
a massa específica do naftaleno sólido, õ Y a profundidade de sublimação 
do naftaleno medida com o apalpador e t o tempo de exposição ao jato de 
ar. 

Os coeficientes adimensionais médio e local de troca de massa foram 
utilizados nas apresentações dos resultados na forma de números de 
Sherwood médio, Sh, e Sherwood local, She, definidos como, 

Sh =ParK D Sc/IJ.ar e She = Park D Sc/IJ.ar (6) 
onde Se representa o número de Schmidt para o vapor de naftaleno no ar e 
Par e llar sl'io, respectivamente, a massa específica e viscosidade absoluta 
do ar. 
RESULTA DOS E DISCUSSÃO 

Nesta seção serão apresentados os resultados de transferência de massa 
obtidos nos experimentos realizados. Os experimentos foram realizados 
para números de Reynolds iguais a 9000, 27000, 36000 e 45000. Para 
cada valor do número de Reynolds, foram investigados três valores da 
distância adimensional jato/placa ( H/0 = 2, 4 e 8 ) e três valores da 
intensidade do escoamento espiralado caracterizado pelo número de Swirl ( 
S = 0,28, 0,54 e 0,74). Experimentos foram também realizados para o 
caso base formado pelo jato não espiralado (S = O ). Estes experimentos 
foram usados como base de comparação para os efeitos do escoamento 
espiralado. Ao todo 60 experimentos foram realizados mas, por limitação 
de espaço, apenas alguns resultados serão apresentados. Os resultados 
completos podem ser encontrados em Duarte ( 1994). 

A distribuição radial do número de Sherwood local é apresentada nas 
Figs. 3,4 e 5, respectivamente, para H/D igual a 2, 4 e 8 e para Re = 
9000. Nestas figuras, a intensidade do escoamento espiralado investigada 
está caracterizada pelos números de Swirl, identificados na legenda. O 
caso base, correspondente a S = O, está também representado para facilitar 
as comparações. 

Uma observaçl'io geral das figuras 3,4 e 5 mostra que o efeito 
preponderante da presença do escoamento espiralado é no sentido de 
diminuir o número de Sherwood local em comparação como o caso base 
onde o escoamento nl'io é espiralado. 

Para pequenas e médias. distâncias jato/placa (H!D = 2 e 4 ), o 
comportamento das distribuições de She é semelhante. Nota-se uma fone 

redução em She na região de estagnação, seguida de uma recuperação e 

um comportamento assintótico tendendo para os valores de Sherwood do 
caso base. 

Estes resultados podem ser explicados pelas alterações impostas no 
perfil de velocidade do jato pela presença do componente de velocidade 
circunferencial. De fato, é descrito na literatura ( Ward e Mahmood, 1982), 
que a presença de um componente circunferencial em 

um jato livre provoca um deslocamento do ponto de máxima velocidade da 
linha de simetria do jato no caso base para posições radiais da ordem do 
raio do tubo. Dependendo da intensidade do número de Swirl, pode-se até 
produzir reversl'io do escoamento na linha de simetria do jato. A reduçl'io 
de She na linha de centro , assim como os picos na distribuiçl'io em tomo 

de r/D = 1, são o reflexo da nova configuração do perfil de velocidade. 
Experimentos de visualizaçl'io realizados utilizando a técnica de óleo com 
negro de fumo,confirmaram a presença de reversl'io de escoamento na 
região de estagnação para altos valores de S. 

J\ medida que o jato é afastado da placa, a distribuição de She é 

alterada em alguns aspectos. Como pode ser observado, os picos na regil'io 
r/0 = I presentes no caso de menor H/D, nl'io sl'io mais notados para 
baixos valores de S, apresentando-se bastante atenuados para valores 
maiores de S. A drástica redução em She na região de estagnação e a 

tendência à assintotização para os valores do caso base continuam, no 
entanto, presentes. 

Para números de Reynolds intermediários (18000 e 27000) a tendência 
geral de diminuiçl'io de She com a presença do escoamento espiralado é 

mantida. No entanto notou-se que a diminuiçl'io de She na regil'io de 

estagnaçl'io nl'io é tão pronunciada como no caso de baixos Re, indicando 
que a quantidade de movimento linear do jato foi aumentada em 
comparação com o gradiente de pressão adverso gerado pelo escoamento 
espiralado, de forma a não provocar reduções tl'io drásticas na velocidade 
axial do fluido nesta região. 

No caso dos maiores Re investigados, mostrados nas Figs. 6, 7, pode­
se observar o mesmo comportamento qualitativo descrito para os outros 
valores de Reynolds. Uma comparação de casos com a mesma distância 
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Fig. 5- Distribuição Radial de Sherwood, Re = 9000, H/D = 8. 

jato/placa e diferentes Re, mostra que quanto maior o número de Reynolds 
maior o número de Swirl necessário para alterar a forma da distribuição 
local de Sherwood. 

Os números de Sherwood locais foram integrados ao longo da área da 
placa até uma distância r/D = 3, de modo a fornecer valores médios de 
Sherwood para esta região. Os resultados obtidos mostram que a razão 
este número de Sherwood médio e o Sherwood médio correspondente ao 
caso base, Sh/Shcb• são insensíveis à distância jato/placa e fracamente 
dependentes do número de Reynolds, dependendo apenas da intensidade do 
escoamento espiralado dada pelo número de Swirl. Assim, para S = 0,28, 
0,54, e 0,74, a razão Sh/Shcb vale, respectivamente, 0,8, 0,6 e 0,3, 
revelando a significativa queda na troca de massa média provocada pela 
presença do componente circunferencial na velocidade do jato incidente. 
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CONCLUSÕES 
O presente trabalho investigou experimentalmente a transferência de 
massa para jatos turbulentos espiralados incidindo ortogonalmente sobre 
uma superfície plana. Foram estudados os efeitos sobre a transferência de 
massa do número de Reynolds do jato, da distância jato/placa e da 
intensidade do escoamento espiralado dada pelo número de Swirl. Os 
experimentos realizados permitiram a obtenção de informações detalhadas 
sobre a distribuição espacial dos coeficientes de troca de massa na 
superfície da placa, assim como os coeficientes médios de troca de massa. 
A técnica de sublimação de naftaleno foi utilizada em conjunto com um 
sistema automatizado para realização das medidas locais. 
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Fig. 7 - Distribuição Radial de Sherwood, Re = 45000, H/D = 8. 

Os resultados revelaram que, de uma maneira geral, a presença de um 
componente circunferencial no escoamento do jato produz uma diminuição 
nos coeficientes de troca de massa, quando comparados ao caso base de 
escoamento não espiralado. Em particular, verificou-se uma significativa 
diminuição dos coeficientes de troca de massa na região de estagnação do 
jato. 

Os coeficientes médios de troca apresentaram também diminuição em 
relação ao caso base. 
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ABSTRACT 
The present work is an experimental study of the mass transfer 
characteristics of a swirling jet impinging on a flat plate. The main 
objective of the investigation was to determine the influence of a 
circunferential velocity component ( the swirl component ) on the local and 
average mass transfer coefficients at the plate surface. The dimensionless 
parameters investigated were the jet Reynolds number, the jet-to-plate 
distance, and the strength of the swirl flow given by the swirl number. 
Mass transfer coefficients were obtained utilizing the naphthalene 
sublimation technique. The local coefficients were determined employing a 
computerized coordinate table which allowed a detailed study of the effects 
of the presence of the swirl component. Average coeffici~ts were 
determined independently through precision weighing, and displayed 
excellent agreement with the integrated local coefficients. Tne results 
demonstrated that the presence of the swirl component decreases the mass 
transfer coefficients, when compared with than non swirl case. 
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/Jifurcating ducts occurs in a widt rYmgt· of 'ngúuu·irty applicalions. Thc moli11atimt for this work 

'" lhe need of bdtcr uruÜTsltmding lht· turbult nt fiou• iu a bifurt:ating channd nJcourllt'rcd in lhe wirc 
enarndling proces,,. /Jut' to tlw natrm· of tlu charmd gt.orrutr·y thc use of boundary-jittnl t·oorYlinales which 
maps onto a singil.· n :tang!llar domain is unfeasiblc Thcrefon , 11 multidomain lechnique i.- developt:d wher-e 
vdocity and pn·s."t7Y' information fmm onc domain to anotlur is tmn.,jfrY·d through lhe interface The k-f 
turbult:nl modd for high Rl'yno/d.~ rwmiJcr flows is t·mploynl. 

INTRODUCTION 

Bifurcating ducts occur in a widc raugP of enginPf'ring appli­
cations, such as hydraulit· and ventilation systems, heat exchangers, 
chemical processing plants and residential hot wat!'r plurnbing. SPv­
eral variations in llow configuration, like a !JOO tee, a <!.5" hrand1, or 
a symmet.ric "Y" brand1 with cornhinig or dividing llows, an• pos­
sible. Although rnany arrangements an• employed in practicP, the 
objective of this work is to pn•sent a multidoma.in mf'thod appliPd 
to a spe<'ial type of gt•omctry aud How eonfiguratiou Pncountn·d in 
the industrial oven wlwre euam{'ll<'d wire is manufactnr!'d . 

wh••re 

li = uy0 - vx0 

J = (xçy,- x"yç)-
1 

r2 = - .1 (x,,x, + YoY<) 

with p<P given by 

()/'' êJ p· 
P~ = y,, DE: - y, a~, 

o 1'" i) p· 
P"'= x-. --y--

é ih1 " o~ 

p .P = o 

</> I' 

I o 

F = ryç - ux, 

c 1 = J (x"x" + y,y,) 

c4 = ./ (xçxç + Y<Y<) 

when tf> = u 

when tf> = 1' 

wheu tf> = I, k 

s"' 

o 

(:2) 

( 1) 

(5) 

Numerons rP11resentative reports of stndi!'s on hifnn·ation llows 
h ave appeared in the literatnre. Dimitriadis ( I !)86) predicted the 
three-dimensional turbulent llowfield in junrtions comisting of ducts 
with retangular cross-section using both nunwrical and experinwn­
tal methods. Three-dimensional computation of turbulent How in 
a tee-junction with wall heat and mass transfer is shown in Pol­
lard (1981) and in Pollard and Spalding (1978) where they per­
formed a uumerical study of a splitting llow in a similar georrw­
try. Three-dimensioual llows wa.s also cornputcd by Sarnagaio and 
Vlachos ( 1989) which shows the thrPe-dirncnsional ftow producl"d in 
the reci rculating regions of t.ee-junctions. Kawaguti and llarnano 
( 1979) studied the two-dimensional low Reynolds ftow in a rhannel 
with variable anglt> brandi. Bramlt<y and Sloan ( l!J87) performed a 
numerical st udy of "Y~ hranch using boundary-fitt .. d coordinatPs. 
llayes et alli ( 1989) studied the flow rharacte ristirs of a Nf'wtonian 
fluid iu a two-dimensional right angled (L'{~- branch hy sblving tht< 
Navier-Stokes equations using the finite l'lernent method: 

k!JI',JYo(y,,~- x,,~) + }p. ,JY((y,1 ~- x0 ~)]+ 

The prescnt work is hased on tlw numerical solntion of the lwo­
dimensional form of the time-av<'raged constant-property Navier­
Stokes equations with the goal at dl'veloping a multidomain algo­
rithm to deal with a broad dass of bifurcating channP!s. Turbnlent 
viscosity is defined hy the high Reynolds number version of the k-t 
model of turhulence (Launder and Spalding, 1974). 

MATHEMATICAL MODEL 

The conservation equations written for gPneral coordinate sys­
tems ({,71) for a gen!'ric scalar tf> is 

iJ(pU</>)+iJ(pV</>)=!!_(c l'aq,) }!_ 
iJE. a,, ilf. 1 of. + iJr1 

(I) 
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u l' ej 

1,;-lJI',JYry(r~: ~ - Yç ~) + JI' , JYÇ(xd*' - Yç ~)] 

~.[JI'eJL•J(r 0 l\t - Yo!Wl + ll' cjX((r,1 ~- Yry~}j 

" ,..,, 
i,;-lJI'ejLoJ(Y(~ - Xç~)+ ll'eji((.V"~ -yç~)] 

k I'!. +~ P{- pc 

' l't.+~ /;<C11'{ - C1 p<) 

Table 1: Values of r and s<> Eq. (I) 

The </> variable reprcsents thc mass couservatiou equatiou, the 
two ca.rtesian tirrw meau vl'locity componcnts in the x and y direc­
tions - u and v, rPspectively -·, the turbulent kinetic energy, k, and 
its dissipation, c P' is the loral effertive prl'ssurP in thP rnea.n-flow 
momentum Pauations. The value:; of 1'. s~ aud I'"' arf' summariz<'d 



in Table 1. The constants in the k-( model are those proposed by 
Launder and Spalding (1974). 

With reference to Table I , the effective viscosity, J1 ,1 , is calcu­
lated from the local values of the turbulence kinetic energy, k, and 
its dissipation rate, ~ via 

C"pk 2 

Jl,J = JlL + JlT = JlL + -­
( 

(6) 

where JlL, JlT and Jl,J are respectively molecular, turbulent and ef­
fective viscosities. 

The volumetric generation rate of turbulence, P[, written in the 
( ~ ,1]) coordinate system is : 

r ([a a ] 
2 

Pk = JlTJ 8~ (vy~- ux~)- &1] (ux(- vyd + 
(7) 

[ a 8 J 2 [ 8 8 ] 2] 2 éJ€(uy~)- &1J(uyd +2 81J(vxd- B€(vxq) 

F E -

H G ~Cl> 
- c 

D 

A 8 

Figure 1: Uifurcat ion Geometry 

BOUNDARY CONDITIONS 

Inlet Boundaries 

On the inlet planes, AH and BC section in Fig. 1, ali dependent 
variables - except pressure - are prescribed as 

U = Uinlec v= O k = w-3u,~,, . 
kl.5 

f=-
H 

(8) 

where H is the length AH and U'"''' is a function of the Reynolds 
number. The Reynolds nurnber is defined as pU'"'''/ H. 

Outlet Boundary 

On the outlet plane, EF section in Fig. 1, the derivative of ali 
dependent variables - except pressure - are prescribed as 

&u av &k &( o 
&x = ax = 8x = ax = {9) 

where x in Eq. (9) is the direc tion normal to the EF section. 

Walls 

On the wall planes · AB, C D, DE, DE, FG and GH sections 
in Fig. 1, the artificial boundary condition known as wall function is 
applied . The wall functions that had been used in this work are the 
sarne that can be seen in llackman 's thesis (1982) andare given by 

v=O 

At the wall, w, the shear st ress , ' "" a.re giveu by : 

du ! T w = (JL + J!T) dy = 

p1lKCJk~ 
ln(Ey+) 

JlLU 

y 
se 

se y+ > 11.63 

y+ ~ 11.63 

( 10) 

( 11) 

and the di~ensionless distance from the wall , y+ , is 

C l.' 

y+ = y ~ k> 
JlL 

( 12) 

where " = 0.4187 e E = 9. 793. 
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The turbulence energy dissipation rate is 

c!k~ 
(=--

"Y 

Figure 2: Flounda.ry-fit.t<:>d coordinates a.pplied in 
a. tee-bra.nch 

NUMERICAL PROCEDURE 

(13) 

A finite volume met hod (Patanka.r, 1980) using nonorthogonal 
grids with co-located variables is used to formnla.te the approxima­
tions to the differential equations of this problem. The difficulty 
associated with the use of co-located variables was removed using 
the numerical approximation of the pressure gradients proposed by 
Marchi and Maliska (1994) based on Peric's work (1988). 

The SIMPLEC method of Van Doormall and Raithby (1984) 
is employed for treating the pressure-velocity coupling. The five 
systems of a.lgebric equations are solved by an ADl procedure as 
discribed in Silva et alli ( 1993). 

Boundary-fitted coordinates were used to discretize ali differen­
tial eqnations. This methodology has been used to handle a wide 
range of geometric configurations. Therefore, for geometries with 
protuberances, as in Fig. 2, it is not easy to find a coordinate system 
with maps ont.o a single rectangle. A mu ch better approach to han­
dle this geometry is to segment into two simple geometries instead 
of usin!! onlv a sinete domain . 
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Figure 3: Rifurcation geometry and its two sub­
domains 

Fig. 3 shows how the bifurcation geometry is transformed into 
two domains which are easier to apply the boundary-fitted method­
ology. Since the two domains are linked, there must exist a relation 
between each grid. The grid in the I FC B region must be the equal 
for both doma.ins. 

The Eq. (1) is solved for each subdomain. But the actual bound­
ary condition is not available for ali subdomain. When the eode is 
solving the horizontal doma.in, the boundary conditions on I F is 
unknown , and when the code is solving the vertical doma.in, the 
boundary eonditions on I B and C F are also unknowns. ln the ver­
tical doma.in , both section I B and C F are available because they are 
interior section in the horizontal domain . This situation is equivalent 
for the I P boundary, which is a boundary in the vertical doma.in, 
but is an interior section in the vertical doma.in . 

The multidoma.in procedure algorithm is thereforc : 

l. 4> is estimated for each variable and each subdomain; 
2. Horizontal subdomain Eq. ( 1) is solved for carh </>. The value 

of 4> ou the I F boundary should bc get from thc </> on the vertical 
subdomain; 

3. Vertical subdornaiu Eq. (I) is so]V(•d for each </> . The value of 
<P on thc I B and C F boundaries should be get from the </> on 
thc horizontal suhdomain ; 

4. Thc step 2 and 3 rnust be rcpeated until th<' convergence of both 
subdomains is rcached. 

Changing a boundary-fitted single doma.in rode into a boundary­
fitted multidorna.in is not too difficult. The single domain code must 
be a subroutine of a multidomain algorithm shown before. 

One of the convergencc critcria adopted is related with rnass 
residuais. First the absolute mass residual for each finite volume is 
calculated and this value is divided by the mass-flow of the section. 
This value should be srnaller than 0.01 % for ali cells. Second, n~ne 
of the <P variables on the unknown boundaries must change by more 
than I% between two sucessive cicies. 

Figure 4: Bump dimcnsions [mm] 

Fi~~:ure 5: Streamlines for the first e:eornet ry 

The turbulence model was cornpared with the Stephenson (1975) 
work, where two-dimensional turbulent flow in parallel plates is pre­
dict by the use of a finite-difference solution procedure. The Rey­
nolds nurnber, definid on bulk velocity (2pubL/J-1) is 140,000. The 
spacing between the parallel plates, L, is 0.051 [m]. These plates are 
3.66 long and the grid used to solve this problem is 60 X 48. The 
result is shown in Fig. 6 where the dots are Stephenson 's results and 
y is the ·distance frorn the plates centreline. The results agree well 
except along the centreline. 

JJ 
:=J -:=J 

1.4 

1.3 

1.2 

1. J "2y/L=O 

1.0 "2y/L=0.6 

0.9 2y/L• 0.8 

0.8 "2y /l=0.9 

0.7 o 5 10 15 20 25 30 35 40 45 

X/2l 

Figure 6: Two-dimensioanl turbulent flow bete­
ween parallel plates 

The multidornain procedure was compared with the results of 
Kawaguti and llamano (1979). Fig. 7 shows the grid used to compute 

·laminar flow in a 30° bifurcation. Fig. 8 shows the streamlines of the 
Kawaguti and Hamano results (upper) and the streamlines obta.ined 
in this work. Further deta.ils about the multidomain procedure can 
he find in Va.sconce!los (1993). 

111 

Figure 7: Bifurcation grid 82 x 22 (horizontal) and 
22 X 82 (vertical) 

-+~-+ 

' 

Figure 8: Streamlines in a 30° bifurcation 



RESULTS AND CONCLUSIONS 

The computations presented herein wmprise two geometries of 
combining-flow mode. The first geometry reproduces the situation 
where the bifurcation angle, ii>, is 60° and without bnmps in the 
horizontal domain . The second reproduces the si tuation whcre ii> = 
90° and with four bumps in the horizontal domain. The bumps 
helps to create a flow where heat and ma.ss trasfer is enhanced. For 
the enameling process this is of almost importan ce Both calculations 
were performed for Reynolds number equal fl:J,7!ll - Jt = 1.846 X 

w-s [kg /ms] and p = 1.1774 [kg /m3
] - and were carried out witb 

120 x 16 (horizontal domain) and 32 x 62 ( VPrtical domain) mcshes. 
This grid was chosen after a grid dependence study. The bifnrcation 
dimensions are : Ali = 70 [mm], FE = 200 [mm] , AB = 1500 
[mm], HG = 450 [mm] and DE = 450 [mm]. Fig. 4 shows the 
bump dimensions. T he first upper bnmp is located at 689 [mm] 
from tbe left side of tbe bifurc.ation while the second at I ,061 [mm] . 
The first lower bump is ]ocated at !l62 [mm] from the left side of the 
bifurcation while the second at 1,260 [mm]. The kft inlet mass ft ow is 

[ ' ·' v., =O, 05 "; ]/m and the right inlet mass fl ow is v, = O, 95 ["; ]/m. 
fig. 5 and Fig. 9 show the st.reamlioes for t he firsl. and s!'rond 

ca.s~>, respectively. For these problems no exp<'fi rnenta.l data roul!i 
be found in the open literature. 

~~·~~ lll --· --- r .3. --=-- ~---=--~~~-,-::._· 
7 v I . ~ ---........... __ -.:;::;-·--- -- -- -- -=~~,~ - -\ - J:-:_-~~- - -::::::::: -~ , :-·r · -·-- -~- ~-:>-~------ -.. I 5 :~-~--:=·-~=--:r --~-~:Ar~s r .3 .. _! -

Figure 9: Strearnlines for the s<>cond g<>ometry 

Number Streamlines 1 ' 1 case StrPamlines :2"d ca.«e 

I l.743 10- 2 -1.07!) J0° 

2 -7.276 10- ' - !l.7!l7 10- 1 

4 4.864 J0- 2 -1.4!l7 w- 1 

:J 5.920 w- 2 -5 .3 10 w- 1 

5 -2.502 w- 1 6.527 w- 3 

6 -5.451 w- 1 :2.814 w-z 
7 -8.607 w- 1 5.09:2 w- z 
8 - 1.035 10° fl.67il 10- 2 

Table 2: StrearnliH<>s - Fig.;, and Fig. 9 

lt wa.« dPmonstratPd with tge tests presented in this pa.p<>r tha.t 
the use of boundary-fit.ted grids with a multidomain technique is 
an attrart.iw alternative for solving fluid ftow prohl<>ms in compl ~>x 
gPornet ries. 
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MODELLING TURBULENT FLOW INSIDE TROPICAL FORESTS 
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SUMMARY 
ln thi~ work the tubulent fiow in~ide tropical fore3t~ i3 modelled. The canopy is con3id­

ered a3 a fiexible porou3 3tructure which interacts with the air fiow, changing momentum 
and energy. The continuum mixture theory, coupled to the turbulence modelling methodol­
ogy, is used to describe the con~ervation equations in a averaged form. A first order closure 
is proposed and 3ome preliminar re3ults concerning the boundary layer above and inside a 
tropical forest canopy, are presented. 

INTRODUCTION 

The prediction of the turbulent fiow inside tropical 
forests is a subject of great interest presently. The studies 
in this domain are very important in order to explain the 
role of the interaction between the forest canopy and the 
atmosphere, underlining its infiuence in the microclimate 
of a specific region. The understanding of heat, mass and 
momentum exchange processes in the tropical forest, al­
lows the ecologists to obtain information which can be 
used to determine biological activities in forest life. Most 
of the physical and chemical processes of the vegetation 
like transpiration, photosynthesis, etc.. are strongly in­
fiuenced by the turbulent ftuxes in the forest canopy. 

Specifically for the Amazon forest, a great number 
of research projects have been developed recently. The 
main interest is the study of the chemical and physi­
cal characteristics of the surface boundary layer over the 
Amazon forest and how it changes for different Scenarios 
of forestry manipulation, like forest cleaning fires ( Quei­
mada3) and areas transformed by agriculture. ln this 
work a modelling approach to describe the air fiow inside 
canopies is presented. The proposed model is specifically 
applied to the fiow in a tropical forest . 

MATHEMATICAL MODEL 

The modelling of air fiow in a forest canopy is a com­
plex research topic in atmospheric fiuicl mechanics. The 
turbulence characteristics of the fiow anel the random spa­
tia! distribution of the vegetation, requires a statistical 
treatement of the problem, using the same concepts devel­
oped in the theory for turbulent two-phase fiow (Besnard 
& Harlow (1988)). 

Various different approaches used to model turbu­
lent fiow in plant canopies are encountered in literature. 
One of the most important was propo~ed by Raupach 
& Thom (198la) based in the original idea of Wilson 
& Shaw (1977). This approach treat~ the fiow using a 
concept of horizontal average, applying it to the conser­
vation equations (Raupach & Shaw (198lb)). lt is an 
approach which was succefully applied to the modelling 
of atmospheric boundary layer above and inside horizon­
tally homogeneous canopies subject to stationary flow. lt 
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can be also interpreted as a particular application of the 
mixture theory for two-phase fiow (Drrw ( 1983)), taking 
into account specific considerations for homogeneity of the 
vegetation layer and also the turbulent characteristics of 
the fiow. 

Two-Phase Flow Modelling 
ln this work the continuum mixture theory is used 

to model the turbulent two-phase fiow inside the canopy. 
Problems dueto non-homogeneous spatial distribution of 
the vegetation can be treated. From this point of view 
the flow inside the plant canopy will be described by a 
superposition of two continuum media: The air fiow and 
the solid canopy elements, noted here by the subscripts 
f and s respectively. ln a first step the laminar behav­
ior of the mixture air-vegetation can be modelled by the 
following equations, written in a conservative form: 

a,. 
7it + V'.(l,u.) =O (2) 

a(r.u.) at + V'.(l.u. ® u.) = (1- <,o)V'.T. + m (4) 

The equations (1) and (2) represent the mass balance 
for each component of the mixture. The equations (3) and 
( 4) establish the conservation of linear momentum for the 
air and for the canopy. ln those equations u 1 and u. are 
the local velocities of the two fields, <p the porosity of the 
vegetation structure, and 11 and Is the partia! densities 
defined as: 

it=<.oPt (5) 

/s = (1- <,o)Ps (6) 

T 1 and T s are the fluid and canopy partia! stress tensors 
and m is the vector force which establishes the mechanical 



relatioship between the air fiow and the fiexible canopy 
elements. 

Constitutive equations for the partia! stress tensors 
can be proposed as: 

Tt =-pi+ 2f!D(ut) (7) 

T. =-pi+ 2r.D(u.) (8) 

where I is the indentity tensor, p the effective pressure in 
the mixture, Jl the viscosity of the fiuid and r s a consti­
tutive tensor describing the anisotropic behaviour of the 
stress in the solid elements. D( u) is the symetric part of 
the velocity gradient tensor written as: 

1 
D(u) = 2 (Vu +\?Tu) (9) 

The interaction of the two fields, m, can be modelled, 
using a parameter a, by the following linear constitutive 
relation: 

m = a(u/- u,) (10) 

Tubulence Modelling 
To take into account the turbulence, a statistical ap­

proach for the equations (1 )-( 1 O) h as to be used. The 
classical Reynolds decompositions for mean and fiuctuat­
ing part of a field is used for the pressure and the porosity. 
It can be written as: 

p = p+ PI (11) 

'P = <p +'PI (12) 

n is the ensemble average operator. 
For the velocity field the Favre's decomposition is 

used (Favre(1965)). ln this method the mean operator is 
weighted by the porosity field as : 

Where 

u = u+ U 1 

cpu 
U=-

tp 

(13) 

(14) 

Using (11)-(14), the ensemble averaged version of 
governing equations (1)-(4) are written as: 

Õft + \?.('ftiít) =o 
ât 

Õf. + v.(::Y.ií.) =o 
ât 

â("YtiíJ) +V.(-=y1u1 ® iít)=-<p'Vp 
ât 

+rpf.L'V. (Vií1 + VTu1)- au1 - \7.(,:Y1ut®u/) 

-pf\7.(cp1u/ ® u~)- cp 1Vp1 

(15) 

(16) 

( 17) 
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\7 . ( -=y.u~®u~) = -(1- <p)\?p- au1+ . 
+p. \7.(cp 1 u~ ® u~) + <p 1\ll'1 (18) 

The higher order turbulence correlatious of fiuctuat­
ing fields in the momentum equation (17)-(18), obtainecl 
in the averaging process, have to be moclellecl using a clo­
sure moclel. ln this work a first orcler methocl will be 
used. 

The averagecl momentum equation for the canopy el­
ements (18) is obtained considering the uull mean velocity 
ii •. This equation will not be clirectly used for the compu­
tations of fields, although it gives important information 
about the momentum exchange in the mixture. 

The Reynolds stress tensor for the fiuicl is modelled 
using the Boussinesq ecldy viscosity assumption, given by: 

-· - 2 
iJu} ® u/ = 3Ci Jk + f.LT'V.iíJ)I- 2f!TD(ií1 ) (19) 

k is the kinetic energy of turbulence of the air fiow defined 
by: 

1 ( 1 I ) k = -tr u 1 ® u 1 2 
(20) 

Using a zero equation moclel, the ecldy viscosity fLT 

is related to a mixing lenght scale, l by: 

PT = iJ/2 (D(iít) : D(iíJ))t (21) 

To model the triple correlation, the generalized gra­
client cliffusion hypothesis is usecl (Launcler ( 1987) ). It 
can be written as: 

cp'u/ ® uf = -C'+'1r(u/ ® u/)(Vu/cp' ) (22) 

where r is a convenient time scale, and C'+' 1 one of the con­
stants of the moclcl. This equation introcluces a new un­
known variable: The turbulent fiux of the porosity, u/cp 1

• 

It is interpretecl as a transport of thc volume fraction by 
the fiuctuation of air vclocity. The sarne variable is used 
to model the fiuctuation of porosity - pressure graclient 
corrclation. The concepts of return-to-isotropy can be 
consiclerecl (Launcler (1987)) and the following relation 
can bc used: 

-- 1-,-1 
cp'\lp' = C<p2Pf - U!<p 

r 
(23) 

The simplest methocl to evaluate the turbulent fiux, 
which appears in all higher orcler correlation moclels (22)­
(23), is to relate it to the gradient of the mean field a<; : 

-,-1 fLT...., _ 
u 1cp = -- v<p 

a'+' 
(24) 

The new constants C'+'2 anda'+' (equations (23) and 
(24)) are introcluced. 

Using the preceding equations , the closecl momentum 
conservation equation can be written as: 

â(,:YJiít) + V .(,:Y1uf ® iít) = -<p'Vp+ 
ât 

2 
+V .[2rp(f! +PT )D( ií f )] - au f- 3 rp \l(pr'V. Uf) + <I>(V rp ) 

(25) 



where ci>('V'<,?) is a function obtained from (22)-(24). ln 
fact this term is null for homogeneous canopy distribution. 
On the other hanel, in some kinels of unsteaely fiow like 
propagation of voiel waves in canopies (Finnigan (1979)), 
this function has to be taken into account. 

M odel for tropical forest 
For steaely turbulent fiow, anel consielering a homoge­

neous elistribution of the vegetation layer, which is achar­
acteristic of elense forests, the preceeling equations can be 
written as: 

(26) 

'V'.('YJíil 0 ii,)= -Çí'V'jJ+ 'V'.(20(J.l + J.lT)D(iít)J- au1 
(27) 

Using those equations the problem of turbulent fiow 
insiele forests can be solveel for a given porosity of the 
forest, using a estimative of the turbulent mixing length. 
The parameter a is moelelleel consielering the hielroelynam­
ical elrag in the vegetation as follows: 

a= CoA I iít I (28) 

where C o is a constant elrag coefficient and A the refer­
ence leaf area by unit of ve.e;etation volume. 

For a dense tropical forest, the mixing length can 
be consielered as a constant insiele the canopy. Above 
the canopy a linear behaviour of l will be useel, using 
a Von Karmann-like constant "· Tlw behaviour of the 
mixing length in canopy fiow is eliscussed by Fitzjarralel et 
al (1990), for the Amazon forest, anel by Pinker & Moses 
(1982) for other tropical forests . 

The Boundary layer problem 
Considering a homogeneous spatial elistribution of 

the vegetation. The x component of the momentum equa­
tion usin~ the turbulent bounelary layer approximation, 
can be wntten as: 

where 

d ( _ dU) 2 - '-PJ.lr- -CoAU =0 
dz dz 

J.lr = z2 I dU I 
dz 

(29) 

. (30) 

C o is non-zero only insiele the canopy, anel lis given 
by: 

if z:::; h 
if z > h (31) 

The bounelary conelitions for this problem are estab­
lisheel as: 

for z =O; U =O (32) 

for Z = Zmaz; U = U00 (33) 

where h is the canopy height anel lh is the mixing length 
insiele the canopy. The computation domain is bouneleel 
to a upwarel limit Zmaz where a known velocity is imposeel. 
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NUMERICAL RESULTS 

To solve the boundary layer problem given by the 
equations (29)-(33), a spatial finite difference discretiza­
tion is useel with a finite volume approach. The non­
linearity of the problem is treateel by a fixeel point algo­
rithm, using a relaxation strategy.A initial estimative for 
the velocity fielel is useel,baseel in a power-law distribution. 

ln eliscretising the computational domain ten vol­
umes were in the regi"on into the canopy. The same num­
ber of control volumes is used for the free fl.ow region. The 
computational elomain is limited at a height Zmaz = 3h. 
The characteristic parameters for this test case are pre­
senteei in the table 1. 

Para meter 
C o 
A(m2 jm 3

) 

" lh 
h(m) 

Value 
0.1- 0.5 

. 0.8- 1.2 
0.3 

0.05h- 0.3h 
25 

Tab. 1: Characteristic Parameters of Canopy 

3 

2.5 

2 

z/ h 1.5 

0.5 

o 

o 0.2 0.4 0.6 0.8 

U/Uoo 

Fig. 1 : Mean velocity insiele anel above the forest 

ln the figures 1 anel 2 the vertical elistribution of the 
velocity anel the turbulent stress are presenteei. The re­
sults are presenteei as a function of the canopy index a, 

defined as: 



This index is related to the forest density from a fluid 
mechanics point of view. For dense forests a has a large 
value. The drag coefficient and the leaf area, Ca a A, 
increases when the canopy is very dense. Also the porosity 
and the mixing length decreases for those situations. 

0.8 

0.6 

z/h 

OA ~i I I _l 
a=l. 

a=5. -- I 

o.2 r I I I 
a=ll 

a=23 

o 

o 0:005 0.01 0.015 0.02 0.025 0.03 

Txy 

Fig. 2 : Turbulent stress inside the canopy 

For small values of a, the flow inside the canopy is 
strong and the boundary layer is weakly influencecl by the 
canopy flow. For higher values of the canopy index, the 
fiow is slowed down into the forest, and small values of the 
horizontal velocity near the bottom of the forest are ob­
tainecl. The variation of the velocity fielcl in the canopy 
presents a infiection point elos e to the top. ln the free 
fiow region a clistribution like a log-law is observecl. The 
turbulent stress is quite constant inside the canopy, anel a 
small variation is observecl dose to the top. Those results 
are compatible with the experimental measurements pre­
sented by previous papers for homogeneous vertical clis­
tribution of vegetation as in a tropical forest (Pinker & 
Moses (1982)) oras in the corn canopies (Li et al (1985)). 

ln Fig. 3 the variation of the velocity at the top of 
the canopy anel the stress in the ground leve! is shown 
in function of the canopy index. Both values clecrease 
when the clensity of the vegetation is high. ln fact the 
vegetation acts as a filter for the turbulence of the free 
fiow, decreasing its value just at the botton. 

ln Fig. 4 a comparison between the mesurements re­
portecl in the works of Pinker & Moses (1982), Viswanacl­
ham et ai (1990) anel Fitzjarralcl et ai (1990), anel the com­
putations using a fiow index equal to 142.9 is presented. 
A good agreement between the results is observed. 

0.5 .--------,,-------,,------,----...... ------, 
0.45 

0.4 
0.35 

0.3 

Uh/Uoo 
Txz,z::;:O 

0.25 
0.2 

0.15 

o
0óiF ~ J 0 _ ______l__ I I I ] 
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Fig. 3 : Top velocity anel botton stress. 
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Fig. 4 : Cornputecl anel Experimental results 
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SUMHARY 

Based on great number of three-dlmens lona l turbulent veloc lty 

data a c qulred by a TSI two-component laser Doppler anemometer a nd 

measured 

model, 

throughout an eight-compartments serpent ine 

turbul ent 

contact tank 
very detatled analyses of lhe fleld 

undertaken, whtch allowed lhe t dent i fi cat l o n o f signiflcant 
leveis of turbulence and flndlnq out lhe causes of their genera-
l lons. 

INTRODUCTION 

The characterization of the turbulent field of a 
water body is a very helpful tool for the 
understanding of mixing processes taking place in i t 
[ Jobson & Sayre, 1970; Lyn & Rodi, 1990 ). Since a 
turbulence-free flow is among the characteristics of 
the ideal flow regime in contact tanks [Teixeira, 
1993), the characterization of the turbulent field in 
existing contact tanks with the objective of acquiring 
an understanding of the mec hanisms of generation, 
dissipation, diffusion and advection of turbulence in 
them, can be of great help for the design of this type 
of unit. In the following sections, the results of an 
analysis carried out for a model of an existing 
serpentine contact tank are presented (see the model' s 
configuration and dimensions in Figure-1) . A constant 
flow rate equal to 1. 171/ s was established throughout 
the tank for the conduction of the experiments. This 
flow rate co rresponded to the maximum flow rate for 
the prototype tank, and was determined by the use of 
the Froudian similarity law (in assuming that gravity 
effects domina ted ove r viscous effects). I t al so 
yielded a tank mean water depth (Hl) of 53.6cm, and an 
approximate cross-sectional mean veloc ity (Uo 
Q/(Wc . Hl)) equal to 1.0cm/s - Wc is the width of the 
tank's compartments. 

IDENTIFICATION OF FLOW REGIONS OF SIGNIFICANT LEVELS 

OF TURBULENCE, AND CAUSES OF THEIR GENERATION 

The analysis presented in this section is based 
on the normalized intensi ties u' /Uo, v' /Uo and w' / Uo 
of the longitudinal, transverse and verti ca l velocity 
components, respectively

2 
and the n~rmalized Reynolds 

stress components -uv/Uo and -uw/Uo . 

The highest levels of turbulence were found in 
the region between the inlet weir and t he tank inlet 
section, where the reasons for thi s are mainly 
attributed to the impact of the flow past the we ir 
onto the bottom of the approach channel, and the 
existence of a vertical recirculating flow in this 
region [Teixeira & Shiono, 1992 ). The values of u' / Uo 
and w' / Uo found in thi s region ranges approximately 
between 2.0 & 9.0, and 2. 5 & 7.0, respectively; 
Figura-2a. The levels of turbulence in the top flow 
region of compartment. 1 are still quite significant in 
comparison to those in the region between the inl et 
weir and the tank inlet section, in whi c h the va lues 

117 

of u' / Uo and w'/Uo ranges approximately between 1. 5 & 
3.5, and 1.5 & 2.5, respectively. The magnitude an~ 

distributi on of the normalized Reynolds stress -uw/ Uo 
given in Figure-2b indi cate that shear is an important 
characteristic of the flow in this region. Thus, the 
turbulence in this flow layer may be due to both 
s hear-ge nera ted turbulenc e locally, and transport of 
turbulence from the region between the inlet weir and 
the tank inlet section (this is di scussed in more 
detail be low). The turbulence in compartment.1 is 
also appreciable in the layer adjacen t to wall TW- 3, 
see Figure - 2b, whi c h appears to be due to wa ll­
generated turbulence. 

The regions of mo s t significant levels of 
turbulence in compartment. 2 are located on the first 
half of the compartme nt length; i. e., within 
x/Wl > O. S . They correspond to the horizont a l 
recirculating flow regions in the top and mid-depth 
layers [Teixeira, & shiono, 1992] Figures-2. (c & d), 
respectively, and the bottom region immediately 
downstream from the lee of baffle. 1, Figure-2.e. The 
values of u'/Uo in these regions ranges approximately 
from 1.0 t o 2. 5. A reason for the significant levels 
of turbul ence in the bottom r eg i on may be the 
turbulence generated as a res ult of the flow 
deflection from the lee of baffle. 1 . Contours of the 
normalized Reynolds stress component -uv/Uo

2 
for the 

recircul ating flow regions in the top and mid-depth 
layers, given __ in Jigures-2(f & g), show that

5

tt
1

.h
1

e
1 values of -uv/Uo in these regions are 

appreciable in comparison to those found in the top 
flow l a ye r in compartment . 1 . This indicates tha t the 
turbulence in these recirculating flow regions is 
partially due to shear . The interaction between the 
reversing and streamwise flows in this layer [Teixe ira 
& Shiono , 1992) is another source of turbul e nce 
gene r a t ion). 

Values obtained for u' / Uo in compartment . 3 a r e 
smaller than 1.5, and smaller than O. 75 in 
compartme nt. 4. This indicates the occurrence of a n 
overall de caying of the l e vels of turbulence in the 
longitud ina l direction . However, from compartmen t .S 
onwards, the turbulenc e tends to be mainta ined by t wo 
other sources of turbulenc e gene r a t ion . They are the 
flow accel e ration/ de ce leration at the vicinity of the 
transition sect ions between compartments, and the 
recircul a ting flows behind the baff l es in compart­
ments. (5-8) [Teixeira, 1993 ). See in Figure-2h, for 
instance, that the values of u' /Uo in each of the 
compartme nts. (5-7) ranges from 0 . 4 to 0.6. 



THE BALANCE OF TURBULENT KINETIC ENERGY IN THE TOP 

ANO BOTTOM FLOW REGIONS OF COMPARTMENT.1 

It has been mentioned above that the reasons for 
the relatively high levels of turbulence in the top 
flow layer of compartment. 1 might be the locally 
shear-generated turbulence, and the transport of 
turbulence from the region between the inlet weir and 
the tank inlet section by the mean current. Thus, in 
arder to examine this and gain an understanding of the 
mechanisms of transport, generation and dissipation of 
turbulence in this flow layer, an analysis of the 
conservation equation for the turbulent kinetic energy 
was carried out, and is presented in this section. 
This analysis was also applied to the bottom flow 
layer. 

The conservation equation of turbulent kinetic 
energy (q2 ), is given below for the X-Z plane: 

a 2 a 2 -au a 2-U _g_ + W _9_ + uw - + c + - (q w + pw) ax az az az o ( 1 ) 

J3:] ifrr±r m 
where, 

1 
2 
3 
4 

total advection of kinetic energy (ADVEC) 
generation (-GENER) 
viscous dissipation (DISSI) 
diffusion (DIFFUl 

x, z = longitudinal and vertical coordinates, res­
pectively 

u, w = longitudinal and vertical components of the 
turbulent intensities 

U, W longitudinal and vertical mean velocity 
components . 

The adopted record length for the measurements of the 
velo~ity~ime s~ies used to obtain the parameters u2 W, q , -uw and c was 15min. The turbulent energy q 
was taken as the mean between q1 2 and q22, given by 

q12 0.5 (r'
2 

+ 2. r'
2

) 
i J 

(2) 

q22 0.75 (r' 2 
+ r' 2) 

I j 
(3) 

where, r' 
i 

and r' are measured turbulent intensities 
J 

in the directions of the main and s e condary flows, 
respectively. 

The energy dissipation c was obtained by 
averaging a number of c values calculated by Equation 
(4), below, and corresponding to points (kw, E(kw)) 
within the inertial subrange , which obeyed the "-5/3" 
power law, 

E(kw) = C( c 2/ 3 kw-S/J (4) 

where kw is the wave number, c is the energy dissipa­
tion rate, and C( is a constant (= 0.5). 

Then, the advective, generation and dissipation terms 
in Equa tion ( 1) were determined for v ar ious z 
posi tions over the top and bottom flow layers, at 
x/Wt = O. 5. The discretization of the advective term 
are given below, where x = x/Wt = 0 . 3 , x = x/Wt 

i -1 i 

= O. 5, and x = x/Wt = O. 7: 
i+l 

Advection in the x-direction 

( u ~~
2

) I i. k 

2 -
qi +I ,k 

u 
i, k X 

i +I 

2 

qi-1,k 
X 

1-1 

(5) 
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Advection in the z-direction 

• if z/Ht ~ O. 96, o. 81' O. 18 and 0.04 
2 2 -

( w ~~2) 1 = w qi, k+ I qi 'k-1 
i' k z z 

i' k k+l k-1 
(6) 

• if z/Ht = 0.96, orO. 18 
2 2 

w ~~2) I = w ql 'k - qi ,k-1 
i' k z - z l,k k k-1 

(7) 

• if z/Ht = O. 81, or O. 04 
2 2 

( w ~~ 2 ) I = w q i . k+1 - qi,k 

i' k z z i ,k k+l k 
(8) 

The discretization of the generation term 
followed the sarne procedure described above to obtain 
the advective terms. The diffusion term was then 
calculated by difference. The resul ts of the 
calcula.tions are given in Figures-3(a & b). From 
these values, the overall balances of turbulent 
kinet i c energy for both top and bot tom layers were 
determined by integra ting e a eh term in Equa t ion ( 1) 
over the thickness of each flow layer, and the results 
are presented in Table-1. 

Generation and dissipation are the most 
significant terms in the overall energy balance; see 
Figures-3(a & b). They account for 100% and 81% of 
the total gain and loss, respective ly, of the 
turbulent kinetic energy in the top flow layer, and 
77% and 68%, respectively, in the bottom layer; see 
values in Table-1. The absolute value (AVTGL) of the 
total gain/loss of kinetic energy in the bottom 
region, shown in Table-1, is about 10. 5% of AVTGL in 
the top flow region. This indicates that the 
shear-generated turbulence in the top region is much 
greater than the bottom-generated turbulence. 
Although the overall advection of turbulent energy is 
s mall in the top flow layer ("" 2. 5% of AVTGL), it is 
about 25% of AVTGL wi thin the uppe r 1/ 3 part of the 
this flow layer, i. e., within z / Ht > 0.94. Figure-3b 
shows that when approaching the bottom of the tank, 
the loss of turbulent energy due to diffusion becomes 
more significant than the loss due to viscous 
dissipation . In the case of the top flow region, the 
viscous dissipation is, for all the points over the 
vertical, greater than any o ther corresponding loss of 
kinet i c e nergy. 

CONCLUDING REMARKS 

Based on a grea t number of turbulent veloc i ty 
da ta a cqui red by the use of a laser Doppler 
anemometer, very detailed analyses of the turbulent 
f low s tructure throughou t a serpent ine contact tank 
model were undertaken. The results of these analyses 
reinforce the conclusion taken by the authors in a 
previous work [Teixeira & Shiono, 1992], that the 
hydrodynamic of a contact unit can significantly 
devia te from that assumed in its project stage, i. e., 
the hydrodynami c of the idealized plug flow. 
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Table-1: Overall balance of the turbulent kinetic 
energy for the top and bottom flow layers 

1 

Top Flow Layer 

ADVEC -GENER DISSI 
z/Ht 2 3 2 3 2 3 

cm/s cm/s cm/s 

0.94 - 0.96 -1.56 -4.59 4. 18 

o. 91 - 0.94 -0.98 -7.43 6.32 

0.89 - 0.91 -0.34 -9.28 7.35 

0.87 - 0.89 0.19 -5.57 4.53 

0.84 - 0.87 1. 04 -5.99 4.95 

o. 81 - 0.84 2. 61 -4.37 2.78 

T Total 0.95 -37.22 30.10 

Bottom Flow Layer 

ADVEC -GENE R 
z/Ht 2 3 2 3 

cm /s cm /s 

o. 1 o - 0.18 -0.24 -1. 32 

0.07 - o. 10 -0.39 -0.99 

0.04 - 0.07 -0.26 -0.74 

1 Total -0.89 -3.05 

Negative values mean energy 

Positive values mean energy 

Absolute value of lhe total 

turbulent kinetic energy 
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SUMMARY 
The paper presents a numerical investigation of turbulent flow through inlet port and valve 

passages of internal combustion engines using three different turbulence models: i) the High Reynolds 
Number k- c model, ii) the Low Reynolds Number k- c model and iii) a two-layer mode/. Comparisons 
between numerica/ results and experimental data show that the Low Reynolds Number k- c model 
reproduces best the phenomenon and that wall-functions necessary in the High Reynolds Number k- c 
mode/ are inadequate for the analysis. 

INTRODUCTION 

The process of fi1Iing the cylinder with as much fresh air as 
possible and supplying a favourable flow field for combustion is one 
of the main goals in internal combustion engines. The first 
requirement, also known as volumetric efficiency, is usually 
expressed in terms of the discharge coefficient, 

(1) 

where m is the actual mass flow rate through the valve system and 

m th is the theoretical mass flow rate given by a one-dimensional 
isentropic flow analysis. Consequently, in arder to maximise the 
discharge coefficient it is required that restrictions to the flow be 
minimised and flow separation avoided. Since the valve/pgrt 
assembly is the most important flow restriction in the intake and 
exhaust system a good understanding of the fluid mechanics in such 
devices is criticai to developing engine designs with better operating 
and emission characteristics. 

The numerical analysis of flows in port/valve assemblies has 
received much attention in recent years. The range of investigations 
has been large, varying from predictions in two-dimensions (Ahmed, 
1987 and Lilek et al, 1991) and three-dimensions (Argueyrolles et 
al, 1988 and Taklanti, 1988) under steady state condition up to 
complete port and cylinder geometries under motoring · conditions 
(Errera, 1987 and Aita et al, 1991). 

The present work is a numerical analysis of turbulent flow 
through an axisymmetric inlet port and valve geometry shown in 
Figure 1. The sarne geometry has been the subject of other 
numerical investigations (Ahmed, 1987 and Tsui and Lee, 1992), 

.experimental explorations (Bicen et al, 1985 and Ahmed, 1987) and 
is currently being used at UMlST for the in-cylinder flow analysis 
with a differential Reynolds stress model of turbulence (Lea, 1994 ). 
Although the geometry is idealised it still has important features 
present in more practical assemblies. The work is mainly motivated 
by the poor flow prediction given by the standard High Reynolds 
Number k-e model at large valve lifts; a general conclusion drawn in 
previous· numerical analyses (Ahmed, 1987 and Tsui and Lee, 
1992). Here, the main objective is to assess the performance of 

• Present Address: Departrnent ofMechanical Engineering, Federal University 
of Santa Catarina, P.O. Box 476, Florianopolis, SC, 88 040- 900, Brazil. 
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three different turbulence models in the prediction of the flow for a 
typical situation oflarge valve lift (L/d=-0.25). 

-soo ·I 

Cylinder 

Figure 1. Flow geometry. 

METHODOLOGY 

The time-averaged Navier-Stokes equations were closed 
with i) the High Reynolds Number k-e mode~ ü) the Low Reynolds 
Number k-e model (Launder and Spalding, 1974) and üi) a two­
layer model. ln the latter approach, a one-equation model is applied 
in the viscous affected region close to the walls whereas in the 
turbulent region calculations follow the High Reynolds Number k-e 
model. 

ln the one-equation model used in this work the turbulence 

kinetic energy k (= u;u; I 2) is obtained from its transport equation 
and the rate of dissipation e is modelled according to 

k312 
t:=--

1 
(2) 

The eddy viscosity v t is calculated through the following 
relationship 

(3) 

where C11 (=0.09) is an empirical constant. The length scales 1 and 

I 11 are given by 



l = 2.4y[ 1-exp( -AD y*)] /}I= 2.4y[ 1- exp( -A }I y*)] (4) 

where An and A}l are equal to 0.235 and 0.0016, respectively, and 

y is the distance to the wall. The turlm.lence Reynolds number 

y* = k112y 
v 

(5) 

appearing in relations ( 4) is used to correct the length scale11 in 
regions where the molecular ~osity v is greater or comparable to 

the turbulence viscosity v 1• 

The set of equations, written for an orthogonal cwvilinear 
co-ordinate system, are solved using a finite volume formulation. ln 
this method, schemes used to evaluate property transport by 
convection across each volume surface can be of primary 
importance to the accuracy of the numerical results. The classical 
approach of first order accurate upwind differencing usually suffers 
from severe inaccuracies in complex flow situations originated by 
truncation errors and streamline-to-grid skewness. Of much help for 
the present work was some evidence of the di.scretization levei 
needed for the analysis made available by Ahmed (1987) and Tsui 
and Lee (1992). Nevertheless, the procedure adopted was to extend 
further the sensitivity tests carried out in those works. Initially, the 
Pawer Law Differencing Scheme (PlDS) was used to find the levei 
of di.scretization beyond which further refinements would produce 
only minor changes to the flow field solution. Then, a further 
reduction in the numerical error was promoted with the employment 
of the Quadratic Upstream Interpo/ation for Comective 
Kinematics (QUICK) scheme in the final calculations. The choice of 
the Pl.DS for the sensitivity tests was essentially linked to numerical 
stability reasons. However, it is expected that the solution 
dependence on the levei of di.scretization be more pronounced with 
the Pl.DS than with QUICK. Additional details on both schemell 
and a comparison of their performance in some Casell of turbulent 
flow can be found in lhe work ofHan et al. (1981). 

The sensitivity tests aforementioned were executed for both 
the Low Reynolds Number k-e model and the High Reynolds 
Number k-e model. ln the latter case the refinement normal to the 
walls conflicts with the restriction that the levei of turbulence at the 
node adjacent to the wall is not too low. It is usual to adopt the 

parameter y+ (=Cll4kll2y I v) to fix the minimum value of }l 

turbulence close to the walls that can be considered by the model. 
This limit has been specified differently by several authors but, for 
practical purposes, the absolute minimum is agreed to be 11.6. 
Consequently, in flows where important features occur in the 
proximity of walls it is quite difficult to balance the needed grid 
refinement against the minimum turbulence levei. 

Figure 2 gives a partia! view of the selected grid used in 
conjunction with the Low Reynolds Number k-e and the two-layer 
models to obtain the prellellt re11ults. The interface between the one­
equation model and the High Reynolds Number k-e necessary in the 

two-layer approach was located so as to satisfy that y + there was 
greater than 1l.6. For the remainder of the cylinder domain, not 
shown in that figure, the grid was generated according to a simple 
geometric progression in the streamwise direction of ratio 1.1. 

Concerning boundary conditions, the velocity and turbulence 
kinetic energy profile11 at inlet were interpolated from the available 
experimental data (Ahmed, 1987) and the dissipation profile was 
estimated from the assumption of turbulence-energy equilibrium via 
a standard ramp function (Launder and Spalding, 1972). 

ln the . plane of symmetry, the normal velocity and the 
normal gradietÍts of all other quantities were set to zero. The fluid 
exit boundary was located far enough downstream that a condition 
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Figure 2. Computational grid used for the numerical analysis with 
the Low Reynolds k-e model and the two-layer model 

of parabolic flow could be asswned. At the solid walls, the so cal1ed 
'wall function' approach suggested by Launder and Spalding (1974) 
was adopted for the High Reynolds Number k-e model. On the 
other hand, in the case of the Low Reynolds Number k-e model or 
the two-layer model numerical calculations were extended up to the 
walls. 

Results of streamline contours used to check the validity of 
the parabolic flow condition used at the exit boundary are shown in 
Figure 3. 

RESULTS 

The asscssment of the models was executed by comparing 
numerical and experimental results of property profiles such as 
mean velocity components in the axial and radial directions ( U and 
V, respectively), turbulence kinetic energy k and Reynolds shear 

stress uv. Ali quantities were normalized using the mean velocity 

Uin at the entrance ofthe port duct. ' 
ln Figure 4 numerical results of velocity components U and 

V at the entrance and exit of the valve passage (cross sections 2-2 
and 3-3 in Figure 1) are compared with experimental data of Ahmed 
(1987). Because Ahmed used hot-wire anemometry in bis 
measurements he was unable to differentiate between positive and 
negative velocitie11. Nevertheless, by integrating the experimental 
velocity profile starting from the valve surface he arrived at an 
estimate of the separated region (indicated by the dashed line). The 
best agreement is found for results obtained with the Low Reynolds 
Number k-e mode~ in spite that the region of maximum velocity at 
the exit of the valve passage indicated by the measurements suggests 
that the flow separation is under predicted. Flow predictions of the 
two layer model is somewhat better than those of the High Reynolds 
Number k-e model. 

The difference between the results is associated with the size 
of the separated flow region predicted in the va1ve passage. As can 
be seen in Figure 5, the Low Reynolds Number k-e model result 
shows a consíderable separated flow region on the valve seat 
surface. On the other hand, the two-layer model predicted only a 
tiny separation in that region whereas the High Reynolds Number k­
e model failed completely to capture such a flow feature. Since one 
of the most important regions of this type of flow is precisely the 
valve passage, where flow separation reduces the engine efficiency, 
it is agreed that any successful numerical model must return good 
quality results there. 

V alues of predicted and measured discharge coefficients, 

Cd, are illustrated in Table 1. The Low Reynolds Number k-e 



Figure 3. Total view of streamline contow-s. 
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Figure 4. Nwnerical results and experimental data of mean velocity. 
.. High Reynolds Nwnber k-E model; - - - --Two-layer model; 

- -Low Reynolds Nwnber k-E model; O Exp. data (Ahmed, 
1987). 

model is by far the model that gives values of cd closest to the 
experimental data of Ahmed (1987), a performance that can be 
attributed to its capability to predict the separated flow region in the 
valve passage in accordance with the experimental data. 

ln fact, the correct prediction of the separated flow regi.on in 
the valve passage is not only important for an accurate estimate of 
the pressure drop throughout the system but also for determination 
of the subsequent flow condition in the in-cylinder region. Any 
obstruction in the valve passage will of cow-se change the 
characteristics of the jet being fed into the cylinder and, . as a result, 
the intensity of recirculating regions close to the cylinder head, the 
levei ofturbulence kinetic energy production, etc. 

Table 1. Predicted discharge coefficients. 

Exp. data (Ahmed, 1987) 
High Reynolds Nwnber k-E model 
Low Reynolds Nwnber k-E mQdel 
Two-layer model 

cd 
0.50 
0.71 
0.54 
0.64 

Difference 

42 o/o 
8% 

28 o/o 

A known weakness of the transport equation for the 

dissipation rate E is that of returning too high length scales I (= k312 I 
E) in presence of adverse pressure gradients. As a consequence, in 
such situations skin friction coefficients are usually found to be over 
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Figure S. Streamline contow-s predicted by the Low Reynolds 
Nwnber k-E model. 

predicted and the calculated flow to remain attached where 
experimental data indicate separation occw-s. Rodi and Scheuerer 
(1986) compared the performance of the one-equation mode~ the 
High Reynolds Nwnber k-E model and the Low Reynolds Nwnber 
k-E model in a boundary-layer under adverse pressure gradients. 
They concluded that both versions of the k-E model are not 
satisfactory in such a situation and that the Low Reynolds Nwnber 
k-E model gives the worst result. Ahmed (1987) has pointed out that 
this was the main reason why in his computation with the High 
Reynolds Nwnber k-E model he was unable to predict the separated 
flow region in the valve passage. Results obtained in the present 
work confinn the inadequacy of the High Reynolds Nwnber k-E for 
the analysis but, nevertheless, given the good performance of the 
Low Reynolds Nwnber k-E mode~ suggest that the problem has a 
different origin. To clarify this point Figure 6 was prepared. ln that 
figure predicted values of length scale I in the vicinity of the port 
surface at traverses 1-1 and 2-2 (two regi.ons situated immediately 
upstream of the flow separation) are compared to the turbulence 

equilibriwn relation le = 2. 44 y , represented by the diagonal tine 

(quantities are normalized by the hydraulic port diameter dh)- ln 
both regions the calculated length scale I is lower than le. Therefore, 
the unsuccessful flow prediction provided by the High Reynolds 
Nwnber k-E mode~ and in part by the two-layer mode~ cannot be 

attributed to predicted leveis of I being above le. ln fact, this 
observation, combined with the fact that some separation was 
verified with the two-layer, suggests that for the present analysis the 
inclusion of the viscous region in the calculations is essential. W ali 
functions used in the High Reynolds Nwnber k-E model render a 
poor grid refinement adjacent to the walls, with control volwnes of 
size comparable to typical separated flow regions found in the valve 
passage. 

The likely reason for the superior results of the Low 
Reynolds Number k-E model can be extracted from profiles of 
Reynolds shear stress plotted in Figure 7 for traverses .l-1 and 2-2. 



ln both traverses the model is seen to retum much lower leveis of 

uv close to the valve seat surface, the region where the flow is 
expected to start breaking away from the wall, and this creates more 
favourable conditions for flow separation. Physically, in regions of 
acceleration, as the one close to the valve seat chamfer surface at 
traverse 1-1, the Reynolds shear stress is subject to a process of 
destruction and of diminishing importance due to the rise of the 
viscous stress. The Low Reynolds Number k-e model is the only 
model employed in this investigation that can mimic this 
'larninarization' and this is why it returns much lower leveis of 
Reynolds shear stress close to the port surface than do the other two 
models. 
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CONCLUSION 

A numerical analysis of turbulent flow through an 
axisymmetric portlvalve assembly at large valve lifts has been 
presented. 

One of the main findings is that the inclusion of the near­
wall region in the calculations is essential for the prediction of 
separated flow regions in the valve passage. Turbulence modeis such 
as the High Reynolds Number k-e model that use wall-fimctions to 
bridge the wall to the fully turbulent flow region, therefore avoiding 
calculations in the viscous affected layer, are inappropriate for 
modelling the present flow. 

Some authors (Ahmed, 1987 and Tsui and Lee, 1992) have 
associated the failure of the High Reynolds Number k-e model to 
over predicted length scales in the vicinity of the port duct close to 
the separation point. The present work shows that length scales 
retumed by the model in that region do not exceed those given by 
the turbulence equilibrium relation. 

ln the proximity of the valve seat chamfer surface at the 

124 

valve passage entrance, the Reynolds shear stress uv seems to 
undergo a process of destruction that is caused at least in part by the 
acceleration field there. This phenomenon creates more favourable 
conditions for subsequent flow separation on the valve seat. The 
Low Reynolds Number k-e model adopted in this work can mimic 
in part such a process and, consequently, predicts a separated flow 
region in the valve passage that is in accord with experimental 
evidence. 
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RESUMO 
O projeto de centrais de cogeração tem sido desenvolvido segundo diferentes modelos, 

analíticos e de otimização, com destaque para os termoeconômicos na última classe. Uma 
modelagem de otimização multiobjetiva é aqui apresentado em seus fundamentos, bem como 
as técnicas de simulação que lhe servem de suporte no processo de decisão. A formulação 
matemática é apresentada, bem como desenvolve-se uma discussão em torno dos parâmetros e 
correspondentes valores que devem ser estimados para uma perfeita val idação dos resultados 
do processo de otimização. 

INTRODUCÃO 

A questão da pesquisa de configurações para centrais de 
cogeração tem apresentado uma forte tendência ao emprego de 
modelos de otimização, especialmente os de caráter 
termoeconômico. 

Isso não significa, no entanto, que não haja uma 
contrapartida da modelagem analítica e de simulação: elas 
continuam a serem pesquisadas e vem apresentando bons resultados 
em muitas aplicações .. 

O desenvolvimento de planilhas de cálculo especializadas 
para o projeto de centrais de cogeração (Jackson, 1988) tem sido 
objeto de estudo tanto de pesquisadores quanto de empresas de 
consultoria. Sistemas especialistas vem sendo testados para o 
acoplamento de centrais de cogeração a plantas de processo no 
sentido de orientar a escolha das tecnologias que devem compor a 
configuração final (Birur e Lee, 1989). Procedimentos de simulação 
que aliam características operacionais, regimes de operação e 
estratégias de atendimento das demandas (Bantz, 1989) atestam sua 
utilidade na medida em que permitem uma visão mais geral da. 
questão da escolha de tecnologias. 

Os modelos termoeconômicos, baseados no conceito da 
Segunda Lei da Termodinâmica em estreita combinação com 
considerações econômicas, têm sido alvo de intenso 
desenvolvimento. De maior relevância para o âmbito desse trabalho, 
Frangopoulos, 1992, apresenta as bases para uma metodologia 
automatizada de pesquisa de configurações ótimas, bem comouma 
revisão dos principais autores que vêm contribuindo · para seu 
desenvolvimento. 

Nesse trabalho são apresentadas as bases da formulação 
multiobjetiva de otimização matemática, aplicada a projetos de 
centrais de cogeração, bem como os modelos e valores auxiliares 
para a composição dos critérios a serem utilizados nas funções 
objetivo. 

FORMULA CÃO MUL TIOBJETIVO 

O modelo multiobjetivo interativo devido a Geofrion, Dyer e 
Feinberg (GDF) foi considerado o mais adequado aos propósitos 
desse trabalho pela facilidade com que se adapta à estrutura de 
grafos generalizados que lhe serve de suporte na solução do 
problema linear, bem como pela recursividade na pesquisa da 
configuração final (Steuer, 1986). 

O algoritmo é iniciado a partir de uma solução básica 
factível, que pode ser a solução ótima individual de qualquer dos 
critérios considerados. 

Ao decisor cabe indicar suas preferências entre os critérios 
que compõem as funções objetivo a partir da definição de pesos 
relativos. O problema multiobjetivo se torna, desse modo, 
monobjetivo pela redução dos diversos critérios a um único, 
ponderado pelas preferências apresentadas. A nova solução é obtida 
a partir da minimização do gradiente da função utilidade do decisor, 
que no caso expressa a distância entre a última solução proposta e 
as soluções ótimas individuais de cada critério. 

O problema linear monobjetivo é resolvido pela utilização de 
Grafos Generalizados, uma técnica que apresenta vantagens em 
termos de esforço computacional comparativamente à solução 
Simplex convencional. Para tanto, parte do conceito de que o nó 
origem i se conecta a um nó destino j a partir de uma arco; esse arco 
permite a passagem de um certo fluxo mij mediante um custo cij; 
como a rede não é conservativa, existe um fator de conversão do 
fluxo wij tal que o fluxo oriundo de i não necessariamente se iguala 
ao fluxo que chega a j. 

Figura 1. Representação de Grafo Generalizado 

Esse fator de conversão pode representar ganhos ou 
reduções no fluxo origem, tal como se discutirá no próximo item. 

Por função utilidade do decisor se entende uma relação 
matemática que expressa suas preferências ante diferentes opções. 
Para o caso em questão, admite-se uma função utilidade que 
expressa a distância entre a última solução proposta (z) e as 
soluções ótimas individuais de cada critério (z*), expressa por: 

6 

u[z(x)] = ~:W; *[(z, (x)- z,') I z;'] 
i= l 

para cada solução x h 
Soluções intermediárias entre a solução básica e a nova 

solução são elencadas e apresentadas ao decisor; a escolha de uma 
das alternativas irá definir sua preferência e reorientar a direção do 
gradiente da função utilidade para nova proposta de solução. Essa 
estrutura se repete enquanto o decisor assim o queira. 
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SIM 

Min grad u(z(x)). 

para obter x(h) 

z{x(h-1)+T"d(h)} 

T=0 .. 1 

OL. FINAL{x(h),z(h)} 

SOL ÓTIMAS 

Figura I. Algoritmo do Modelo GDF 

No caso do projeto de centrais de cogeração, os seis 
objetivos considerados são: 

- minimização das irreversibilidades termodinâmicas 
-~~~ção das emissões de co2 
-~~~zação das emissões de so2 
-mmmuzação das emissões de NOx 
-maximização do fluxo na rede 
-maximização do beneficio líquido. 

A planta genérica pode conter, para processos industriais 
com até 4 niveis entálpicos (o último de condensação), conjuntos de 
geradores de vapor (arcos 3 e 4) ou unidades de turbinas a gás e 
caldeiras de recuperação (arco 5); os arcos de 6 a li representam 

grupos de turbinas a vapor. Os arcos I e 2 representam os fluxos de 
combustíveis (óleo e gás, respectivamente); o nó O é um nó 
'fantasma', sem significado fisico. 

O problema multiobjetivo pode ser expresso como sendo: 

nK 

Min'L(x1•ôH1)•m1 
I= I 
2 

Mini EC02/m1 
I= I 
2 

Mini ES02/m1 
I= I 
2 

Mini ENO:~t •m1 
I= I 
nK 

Maxim1 
I= I 
nK 5 

{critério I } 

{critério 2} 

{critério 3} 

{critério 4} 

{critério 5} 

Maxi(pe,•m1)- L(Pllt •m1)- I<FINF){critério 6} 
1=5 1=3 

'sujeito a: 

m4 +m3 -w1•m1 =0 {nó 1} 

m5 -w 2•m 2 =0 {nó2} 

m6 +m7 +m8 -w4•m4 -w 5•m5 =O {nó 3} 

m9 + m11 -w 3•m3 -w 6•m6 = rh(MP) {nó 4) 

rn 10 -w9•m9 -w7•m7 = rh(LP) {nó 5} 

-w 8•m8 -w 10•m 10 -w 11•m11 =rh(CD) {nó6} 

referente a rede de grafos da figura 2. 

Das equações se observa que apenas a vazão de fluxos 
energéticos foi assumida como parâmetro de otimização. Desse 
modo, para a solução desse problema algumas informações de 
cunho técnico e econônico-financeiros devem ser fornecidas ao 
modelo, bem como outras devem ser posteriormente apresentadas 
para um maior apoio à decisão. 

INFORMAÇÕES TÉCNICAS 

As principais informações técnicas necessanas para a 
solução do problema multiobjetivo para projeto de centrais de 
cogeração são: características operacionais, fatores de conversão 
dos vetores energéticos e taxas de saídas forçadas em máquinas 
térmicas; características de emissão de poluentes dos combustíveis 
empregados; irreversibilidades termodinâmicas dos diversos 
componentes das configurações e o cálculo da probabilidade de 
perda de carga. 

Do ponto de vista operacional, as máquinas térmicas 
apresentam características próprias que as individualizam e que 
devem ser respeitadas no projeto de centrais de cogeração. 

Figura 2- Planta genérica de central de cogeração e correspondente 
rede de grafos; os números dos arcos correspondem a 

equipamentos da planta 
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A existência de limites inferior e superior para a operação 
desses sistemas conduz a uma pesquisa para a adequada 
implantação do modelo matemático. Caldeiras a vapor obedecem a 
uma relação que considera por capacidade mínima cerca de 20% da 
capacidade máxima (Cavalieri et ai., 1972). Tal fato se deve não 
apenas a questões de eficiência mas às dificuldades de se operar tais 
equipamentos em baixas cargas. 

Turbinas a vapor são caracterizadas pela razão entre a vazão 
de vapor que lhes é entregue e a potência nos terminais do 
alternador, e expressa em diagramas de consumo. Unidades a vapor 
de grande capacidade de geração apresentam um número 
considerável de válvulas de admissão de vapor que são abertas em 
sequência para que seja obtida uma potência sempre crescente; tal 
fato pode conduzir a uma característica não-convexa no seu 
diagrama de consumo, onde técnicas de otimização não podem ser 
aplicadas. A adoção de linhas de coleta de vapor (common headers) 
pode ser solução técnica para esse problema. 

As limitações de carga mínima em unidades a vapor são 
gealmente impostas pela necessidade de se manter estável a 
combustão na fornalha do gerador de vapor, bem como por 
restrições próprias do projeto (resfriamento dos tubos que circulam 
na fornalha). 

Turbinas a gás não são normalmente operadas em cargas 
parciais, considerando-se a princípio que estejam a plena carga todo 
o tempo em que se encontram disponíveis. Quando fazem parte de 
ciclos combinados, podem opera como ciclo simples, estando as 
caldeiras de recuperação e/ou as turbinas a vapor indisponíveis, pelo 
by-pass dos gases exaustos. 

A conversão dos fluxos energéticos (combustíveis, gases e 
vapor) é outro fator que distingue as tecnologias, bem como 
permite o emprego adequado dos Grafos Generalizados. 

Uma avaliação de diferentes equipamentos permitiu a 
composição dos valores médios da Tabela 1. 

Tabela 1. Fatores de Conversão dos Fluxos Energéticos 

Equipamentos Mc/Mg Mg/Mv Mv/Mc 
Turbinas a Gás 0.0172 --- ---
Caldeiras a Vapor --- ---

óleo 13.0-13.5 
bagaço de cana 2.0-2.5 

Ciclo Combinado 0.018 7.0-8.0 8.3 
Nota: /c/ combust1vel /g/ gases /v/ vapor 

M- vazão de fluxos energéticos 
Fonte: Balestierí, 1994 

As taxas de saída forçada representam um dos índices 
usados para expressar a confiabilidade das máquinas térmicas, e será 
aqui utilizado por melhor se adequar ao cálculo da probabilidade de 
perda de carga. , 

A taxa de saída forçada (FOR - Forced Outage Rate) é 
definida como a razão entre a soma de horas em saída forçada, 
horas indisponíveis em reserva de capacidade e horas relativas a 
falhas na partida, com relação ao período em operação. Valores 
representativos desse índice em máquinas térmicas são apresentados 
na Tabela 2. 

Tabela 2. Taxas de Saída Forçada em Máquinas Térmicas 

Ciclo Componente FOR(%) 
a vapor turb. vapor e gerador 1.0 /1.5 [2] 

caldeira convencional 5.8/3.9/5.5 [1] 
demais componentes 3.2/3.1/2.3 [ 1] 

a gás turbina a gás 0.80 
cald. de recuperação 0.23 
demais componentes 1.23 

Notas: /11 oleo-gás-carvão /2/ciclo combmado-c1clo a vapor 
Fonte: Balestierí, 1994 

A probabilidade de perda de carga (LOLP - Loss Oj Load 
Probablility) deve ser avaliada para que se quantifique, 
teoricamente, a porcentagem do tempo em que a configuração 
proposta não deverá atender às demandas por. energia elétrica. 

Seja a curva de permanência de cargas apresentada na figura 
2, onde a capacidade instalada representa a soma de toda 
capacidade presente na instalação, considerando inclusive a reserva. 

Potência 
[MW] 

tempo [h] 

Figura 2. Curva de Permanência de um Processo 

Seja também Ok a magnitude da k-ésima saída forçada, Pk a 
probabilidade de uma saída forçada como capacidade Ok e tk a 
magnitude de tempo no intervalo de estudo em que uma saída Ok 
iria causar perda de carga; matematicamente, o valor esperado total 
de perda de carga para o intervalo em estudo será: 
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Admite-se que as centrais de cogeração devam operar de 
forma contínua por longos períodos (acima de 7000 h/ano) e 
portanto valores de LOLP inferiores a 1700 h/ano (20%) são 
considerados satisfatórios. 

A exergia pode ser definída como a máxima quantidade de 
energia entre dois estados que pode ser teoricamente convertida em 
trabalho puro. Ela é sempre menor ou igual à energia e expresa uma 
medida qualitativa da mesma, sendo as irreversibilidades 
responsáveis pelo descompasso entre energia (en) e exergia (ex). 

A irreversibilidade das centrais de cogeração é avaliada 
globalmente para o conjunto dos componentes presentes na 
configuração; cada arco representa um equipamento e a eles se 
associam os fatores de exergia dados por: 

x= !:>ex I &n = 1- 1',(/ls/ MI) 

Esse parâmetro varia no intervalo [0, 1 ]; quando o fator se 
iguala ao limite inferior evidencia-se que a exergia é nula e que toda 
a energia se converteu em irreversibilidade. Para o limite superior, a 
irreversibilidade é nula, admitindo-se que toda energia se converteu 
em exergia. 

De acordo com Chinneck e Chandrashekar, 1984, os 
combustíveis e as formas de trabalho apresentam fatores de exergia 
iguais à unidade. Vale observar que a temperatura do estado de 
referência (To) é usualmente assumida como sendo 298K. 

Quanto às emissões de poluentes, apresentam-se os fatores 
de emissão referentes a C02, S02 e NOx para alguns combustíveis 
típicos que podem ser empregados em centrais de cogeração 
(Tabela 3) bem como os índices de emissão específica, utilizados 
como parâmetros de comparação entre as unidades (Tabela 4). Os 
primeiros se destinam à formulação do problema e os últimos são 
auxiliares no processo de decisão. 

Tabela 3. Fatores de Emissão de Alguns Combustíveis 
(em kg poluente/kg combustível) 

Combustível CO? so2 NOx 

Oleo 3.156 0.00018 0.0073 

Gás 2.683 0.00010 0.0068 

Lixívia 1.380 0.06800 0.0 

Fonte: Balestlen, 1994 



Tabela 4. Valores Típicos de Emissão Específica 
(em kg poluenteiMWhe) 

Combustível c o, so2 NOx 
óleo 958.10 6.16 a 5.02 

23.40 
gás natural 509.25 0.0023 2.85 

Fonte: Tabors e Monroe III, 1991 

INFORMAÇÕES ECONÔMICO-FINANCEIRAS 

Do ponto de vista econômico-financeiro, apresentam-se os 
elementos referentes ao custo de investimento em novos 
equipamentos, anualizados para taxa de interesse 15% e vida útil 
dos equipamentos de 25 anos. 

Tabela 5. Custo de Investimento Anualizado para Equipamentos 

Equipamento Custo de Investimento 
(1 o6 US$/a), dólar 1992 

caldeira a vapor 0.0573 a 0.155 
turbina a vapor -condensação 0.670 a 0.690 
turbina a vapor -contrapressão 0.186 a 0.190 
turb. vapor - condens/extração 0.836 a 0.879 

Fonte: Balestieri, 1994 

A função objetivo do máximo beneficio líquido se baseia no 
Método do V alo r Atual, que consiste em trazer para um ponto 
único ('ponto zero') todos os valores dispersos ao longo da escala 
temporal; foi utilizado para o óleo combustível e gás natural, 
respectivamente, 0.13 US$/kg e 0.24 US$/kg para o custo dos 
combustíveis (pui). O preço da eletricidade cogerada (pej) é um 
valor que depende de acordos contratuais, porém pode ser assumida 
minimamente como 67 US$/MWh nas atuais condições brasileiras. 

O payback é uma das variáveis de apoio à decisão 
empregadas nessa modelagem, calculada a posteriori apenas a título 
de ilustração da parte financeira do projeto, e consiste em se 
projetar o tempo em que o capital empatado será retomado, a 
menos de taxas de juros. 

Os valores de payback alcançaveis são variáveis de acordo 
com a tecnologia empregada na configuração, com os niveis 
entálpicos presentes na planta de processo e os niveis de demanda 
interna; valores da ordem de 1,5 a 3 anos tem sido relatados para 
algumas unidades a vapor. 

CONCLUSÕES 

Foi apresentada uma formulação multiobjetiva interativa 
para auxílio no projeto de centrais de cogeração que utiliza modelos 
de simulação para o cálculo de índices auxiliares para apoio à 
decisão. Os resultados mais relevantes de uma pesquisa de índices 
para a composição das funções objetivo e para os sistemas 
auxiliares são apresentados em conjunto com as equações do 
modelo de otimização. 
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ABSTRACT 

A multiobjective interactive optimization technique for 
cogeneration systems design was presented; this approach uses 
another simulation techniques as support. The formulation is 
presented together with a discution on the relevant data that must 
be estimated to be used in the optimization formulation. 

Notação 

m 
h 
w 
CFIX 
pe 
pu 
F 
rhs 

AP 
MP 
BP 
CD 

Vazão de vapor, combustível, gases 
entalpia específica 
ganho do arco 
custo de investimento 
retomo por venda de en. elétrica 
gastos com combustíveis 
fator de recuperação de capital 
right-hand side 
Alta Pressão 
Média Pressão 
Baixa Pressão 
Condensação 

tonlh 
kJ/kg 

106 US $/un 
106 US $/kW 
106 US $/kW 

l/ano 
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RESUMO 
A partir de informações de uma indústria química, apresentam-se os resultados da aplicação de uma 
metodologia para projeto de centrais de cogeração com base em programação multiobjetivo e que tem 
por critérios a maximização do beneficio líquido e do fluxo de vapor para obtenção de níveis mínimos de 
confiabilidade, a minimização da emissão de poluentes e das irreversibilidades termodinâmicas da 
configuração. A análise é dinâmica e realizada em duas etapas interdependentes: numa primeira fase 
propõe-se o ciclo mais apropriado e na etapa seguinte discriminam-se o tipo, capacidade e quantidade 
de cada componente. Apresentam-se aqui os resultados da análise referente à primeira etapa. 

INTRODUÇÃO 

Técnicas analíticas para projeto de centrais de cogeração 
tem sido propostas em diversas situações e têm se revelado úteis na 
determinação de quantidade, tipo e capacidade individual das 
Máquinas Térmicas. 

Os modelos termoeconômicos permitem que as avaliações 
conduzam a soluções ótimas sob diferentes critérios, alguns 
econômicos e outros termodinâmicos. Seus resultados se revelam 
satisfatórios para a análise de configurações a partir de estruturas 
fixas (ciclos definidos) [Frangopoulos, 1992]. 

Uma outra classe de modelos emprega técnicas de 
programação matemática para obtenção de soluções ótimas, 
especialmente considerando critérios econômicos para definião das 
características de cada configuração. Essas soluções tem sua base 
nos problemas lineares a partir do método Simplex [Puttgen e 
MacGregor, 1989/Gustafsson e Karlsson, 1991 ]; uma alternativa ao 
problema linear a partir do método Simplex é o emprego de grafos 
conservativos; [Chinneck e Chandrashekar, 1984] os utiliza para 
minimização de irreversibilidades na configuração. 

Os modelos lineares inteiros também encontram amplo 
emprego na operação e projeto de centrais de cogeração, na medida 
em que permitem a diferentes tecnologias candidatas a entrarem na 
configuração final a disputa entre sí a partir de valores inteiros 
(álgebra de Boole) [Ehmke, 1990/lto et a/,1990/Gustafsson, 1992]. 

A modelagem multiobjetiva proposta neste trabalho permite 
a escolha ótima de configurações de centrais de cogeração. com 
múltiplos critérios, o que conduz não mais a soluções ótiinas porém 
eficientes, que representam um compromisso de perda e ganho entre 
os mesmos. A estrutura do problema se mantém linear, porém a 
solução é obtida a partir de grafos generalizados. 

FORMULAÇÃO MUL TIOBJETIVO 

O modelo multiobjetivo escolhido é devido a Geoffiion, 
Dyer e Feinberg - GDF (Steuer, 1986). O algoritmo é iniciado a 
partir da solução básica factível, que pode ser a solução ótima 
individual de qualquer dos critérios considerados. 

Ao decisor cabe indicar sua preferência entre os critérios 
pela indicação de pesos relativos (w). O problema multiobjetivo se 
toma, então, monobjetivo pela redução dos diversos critérios a um 
único, ponderado pelos pesos. A nova solução é obtida a partir da 
minimização do gradiente da função utilidade do decisor. 

Por função utilidade do decisor se entende uma relação 
matemática que expressa suas preferências ante diferentes opções. 
Para o caso em questão, admite-se uma função utilidade que 

expressa a distância entre a última solução proposta (z) e as 
soluções ótimas individuais de cada critério (z*), expressa por: 

6 

u[z(x)] =L w, *[(z,(x)- z;) I z;] 
i=l 

para cada solução x h 
Soluções intermediárias entre a solução básica e a nova 

solução são elencadas e apresentadas ao decisor; a escolha de uma 
das alternativas irá definir sua preferência e reorientar a direção do 
gradiente da função utilidade para nova proposta de solução. Essa 
estrutura se repete enquanto o decisor assim o queira. 

SIM 

Min grad U(Z(x)) 

para obter x(h) 

Z{x(h-1)+ T*d(h)} 

T=0 .. 1 
escolha solução 

SOL. ÓTIMAS 

Figura I. Algoritmo do Modelo GDF 
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No caso do projeto de centrais de cogeração, os seis 
objetivos considerados são: 

- minimização das irreversibilidades termodinâmicas 
-minimização das emissões de co2 
-minimização das emissões de so2 
-minimização das emissões de NOx 
-maximização do fluxo na rede 
-maximização do beneficio líquido. 

O problema multiobjetivo pode ser expresso como sendo: 

nK 

Min L (z,MI, )m, 
i=l 
2 

Min L EC02•1m, 
i= l 
2 

Min L ES02,,m, 
i = l 
2 

Min LENOx,m, 
i= I 
nK 

MaxLm, 
i= l 
nK 5 

MaxL(pe,m;)- L(pu,m;)- L(FIX/ F) 
i=5 i = ) 

sujeito a: 
m4 +m1 -w 1m1 =O 

m5 -w
2m2 =0 

m6 +m1 +~ -w
4m4 -w

5m5 =O 
m9 +mll- w1m3 - w6m6 = rh~MP) 

"'to- w9m9 -w1m1 = rh~LP) 
-w8m8- w10m10 - wllm11 = rh~CD) 

{critério I } 

{critério 2} 

{critério 3} 

{critério 4} 

{critério 5} 

{critério 6} 

{nó I} 
{nó 2} 

{nó 3} 

{nó 4} 
{nó 5} 

{nó 6} 

referente a rede de grafos da figura 2; a correlação entre a rede e a 
central de cogeração genérica da figura 3 é apresentada a seguir. 

ANÁLISE DE INTEGRAÇÃO 

Uma planta de processos químico apresenta demanda anual 
média de 105 .0 (106 kg/ano) al.8 MPa/220 C e demanda de baixa 
pressão de 6.2 (106 kg/ano) a 0.6 MPa/180C, supridas inicialmente 
por um grupo de caldeiras de média pressão; a demanda de baixa é 
suprida por uma válvula redutora de pressão e a demanda elétrica de 
29.7 GWh!ano (3 .4 MW) é comprada da concessionária . Uma 
alternativa de expansão do parque gerador é o emprego de uma 
central de cogeração. 

A fiigura 3 apresenta a configuração original da unidade de 
geração e a correspondente rede da planta de processo anali sada . A 
nova planta tem a possibilidade de queimar gas natural (0.24 
US$/kg) ou óleo (O 13 US$/kg) . No caso de empregar novos 
equipamantos para geração de vapor, devem ser de alta pressão (4.0 
MPa /350C): grupos a gás com fator de conversão combustível -
vapor igual a 8 ou caldeiras de fator de conversão IS . Turbinas a 

vapor de . condensação também podem ser empregadas, 
consideranqo que se destine SOO (I o6kg!ano) para condensação. 

(i) (hs(MP) I 
-.: ·;-> 

[ . 

f ms(BP>I ~ 0 0 

Figura 3- Central de Utilidades original e correspondente rede 

Os custos anualizados para novos equipamentos são 
apresentados na Tabela I (fator de recuperação de capital= 6.26, 
taxa anual= 15%, vida útil= 25 anos). 

Os níveis de emissão de poluentes para óleo e gás natural 
foram coletadas da literatura e expressam valores médios (Tabela 
2) O fator de perda exergética é calculado pela expressão seguinte, 
obtida a partir da Segunda Lei da Termodinâmica: 

X1 = 1 - T0 ( .1s/ .1H) 

Figura 2- Planta genérica de central de cogeração e correspondente 
rede de grafos; os números elos arcos correspondem a 

equipamentos da planta 

A rede formulada permite análise de integração de centrais 
de cogeração a plantas de processo em dois níveis de demanda de 
vapor (MP e BP) e a possibilidade de condensação (CD); vapor 
pode ser gerado em alta pressão (AP) por caldeiras convencionais 
(arco 4) ou conjuntos turbina a gás-caldeira de recuperação (arco 
5), ou em média pressão (MP) por caldeiras convencionais (arco 3); 
energia elétrica pode ser gerada nas unidades a gás (arco 5) ou em 
turbinas a vapor de contrapressão (arcos 6,7,9) ou de condensação 
(arcos 8, I O, I I), sempre atendendo aos níveis de demanda térmica 
de média (rhs[MP]) e baixa pressões (rhs[BP]) . 

Os arcos 1 e 2 representam, respectivamente, fornecimento 
de óleo e gás natural, admitidos disponíveis na região em que se 
analisa o empreendimento, sem maiores restrições ao seu emprego 
na planta em análise. 
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Tabelai. Custos Anualizados de equipamentos de Geração 

Equipmento Custo Fixo Custo Variável 
!06US$/ano US$kg 

Turb. a ~~;ás-Cald . recuo. 0.780 0.0002364 
Caldeira de Alta Pressão 0.232 0.0005857 

Turb. Vap.Contraoressão O. 185 0.0004186 
Turb. Vap. Condensação 0.670 0.0034740 

Fonte: Balestieri, 1994 



Tabela 2. Níveis de emissão (em [kg poluente/kg combustível]) 

combustível COJ SOJ NOx 
óleo BPF 3.156 0.018 0.00728 II I 

Gás natural 2.683 0.001 0.00681 /21 
Nota: /I/ equtvalente a 300 ppm/2/ equtvalente a 200 ppm 

Fonte: Balestieri, 1994 

As soluções ótimas individuais foram calculadas para os 
diferentes critérios e seis configurações foram obtidas e 
apresentadas na Tabela 3. De acordo com esses resultados, os 
critérios de otimização I ,2, 4 e 6 indicam o ciclo Rankine -
critérios I, 2 e 6 mantém a caldeira de Média Pressão adicionando 
caldeira de Alta Pressão e turbinas a vapor, e o critério 4 elimina a 
caldeira de Baixa Pressão e adiciona grupos a gás e caldeiras de alta 
pressão. Os critérios 3 e 5 indicam ciclo combinado, o último com 
maior quantidade de turbinas a vapor que o primeiro. 

arco 
I 
2 
3 
4 
5 
6 
7 
8 
9 

10 
li 

fo . 

Tabela 3. Soluções ótimas individuais dos 6 critérios 
(valores em 106 kg/ano) 

irrevers C02 so2 NOx fluxo D-R 
46.75 41.12 o 40.00 o 41.12 

o o 76.40 1.40 76.40 o 
18 .00 1.12 o o o 1.12 
28.75 40.00 o 40.00 o 40.00 

o o 76.40 1.40 76.40 o 
13120 593.80 605.00 605 .00 611.20 100.00 
300.00 6.20 6.20 6.20 o o 

o o o o o 500.00 
30.00 o o o 30.00 6.20 

323 .80 o o o 2380 o 
176.20 500.00 500.00 500.00 476.20 o 

1139.94 130.35 0.08 0.30 1217.60 -27.49 
''' Nota-tanfa de compra de en. elétnca (cnteno 6) : 35 US$/MWh 

As vantagens da solução de compromisso podem ser 
visualizadas nesses resultados; por sua condição monobjetiva, 
somente um critério foi maximizado (ou minimizado) em cada 
solução, e portanto dados conflitivos podem se comportar em 
direções opostas. 

O critério 6 foi considerado a solução factível inicial, x0
; a 

solução obtida pela minimização do gradiente da função utilidade é 
apresentada em conjunto com a solução inicial e parâmetros 
auxiliares na Tabela 4. As condições de compromisso para a escolha 
da solução de consenso são: reduzir o retomo do investimento 
(payback) o mais possível, visto que o mesmo depende 
inversamente do beneficio líquido, e alcançar uma probabilidade de 
perda de carga (excedente) - LOLP - da configuração inferior a 

______ ...... __ 500 Mkg/a 

I 5%, uma vez que seu cálculo está vinculado ao cálculo da rede de 
fluxo máximo. Os resultados da solução de compromisso, de acordo 
como as condições propostas, são apresentados na Tabela S. A 
Figura 3 apresenta a configuração proposta e a correspondente rede 
de grafos. 

Tabela 4- Solução factível inicial e a nova solução indicada pela 
minimização do gradiente da função utilidade 

Solução Inicial Nova Solução 
Fluxo nos arcos I 41.12 o 

[Milhões kg/ano] 2 o 76.40 
3 1.12 o 
4 10.00 o 
5 o 76.40 
6 100.00 135.00 
7 o o 
8 500.00 476.20 
9 6.20 30.00 

lO o 23.80 
li o o 

Capacidade Instalada(M\\'2_ 32.05 47.79 
Excedente Elétrico JMW) 28.65 44.39 
LOLP (h/ano) 1355.18 1078.56 

J%) 15.47 12.31 
co2 (kg/MWh) 549.30 557.80 so2 (kg/MWh) 4.68 0.21 
NOx (~Wh) 1.26 1.19 

Custo InvestjMilhões US$) 27.16 32.48 
Pé!i'_back Janos} 1.60 8.48 

Benef Líquido (M USS$/a) 16.96 3.83 

Tabela 5- Solução de Compromisso- Dados Gerais 

Fluxo nos arcos I 32.90 Capacid. Instalada (MW): 35.20 
[ 106 kg/ano] 2 15.28 Excedente Elétrico (MW): 31.80 

3 0.90 LOLP (h/a): 1300.59 
4 32.00 (%) 14.85 
5 15.28 co2 (kg/MWh): 553.19 
6 107.00 so2 (kg/MWh): 3.44 
7 o NOx (kg/MWh): 1.24 
8 495.24 Custo lnvest. (i 06 US$): 34.52 
9 10.96 Payback (anos): 2.53 

10 4.76 Ben. Líq. (106 US$/a): 13.66 
li o 

105 Mkg/a 6.2 Mkg/a 500Mkg/a 

Figura3- Central de cogeração obtida por consenso entre os 
objetivos e correspondente rede 
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CONCLUSÕES 

A modelagem multiobjetiva proposta tem por mérito 
permitir uma pesquisa de configurações eficientes para o projeto de 
centrais de cogeração que se situam no entorno das soluções ótimas 
de diferentes objetivos, aqui considerados sem atribuição de pesos 
preferenciais para quaisquer deles. 

Os resultados obtidos no processo interativo proposto 
satisfazem as premissas básicas do problema e permitem visualizar 
diferentes soluções que privilegiam uns critérios em detrimentos dos 
demais, bem como uma solução mista que considera as preferências 
do decisor. 
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ABSTRACT 

According to the data of a chemical process, it is presented 
the results of a cogeneration systems' multiobjective optimization 
technique that deals with six criteria: net benefit maximization, 
pollutant leveis (C02, S02 and NOx) emission minimization, 
network flow maximization and irreversibility minimization. A 
compromisse solution is obtained by means of a trade-off between 
them. 

Notação 

m 
h 
w 
CFIX 
pe 
pu 
F 
rhs 

AP 
MP 
BP 
CD 

Vazão de vapor, combustível, gases 
entalpia específica 
ganho do arco 
custo de investimento 
retomo por venda de en. elétrica 
gastos com combustíveis 
fator de recuperação de capital 
right-hand side 
Alta Pressão 
Média Pressão 
Baixa Pressão 
Condensação 

ton/h 
kJ/kg 

J06 US $/un 
J06 US $/k:W 
J06 US $/k:W 

l/ano 
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SUMÁRIO 
O presente trabalho apresenta o estudo da viabilidade técnica e econom1ca de sistema de 

cogeração utilizando turbina a gás para a produção de eletricidade e vapor ou água gelada, de modo a 
suprir as necessidades de energia de um hospital. São analisadas 4 possibilidades de cogeração para 
este estabelecimento do setor terciário. Em uma primeira parte é efetuada a analise energética das 
opções de modo a determinar as capacidades dos sistemas. Posteriormente é efetuado o estudo de 
viabilidade econômica onde são determinados os custos de produção de eletricidade e calor util, de 
maneira a escolher a melhor opção em termos de economia anual esperada. 

Nomenclatura 

Cag -Custo de produção de água gelada [US$/kWh] 
Ccomb- Custo do combustível (gás natural) [US$/kWh] 
Cel -Custo de produção de eletricidade [US$/kWh] 
CMcr- Custo de manutenção da caldeira de recuperação [US$/kWh] 
CMsra - Custo de manutenção do sistema de refrigeração por 
absorção [US$/kWh] 
CMstg - Custo de manutenção do sistema de turbina a gás incluindo o 
custo de manutenção do gerador elétrico [US$/kWh] 
Cvap - Custo de produção de vapor pelo sistema de cogeração 
[US$/kWh] 
Cvc - Custo de produção de vapor por caldeira convencional 
[US$/kWh] 
Ec - Fluxo de calor residual recuperado [k W] 
Ecomb- Potência suprida no combustível [kW] 
Ep - Eletricidade produzida [k W] 
Er - Eletricidade consumida no hospital [kW] 
Ev -Fluxo de calor utilizado na forma de vapor [kW] 
f - Fator de anuidade [I /ano] 
GPag -Ganho anual devido a producão de água gelada [US$] 
GPel - Ganho anual devido a produção de eletricidade [US$] 
GPv- Ganho anual devido a produção de vapor [US$] 
H -Período equivalente de utilização [h/ano] 
ler -Investimento na caldeira de recuperação [US$] 
I pi- Investimento total no sistema a ser instalado [US$] 
lsra -Investimento no sistema de refrigeração por absorção [US$] 
Isrc - Investimento no sistema de recuperação de calor [US$]. 
k -Período de amortização ou "pay-back" [anos] 
m - Fluxo mássico de gases de escape [kg/s] 
mg -Consumo de gás natural [m3/h] 
n - Rotação [ rpm] 
nc - Eficiência do compressor [%] 
ngc - Eficiência de geração de calor [%] 
nge - Eficiência de geração de energia e tétrica [%] 
nG -Eficiência global do sistema de cogeração [%] 
nisot - Eficiência isoentrópica ou de expansão da turbina [%] 
nt - Eficiência térmica da turbina [%] 
PEag - Preço equivalente de produção de água gelada por sistema de 
refrigeração e tétrico [US$/k Wh] 
Pel -Preço da eletricidade comprada da rede [US$/kWh] 
Per -Perda de energia no sistema turbina a gas [kWJ 
Pf- Potência frigorífica do sistema de refrigeração por Absorção [k W] 
PVel -Tarifa de venda de eletricidade excedente [US$/kWh) 

-Taxa anual de juros[%] 
R - Receita anual esperada [US$] 
RP - Relação de pressão ou taxa de compressão 
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T2 -Temperatura do ar na saída do compressor [K] 
T3 - Temperatura dos gases na entrada da turbina [K] 
T4 -Temperatura dos gases na saída da turbina [K] 
Weixo- Potência de eixo da turbina [kW] 

1 - Introdução 

A geração descentralizada de energia elétrica tem-se 
incrementado de maneira eficiente nos países industrializados, 
destacando-se as tecnologias de cogeração, as quais podem ser 
definidas como sendo técnicas de produção simultânea de potência 
elétrica ou mecânica e calor útil a partir da queima de um único 
combustível. 

Existe a espectativa, no entanto, de que tecnologias compactas 
de cogeração para o setor terciário (hospitais, hotéis, shopping centers, 
restaurantes, condomínios residenciais, etc) possam ganhar espaço nos 
próximos anos, como vem acontecendo em vanos países 
desenvolvidos. 

Neste trabalho apresenta-se a aplicacão de uma metodologia 
para o estudo da viabilidade técnica e económica da instalação de 
micro-cogeradores utilizando pequenas turbinas a gás para um 
hospital. Este sistema além de gerar potência elétrica, permite 
recuperar calor residual que é utilizado como fonte de energia para a 
produção de vapor em caldeira de recuperação sem queima 
suplementar de combustível ou para acionar um sistema de 
refrigeração por absorção visando a produção de água gelada 
necessária ao sistema de ar condicionado do prédio. 

2 - Por Que Cogerar em Hospitais? 

De acordo com as experiências internacionais [ 1-3] os hospitais 
são os estabelecimentos do setor terciário onde a aplicação de 
tecnologias de cogeração apresentam maior viabilidade económica. 
Varias fatores contribuem para este fato, entre os quais podem ser 
citados os seguintes: 
-Os hospitais apresentam menor razão entre eletricidade e calor 
consumido quando comparado com os demais estabelecimentos do 
setor terciário; 
-A necessidade de maior confiabilidade no abastecimento de energia 
elétrica e a manutenção compulsória de sistemas de atendimento 
emergencial; 
-A oportunidade para a redução nos gastos com energia elétrica; 
-0 crescimento da oferta de gás natural, que é um combustível 
adequado para sistemas de cogeração compactos; 
-A reestruturação institucional do setor elétrico, em vários países, 
garantindo espaço à cogeração. 



3 - As Necessidades Energéticas do Hospital Estudado 

Para o propósito do nosso estudo, optou-se por analisar o caso 
do Hospital de Clínicas Barão Geraldo da Universidade Estadual de 
Campinas, no estado de São Paulo. Este Hospital possui um total de 
400 leitos, ocupa uma área de 60.000 m' onde trabalham 3.000 
funcionarias e existe em média um publico flutuante (acompanhantes 
e parentes de internados) de I 00 pessoas por dia. 

A figura I mostra os perfis de demanda de eletricidade, vapor, 
água gelada e água quente do hospital para um dia típico de verão. 

1000 

tsoo 

too o 

'i' ,00 
~ 

fOOO 

soo 

o 
9 13 17 21 25 

[h/dia] 

Figura I - As necessidades energéticas do hospital 

4 - As Configurações Possíveis de sistemas de Cogeração Para o 
Hospital 

A figura 2 mostra o esquema do sistema de cogeração para o 
hospital no caso do uso de caldeira de recuperação visando a produção 
de vapor. 

CombuetÍvel 

c .c-c;,marode combu•tóo 
c- compre.s.sor 
T- turbmo 

Figura 2- Sistema de cogeração para a produção de vapor 

A figura 3 esquematiza uma insta lação de cogeração com uso 
direto do calor dos gases de exaustão da turbina para a produção de 
água gelada em sistema de refrigeração por absorção. 

Goeeode 
eocape 

oombusfÍv•l 

-- ----- Aguor'ede 

G- per-adorlobeor-ç&>) 

Ã - Clbeo,.v.aor 

8 - bomba 

Figura 3 - Sistema de cogeração para a produção de água gelada 

Dentro destas possibilidades técnicas estudaremos 4 casos de 
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cogeração para o hospital : 
Caso I: Utilização de turbina a gás c caldeira de recuperação em 
substituição a produção de vapor nas caldeiras atuais. O limite de 
geração que corresponde à máxima demanda é avaliada em 3.600 kg/h 
de vapor saturado (7,5 kgticm2): 
Caso 2: Utilização de turbina a gás e caldeira de recuperação para 
produção somente da quantidade de vapor necessária a cozinha, 
consumo este avaliado em 800 kg/h de vapor saturado (7,5 kgf/cm2); 
Caso 3: Utilização de turbina a gás e caldeira de recuperação para 
produção somente da quantidade de vapor necessária a lavanderia, o 
que corresponde a 2160 kg/h de vapor saturado (7,5 kgf/cm2); 
Caso 4: Utilização de turbina a gás e sistema de refrigeração por 
absorção com o uso direto dos gases de exaustão, de modo a suprir a 
produção de água gelada (7 °C) em substituição ao sistema de 
refrigeração por compressão do freon (capacidade frigorifica de 700 
TR). 

S- Análise Energética das Opções de C1.1geração 

A anális.: energética se baseia nos princípios da Termodinâmica 
de acordo com procedimentos indicados po r Wu [41 c Taki ct alli [5]. 

De modo a buscar sistemas turbinas a gás disponíveis 
comercialmente. as seguintes considerações foram feitas para a 
se lcção e dimensionamento de máquinas para os casos de cogeração 
do hospita l: 
a) Temperaturas ambientes de 15 °C para a seleção de equipamentos c 
de 30 oc para o dimensionamento do sistema; 

b) Temperatura dos gases de exaustão da turbina entre 400 e 600 °C; 
c) Temperatura dos gases de escape para a atmosfe ra no caso de 
produção de vapor igual a 140 °C e para o caso de produção de água 
gelada 170 °C (determinados pelo critério do "pinch point"); 
d) Para o poder calorifico do gás natural utilizou-se o valor de 39.356 
kJtm3 (6] : 
e) Calor especifico à pressão constante dos gases da turbina igual a 
1.055 kJ /kg.K para o nível do mar [7] (considerando o mesmo valor 
para o local da instalação): 
!) Eficiências do gerador elétrico e da câmara de combustão com 
valores respectivamente iguais a 95% c 97% [8]; 
g.) Eticiênc ia da caldeira de recuperação e coe ficient e de perfonnance 
do sistema de refrigeração por absorção com valores respectivamente 
iguais a 70% e 0,65 [8]: 

Em função dos valores necessários para o fluxo mássico e 
temperatura dos gases na saída da turbina tem-se as máquinas 
selecionadas que mais se aproximam da possibilidade de atender as 
demandas térmicas para os casos de cogeracão do hospital (tabela I). 

Seguindo os procedimentos de Bhargava (9) e de acordo com 
"Stewart and Stevenson" II 0). a tabela 2 mostra a correção dos 
parâmetros de performance dos sistemas selecionados para os casos de 
cogeração do hospital. 

6 - Análise Econômica das Opções de Cogeração 

Os custos de produção de e tetricidade e de vapor ou água gelada 
podem se r determinados pelas equações seguintes. 

Cei=(Ipl-lsrc).t"IH.Ep+Ccomb.(Ecomb-Ec-Per/2)/Ep+CMstg 
e 

Cvap = lcr.f/H.Ev + Ccomb.(Ec+Per/2)/Ev + CMcr 
ou 

Cag = lsra.f/H.Pf + Ccomb.(Ec+Per/2 )/Pf + CMsra 

onde: 

f= [q k .(q-1))/( q k -1) 

q = I + r !I 00 

(I) 

(2) 

(3) 

(4) 

(5) 



O ganho devido a produção de eletricidade (GPel) no caso de 
excedente elétrico é cálculado pela equação 6, c no caso de déficit de 
eletricidade pela equação 7. 

GPel = Er.H.(Pei-Cel) + (Ep-Er) .H. (PVel- Cel) 
ou 

GPel = Ep.H.(Pel- Cel) 

(6) 

(7) 

Para o caso de investimento em sistema de cogeração 
empregando turbina a gás com caldeira de recuperação os fatores de 
comparação são a tarifa de eletricidade praticada pela concessionária 
local para o atendimento do hospital e o custo da produção de vapor 
por caldeiras convencionais queimando óleo BPF. 

Quanto ao ganho devido a produção de vapor, este pode ser 
determinado utilizando-se a equação a seguir. 

GPv = Ev.H.(Cvc- Cvap) (8) 

A receita anual esperada (R) será a soma dos ganhos devido a 
produção de eletricidade e a produção de vapor pelo sistema de 
cogeração. 

R= GPel + GPv (9) 

Para o caso de investimento em sistema de cogeração 
empregando turbina a gás com sistema de refrigeração por absorção é 
necessano conhecer a tarifa de eletricidade praticada pela 
concessionária local e o custo de produção de água gelada por um 
sistema de refrigeraçao elétrico (por compressão). 

O ganho devido a produção de eletricidade (GPel) neste 
caso,também pode ser determinado utilizando-se as equações 6 ou 7, 
dependendo da situação. 

Já o ganho devido a produção de água gelada (GPag) é 
cálculado utilizando-se a equação I O. 

GPag = Pf.H.(PEag- Cag) (lO) 

Para este caso a receita anual esperada é calculada pela equação li. 

Resp = GPel + GPag (li) 

Para o estudo da viabilidade económica das opções de 
cogeração propostas as seguintes considerações foram feitas: 
- O período equivalente de utilização considerado foi de 7.000 
h/ano; 
- O valor do custo do gás natural utilizado foi de 0,0 li US$/k Wh [6); 
- Os valores adotados para o custo de investimento em sistemas 
turbinas a gás (incluindo turbina a gás, compressor, câmara de 
combustão, gerador elétrico, placa suporte, caixa acústica, silenciador, 
dutos de entrada e de exaustão, controle padrão e sistema de partida) 
seguem os dados de Biasi [7), acrescidos de I 5% referente ao 
transporte e a taxa de importação; ' 
- Para o custo de manutenção de sistema turbina a gás adbtou-se o 
valor de 0,015 US$/kWh [8] ; 
- Os valores de investimento e manutenção em caldeira de 
recuperação seguem a metodologia sugerida por Boehn [li]; 
- Os valores de investimento e manutenção em sistema de refrigeração 
por absorção lambem seguem os procedimentos sugeridos por Boehn 

[li]; 
- Para o preço da eletricidade comprada da rede local, utilizou-se o 
valor real de 0,070 US$/kWh; 
- Para o preço do k Wh excedente de energia elétrica adotou-se o valor 
de 0,050 US$/kWh ; 
- Para a análise da viabilidade económica considerou-se o caso de uma 
hospital novo, e assim , o investimento em cogeração (envolvendo 
sistema turbina a gás com caldeira de recuperação ou sistema de 
refrigeração por absorção) é comparado com o investimento em 
equipamentos convencionais (caldeira a vapor convencional e sistema 
de refrigeração por compressão). 

A tabela 3 mostra os custos de produção de eletricidade, vapor 
ou água gelada para os quatro casos de cogeração estudados, 

considerando uma taxa anual de juros de 12 % e um período de 
amortização de 5 anos. 

Tabela 3 - Custos de produção de eletricidade e vapor 
ou água gelada 

Opção Eleltricidade Vapor Agua Gelada 
(US$/kWh] [US$/kWh] [US$/kWhi 

I 0.05589 0.02080 -
2 0.06760 0.01868 -
3 0.05816 0.02143 -
4 0.05617 - 0.03075 

A figura 4 mostra a receita anual esperada em função do 
período de amortização, considerando uma taxa anual de juros de 12 
%. 
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Figura 4 - Receita anual esperada em função do período de 
amortização, r= 12 % 

Pode ser apreciado desta figura que para o caso 4 existe 
viabilidade económica para períodos de amortização de 3,4 anos, 
sendo para o caso 3, de 3, 7 anos; Os valores mínimos para os .casos I e 
2 são respectivamente 4,8 e 4,3 anos. 
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A variação da receita anual esperada em função da taxa anual de 
juros é mostrada na figura 5, que considera um período de amortização 
de 5 anos. 
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Figura 5 - Receita anual esperada em função da taxa anual de juros 
para k=5 anos 



Observe-se que para o caso I existe viabilidade económica 
quando valores menores do que 12,7 % são atribuídos às taxas anuais 
de juros. Jà para o caso 2 isto ocorre para valores menores do que 15,8 
% ao ano. A melhor vantagem é destacada para o caso 4. 

Finalmente para o caso de existência de excedente de 
eletricidade (caso 4), observou-se um valor mínimo de 0,036 
US$/kWh para o preço de venda do excedente, de modo a permitir a 
viabilidade económica da instalação{ para k=5 anos). 

7 - Conclusões 

Sistemas de cogeração compactos do tipo analizado aqui podem 
buscar excelentes oportunidades para a aplicação em hospitais e outros 
segmentos do setor terciário, no cenário energético nacional. 

Decisão de implantação ou não destas modalidades de 
cogeração deverá sempre ser calçada em análises técnico-económicas 
baseadas em metodologias que consideram os múltiplos parâmetros 
relevantes em uma combinação criteriosa, como a apresentada no 
escopo deste trabalho. 

Como resultado da análise efetuada neste trabalho, dentro das 
considerações de custos atr ibuídas, existe maior viabilidade para o 
caso 4 no qual um sistema turbina a gás é associado a um sistema de 
refrigeração por absorção. Os principais fatores envolvidos nesta 
conclusão são: 
- O custo de produção de e let ricidade é relat ivamente pequeno quando 
comparado com a tarifa praticada pela concess ionária; 
- A implantação de um sistema de cogeração como este, resulta em 
uma redução de cerca de 30 % no consumo de eletricidade do hospital, 
indicando mais um atrativo à economia nos gastos com eletricidade 
deste estabelecimento. 

De um modo geral, é preciso considerar que a cogeração para o 
setor terciário é uma alternativa sensível do ponto de vista económico, 
exigindo metodos especiais de dimensionamento, sc leção de 
equipamentos e definição de arranjos contratuais associados ao 
suprimento de eletricidade e combustíveis. 
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Abstract 

ln this paper an ana lysis of various possible configurations of a 
gas turbine based compact cogenerator system for a hospital is 
presented. Severa! Cogcneration options are fcasible since the heat is 
utilized as steam. hot and Óold water to supply utilities. 

ln thc first part thc technical fcasibility of thesc options is 
critically assessed to sele'ct tht: systcms capacities. Later. the economic 
analysis discusses prod uction costs of useful heat and e lectricity 
production to reacb conclusions on the economic feasibility. The bcst 
system thus characterized is rccomended to guarantec emergency 
clectric gcneration. 

Tabela I - Sistemas turbinas a gás selecionados (nível do mar) 

Caso Fabricante Ep RP m T4 T3 nt n 
(Código) [kW] [kg/s] (O C] (o C] (%] [rpm] 

I E.G.T. 1.600 9,2 6,99 600 1134 25,46 27.245 
(Hurricane) 

2 Turbomeca 300 5,6 2,54 490 - 18,02 1.800 
(Astazou) 

3 Turbomeca . 1.050 9,6 5,44 505 - 25,44 1.800 
(Makila TI) 

4 Siemens 2.000 12,0 9,98 544 - 24.99 22.5 00 
KWU 

(PGT2) 

Nota: E.G.T- European Gas Turbines 

Tabela 2 - Correção dos parâmetros de performance dos S.T.G. para os casos de 
Cogeração de Hospitais. 

Caso Ep nt m mg T4 nge ngc nG 
[kW] (%] [kg/s] [m'lh] [O C] 

I *1600 *25,46 *6,99 *605,1 *600 *24,19 *51,28 *75,47 
+1 496 +25,08 +6,43 +574,3 +636 +23 ,83 +53,59 +77,42 

2 *300 * 18,02 *2,54 *160,3 *490 *17,12 *53,53 *70,65 
+281 + 17,75 +2,34 + 152,4 +519 +16,86 +56, 17 +73,03 

3 *1050 *25,44 *5,44 *397,4 *505 *24, 17 *48,22 *72,39 
+982 +25,06 +5,00 +377,3 +535 +23,81 +50,52 +74,33 

*2000 *24,99 *9,98 *770,6 *544 *23 ,74 *46,75 *70,46 
4 +1870 +24,62 +9,18 +731,3 +576 +23,39 +49,18 +72,57 

Nota: * Condições nível do mar; +Condições locais 
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SUMÁRIO 
Neste trabalho é descrito um procedimento que permite a simulação da operação de sistemas G-GT 

- gaseificação e emprego de turbinas a gás - em usinas de açúcar e álcool. São estudadas configurações em 
ciclo combinado, com a manutenção do sistema convencional a vapor, de contra-pressão, como "ciclo 
bottoming", e sistemas em que a turbina a gás é a única máquina motriz da instalação. Três turbinas a gás 
de difierentes capacidades são consideradas e seus respectivos resultados são comparados com informações 
de literatura. A modelagem permite a análise das necessidades da demanda de vapor de processo, da 
influência das extrações de "blast-air" e restrições operacionais da caldeira de recuperação. 

INTRODUÇÃO 

O aumento da geração de eletricidade a partir de sub-produtos da 
cana-{!e-açúcar, tais como o bagaço e pontas e folhas, pode possibilitar 
reduções dos custos de produção dos produtos tradicionais do setor sucro­
alcooleiro: o açúcar e o álcool. 

Uma das mais interessantes propostas nesse sentido consiste na 
gaseificação da biomassa e no uso do gás resultante como combustível de 
turbinas a gás aeroderivativas. A idéia, apresentada pela primeira vez nos 
anos 80, tem sido explorada através de algumas unidades em escala 
piloto. Essa tecnologia, genericamente designada G-GT, ou mais 
especificamente BIG-STIG - Biomass Integrated Gasifier I Steam Jnjected 
Gas Turbines -, ainda não está disponível comercialmente. No presente, 
as principais dificuldades estão na gaseificação da biomassa, na 
quantidade c com a qualidade requeridas pela turbina. 

DESCRI CÃO DA PLANTA 

Tem sido propostas duas versões de sistemas BIG-STJG. A 
primeira delas considera um sistema de cogcração com uma turbina a gás 
STJG como única máquina motriz . Em uma usina de açúcar e álcool , 
vapor de baixa pressão teria que ser produzido em urna caldeira de 
recuperação em condições de alimentar diretamente o processo industrial. 
Nesse caso, as turbinas a vapor que são empregadas no acionamento 
mecânico de moendas e'l:!csfibradores da cana teriam que ser substituídas 
por motores elétricos. 

Na segunda versão a turbina a gás seria empregada como 
máquina de topo de uma instalação cm ciclo combinado. Em novas 
plantas é provável que uma turbina a vapor de extração-condensação 
possa ser empregada mas, para usinas já existentes, é mais · adequado 
1magmar a manutenção do sistema convencional de contra-pressão. 
Assim, vapor de média pressão precisa ser gerado para a alimentação ctas 
turbinas a vapor. 

Uma planta BIG-STIG em ciclo combinado é esquematizada na 
Figura I. Os quatro módulos principais da instalação - a unidade de pré­
processamento e de gaseificação da biomassa, a turbina a gás, a caldeira 
de recuperação e a instalação convencional a vapor - são representados. 

Em princípio, tanto gaseificadores de leito fixo quanto de leito 
fluidizado poderiam ser empregados. Esforços recentes de pesquisa e 
desenvolvimento têm estado mais voltados aos sistemas de leito 
fluidizado, apesar das vantagens imediatas - menor concentração de 
material particulado, maior facilidade de controle dos álcalis e menor 
necessidade de "blast-air" - que podem ser identificadas quanto nos 
sistemas de leito fixo. Por outro lado, algumas restrições podem citadas 
quanto a esses últimos, tais como a necessidade de injeção de vapor -
"blast·steam" -, para que seja evitada a fusão das cinzas, e a necessidade 
de alimentação com biomassa relativamente seca e densificada (Larson et 
alii, 1989). 
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Figura I Sistemas G-GT em usinas de açúcar e álcool 

Outra questão relativa à gaseificação diz respeito à melhor opção 
entre gaseificadores atmosféricos e pressurizados . A eventual vantagem 
técnica e econômica dos gaseificadores pressurizados em instalações G­
GT ainda não está comprovada. Nesse trabalho foram considerados, 
exclusivamente, os gaseificadores pressurizados de leito fixo. 

PROCEDIMENTO DE SIMULAÇÃO 

Na análise feita foram consideradas as turbinas aeroderivativas 
da classe LM- LM 1600 PB, LM 2500 PH e LM 5000 PD ·fabricadas 
pela General Electric Marine & Industrial. 

O procedimento envolve dois passos básicos. O primeiro permite 
a definição de alguns parâmetros das turbinas a gás, segundo a 
consideração de uma operação em regime de base, nas condições ISO, 
com injeção plena de vapor e queima de gás natural. Esses parâmetros, 
assim como os parâmetros de referência para cada turbina, são 
posteriormente aplicados na avaliação de desempenho das máquinas com 
gás de gaseificação. 

Já o segundo passo envolve a simulação e a determinação dos 
parâmetros operacionais de todo o sistema, quando do funcionamento 
com biomassa e gás de gaseificação. 

Os parâmetros de referência das turbinas, para efeito de cálculo e 
comparação dos resultados, correspondem às informações publicadas pela 



Gas Turbine World (1993). Como parâmetros de cálculo foram tomados, 
para cada turbina, a relação de compressão, o fluxo mássico de ar a 15 •c 
e I atrn, o fluxo máximo de vapor injetado e a temperatura máxima à 
entrada da turbina de potência. Os resultados obtidos na simulação foram 
comparados às informações de potência, eficiência térmica e temperatura 
de exaustão dos gases. 

A turbina LM 5000 foi equacionada considerando tanto a injeção 
de vapor de alta pressão na câmara de combustão quanto a de vapor de 
baixa pressão na corrente de gases em expansão, entre os estàgios de alta 
e baixa pressão do gerador de gases. Jà para as turbinas LM 1600 e 
2500, o equacionamento foi realizado segundo a consideração de injeção 
de vapor apenas na câmara de combustão. 

As principais hipóteses adotadas foram: (i) não consideração de 
perda de carga dos gases em qualquer componente do sistema; (ii) não 
consideração da variação do calor específico dos gases com a 
temperatura; (iii) avaliação do calor específico do vapor a partir da 
variação das entalpias molares da água entre a temperatura de injeção do 
vapor e a temperatura de mistura gases/vapor. 

EQUACIONAMENTO DA TURBINA A GÁS 

Compressor. As principais equações relativas ao compressor 
permitem a determinação da temperatura do ar ao fim do processo e da 
potência de compressão. São elas: 

T
2 

=T
1 

. {I+ { [ (rp)<r-l)tr -I]. 1/r]c} 

Wc =mar. Cpar . T 1 • { [ (rp)<r-l)lr- I ] . IIT]c} 

(I) 

(2) 

Câmara de Combustão. O equacionamento da câmara de 
combustão visa a determinação do fluxo de combustível que viabiliza, 
para cada turbina e quando da operação sem injeção de vapor, a máxima 
temperatura na câmara de combustão. 

A injeção de vapor provoca a redução da temperatura dos gases. 
Para que seja respeitado o limite de temperatura dos gases à entrada da 
turbina de potência - Tin -, condição que deve ser satisfeita por imposição 
do procedimento de cálculo, deve haver um aumento do fluxo de 
combustível. 

Na operação da turbina com gás de gaseificação, faz-se a 
extração de 'blast-air" do compressor - marg. Corno a quantidade de ar 
que deve ser extraída não pode ser determinada a priori, o procedimento 
de simulação adotado permitiu o cálculo das extrações do fluxo de ar 
dentro de uma ampla faixa de variação. A posteriori foram identificados, 
para cada turbina, os valores minimos de extração que são compatíveis 
com os requerimentos da produção do gás, em cada regime de operação, e 
descartados os resultados não factíveis. 

Na operação dos sistemas G-GT, quanto maior a temperatura do 
gás à saída do gaseificador, maior o aporte de energia à câmara de 
combustão na forma de calor sensível. No procedimento de simulação 
realizado foi assumido 600 •c para a temperatura do gás combustível, 
valor que corresponde à uma solução de compromisso, para os 
gaseificadores de leito fixo, para que não haja condensação do alcatrão e 
para que os álcalis possam ser tratados, no procedimento de limpeza, 
como partículas condensadas (Larson et alii, 1989). 

A equação básica da câmara de combustão corresponde ao seu 
balanço de energia: 

(mar- marg) . Cpar . (T2 - T 1 ) + mft . [ Cpf. (Tf- T 1 ) + PC ] + 
mvic. Cpv. (Tic- T 1 ) = mgc. Cpgc. (Trnax- T 1 ) (3) 

Para os gases de combustão, o valor do calor específico foi 
calculado a partir de uma estimativa de sua composição, considerado o 
excesso de ar e urna composição química de referência para o gás natural 
e para o gás de gaseificação. 

Turbina. Para o caso mais complexo, o da turbina LM 5000, a 
análise da expansão dos gases deve considerar três estàgios, dado que 
vapor pode ser injetado entre os corpos de alta e baixa pressão do gerador 
de gases. 

A injeção de vapor foi assumida a I, 16 MP a. Defmida a pressão, 
a temperatura dos gases antes da injeção pode ser avaliada a partir de 
uma dado valor de eficiência politrópica da turbina de alta pressão 
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Ttr = Tmax . { I - T]ta. [ I - (PtriPmax)(ó-IJio ] } (4) 

A temperatura dos gases cai após a injeção do vapor. Um balanço 
de energia no ponto de injeção permite a avaliação da temperatura de 
mistura- Tmis. 

mgc . Cpgc . (Ttr - T 1 ) + mvit . Cpv . (Tit - T 1 ) = 

mgt . Cpgt. (Tmis- T 1 ) (5) 

A turbina de alta pressão produz parte da potência necessária ao 
acionamento do compressor e a turbina de baixa pressão o complemento. 
As equações que permitem a quantificação de suas contribuições são: 

Wal = mgc. Cpgc . (Tmax- Ttr) (6) 

Wbx = (Wc I T]tm)- Wal (7) 

A temperatura e a pressão dos gases à entrada da turbina de 
potência podem ser determinadas pelas equações 

· Tin = Tmis- [ Wbx I (mgt . Cpgt)] (8) 

Pin = Ptr. { I - { (I I T]tb). [ I -(Tini I Tmis)] } } •'<• I) (9) 

Uma vez determinadas as propriedades à entrada, a temperatura 
teórica de exaustão pode ser calculada desde que seja arbitrado um valor 
para a pressão de exaustão 

Tcsct = Tin . (Pesc/Pin)(o- I)/J (lO) 

Atribuindo-se valores à eficiência isocntrópica de expansão na 
turbina de potência, à eficiência do gerador elctrico c à eficiência 
mecânica, pode-se então determinar a potência clétrica: 

Welc = mgc. Cpgc . T)ge . T]tm . T]tp. (Tin- Tesct) (li) 

E, finalmente, a temperatura de escape dos gases será 
determinada pela relação: 

Tese= Tin- T]tp (Tin- Tcsct) (12) 

A solução do conjunto de equações implica na definição de 
valores para alguns parâmetros. Com esse propósito, valores típicos 
foram atribuídos à eficiência mecânica, à eficiência do gerador elétrico e à 
pressão de exaustão. 

Ato continuo, a atribuição de valores às eficiências isoentrópicas 
do compressor e dos vários estágios da turbina, desde que observadas as 
restrições relativas ao perfil de temperaturas dos gases no interior da 

turbina, permite o cálculo da potência clétrica produzida, da eficiência 
térmica e da temperatura de exaustão. 

O critério adotado foi tentar igualar a potência calculada ao valor 
indicado pela referência, procurando minimizar o erro relativo aos dois 
parâmetros restantes . Um erro de 3% foi considerado aceitável. 

Como o conjunto de equações confere um certo número de graus 
de liberdade, não há uma solução única. Assim, os resultados 
apresentados na Tabela I devem ser encarados apenas como soluções 
possíveis. Também são apresentados os parâmetros usados para 
comparação, válidos para a condição de injeção plena de vapor. 

EQUACIONAMENTO DA CALDEIRA DE RECUPERACÃO 

A caldeira de recuperação recebe da turbina, à temperatura Tese, 
o fluxo de gases de exaustão. Nessas condições, com a eventual queima 
suplementar do gás de gaseificação, o equipamento deve gerar (i) o vapor 
requerido pelo gaseificador, (ii) o vapor necessário à injeção na turbina 
aerodcrivativa - no período de entre-safra - c (iii) o vapor necessário ao 
sistema de potência convencional a vapor e/ou ao processo. 
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Tabela I Resultados do procedimento de simu açio d e tur mas a e:ás 

Maquina Parâmetro Referência Resultado Resultado 

GTW 1993 • c/ injeção s/ injeção 

LM 1600 PB Potência clétrica [k W} 16.900 16.900 14.792 

Eficiência térmica 0,397 0,388 0,362 

Tcmpcr. escape ["CJ 470,00 454,57 461,67 

LM 2500 PH Potência elétrica [kW} 27.100 27.100 22.876 

Eficiência térmica 0,403 0,391 0,363 

Temper. escape ["CJ 502,78 502,52 508,93 

LM 5000 PD Potência elétrica [kW[ 51.100 51.100 40.033 

Eficiência térmica 0,432 0,420 0,369 

Tempcr. escape ["C] 400,00 412,66 424,14 

• Operação com injeção plena de vapor 

Durante o período de safra, quando o sistema opera no modo 
cogcração, dois fluxos de vapor a diferentes níveis de pressão devem ser 
gerados . O fluxo de alta pressão, para a injcção de vapor na câmara de 
combustão da turbina a gás, deve ser gerado a 5,2 MPa e 390 oc. Para os 
sistemas cm que a turbina alua como maquina de topo de um ciclo 
combinado, o fluxo de baixa pressão, que alimenta o sistema de potência 
a vapor, deve ser gerado a 2, I MPa, 280 oc. Por outro lado, nos sistemas 
cm que a turbina a gás é máquina única, o vapor de baixa pressão deve 
ser gerado à pressão de processo - 0,25 MPa -, ligeiramente 
superaquecido - 137 oc. No período de entre-safra, quando o sistema 
opera no modo STIG, só ocorre geração de vapor no maior nível de 
pressão. 

O equacionamento da caldeira de recuperação está baseado no 
balanço de energia da instalação. Na realidade, para que o perfil de 
temperatura dos gases ao longo da caldeira de recuperação pudesse ser 
determinado, foram estabelecidos balanços de energia independentes, para 
os circuitos de alta c baixa pressão . Adicionalmente, algumas condições 
devem ser impostas para que seja assegurada a operacionalidade de todo 
o sistema. 

Nas caldeiras de recuperação é fundamental a verificação das 
restrições associadas (i) ao "pinch-point", (ii) à diferença de temperaturas 
entre os gases à entrada c o vapor à saida da caldeira c, (iii) no caso 
específico em estudo, da temperatura dos gases de escape para que seja 
assegurada sua utilização como agente na secagem da biomassa. Foram 
considerados 30 oc como diferencial mínimo de temperaturas no "pinc~­
point", tanto na superfície de evaporação do vapor de alta quanto de baixa 
pressão, 50 oc como limite mínimo na diferença terminal entre os gases e 
o vapor superaquecido (Allen & Kovacik, 1984) e 260 oc para o limite 
inferior da temperatura de exaustão dos gases (ELETROBRÁS­
COPERSUCAR, 1991) 

Uma restrição adicional deve ser observada com relação ao 
balanço do fluxo de ar de gaseificação Em algumas condições a restrição 
determinante pode ser a cxtração de "blast-air" do compressor, parâmetro 
que influencia a produção de gás combustíveL Deve haver, por 
conseguinte, uma extração mínima que possibilite a produção· de gás na 
quantidade necessária à operação da turbina. 

O balanço de energia no supcraquecedor e no evaporador do 
circuito de alta pressão da caldeira de recuperação permite a 
determinação da temperatura de "pinch-point" Tpap (ver Figura 2): 

mgt . Cpgt . (Tese- T 1 ) + mfc . [ Cpf.(Tf- T 1 ) +PC]-

[ (mgt + mfc). Cpgc . (Tpap- T 1 ) ] = mvap . (hvap- hsatap) (13) 

A consideração de que a efetividade da superfície de troca de 
calor entre as entradas dos evaporadores dos circuitos de alta e baixa 
pressão - isto é, entre Tpap e Tpbp - é constante, permite, para um dado 
valor de efetividade, a determinação da tempetura de "pinch-point" no 
circuito de baixa pressão - Tpbp: 

e= ( Tpap- Tpbp) I ( Tpall- Tsatbp) (14) 
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Definida a temperatura T pbp, a realização de um balanço de 
energia entre as entradas dos evaporadores dos circuitos de alta e baixa 
pressão permite a determinação do fluxo de vapor de processo - mvbp -
que pode ser gerado em cada condição de simulação. 

(mgt + mfc). Cpgc. ( Tpap- Tpbp) = mvbp. (hvbp- hsatbp) (15) 

Finalmente, a temperatura de exaustão dos gases pode ser 
determinada pela realização do balanço de energia na seção dos 
economizadores dos circuitos de alta e baixa pressão: 

EQUACIONAMENTO DO GASEIFICADOR 

O equacionamento do gaseificador permite a determinação dos 
fluxos mássicos de ar e de vapor necessários à produção de gás na 
quantidade necessária à operação da turbina e à geração de vapor. O 
equacionamento permite, também, a determinação da demanda de 
biomassa c a realização de balanços em relação à sua disponibilidade. 

Os esquemas apresentados por Erbes (Larson & Williams, 1990) 
c pela COPERSUCAR (ELETROBRÁS-COPERSUCAR, 1991) 
consideram sistemas com gaseificadores pressurizados de leito fixo. A 
análise desses esquemas permitiu a definição de algumas relações que, 
tomadas como invariáveis para qualquer regime de operação, permitiram 
tanto a quantificação do fluxo de vapor necessário à gaseificação quanto 
do gás que pode ser gerado para queima auxiliar na caldeira de 
recuperação. 

Os dados das duas referências citadas estão baseados nas mesmas 
relações mássicas : uma necessidade de 0,934 kg de ar por kg de biomassa 
seca e 0,352 kg de vapor/kg de biomassa seca. Esses números são 
ligeiramente diferentes das relações apresentadas por Larson et alii 
( 1989), que indicam a necessidade de 0,80 kg de ar/kg de biomassa seca c 
0,30 kg de vapor/ kg de biomassa. 

INST ALACÓES PRÉ-GASEIFICADOR 

Nas usinas de açúcar e álcool o bagaço de cana normalmente está 
disponível com um teor de umidade que excede a especificação de 
alimentação do gaseificador. Na condição "in natura" , à saída do processo 
de cxtração do caldo, o bagaço tem normalmente 50% de umidade. 

O preparo da carga de biomassa dos gaseificadores de leito fixo 
requer, cm principio, sua secagem c pcletização. A secagem é feita com o 
aproveitamento da energia dos gases de exaustão da caldeira de 
recuperação c com um aporte de potência associado à movimentação da 
matéria . Existe uma estimativa (COPERSUCAR-ELETROBRÁS, 1991) 
de que a potência requerida é da ordem de 4,58 kW/tonelada de biomassa 
processada, com 50% de umidade. 

A pelctização, para a compactação e a uniformização dimensional 
da carga, requer uma potência superior, estimada em 85 ,4 kW/tonelada de 
biomassa com 15% de umidade. Tal nível de consumo é bastante 
significativo e representa uma fração não desprezível da potência gerada 
pelo sistema, como pode ser observado na Tabela 2. 
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Tabela 2 Resultados da simulação do sistema BIG-STIG 

LM 5000 LM 2500 LM 1600 

Ciclo comb. apenas TG TG STIG Ciclo comb. TGSTIG Ciclocomb. TG STIG 

Operação sem injeção sem iniecão com iniecão sem iniecão com iniecão sem iniecão com iniecão 

Potência produzida - MW 42,82 37,59 51,12 25,75 28,04 17,00 17,79 

pela TG 37, 12 37,59 51,12 20,05 28,04 11,30 17,79 

I pelo ciclo bottoming 5,70 --- --- 5,70 --- 5,70 ---
Potência. requerida - MW 12,29 12,10 3,67 11,23 1,76 10,87 1, 12 

processamento da biomassa 4,34 4,15 3,67 3,28 1,76 2,92 1, 12 

I pela usina 7,95 7,95 --- 7,95 --- 7,95 ---
Potênica _Qara venda - MW 30,53 25,49 47,45 14,52 26,28 6, 13 16,67 

Eficiência da TG * 0,340 0,343 0,407 0,328 0,390 0,290 0,388 

Eficiência global ** 0,223 0,203 0,325 0,173 0,375 0,121 0,374 

"Blast-air" - kg/s 12,09 11,56 10,23 9,13 4,91 8,14 3,13 I 
• Calculada como a relação entre a potência produzida e a potência do aporte de gás combustível , computado inclusive seu calor sensível . 
•• A eficiência global é calculada como a relação entre a potência global produzida pela TG' e pelo ciclo bottoming, descontada a potência requerida 
pelo processamento da biomassa, em relação ao aporte energético da biomassa - bagaço, pontas e/ou folhas . 

ANÁLISE DOS RESULTADOS 

Cada extração representa uma nova condição operacional, cuja 
viabilidade deve ser checada contra as restrições impostas . A primeira 
verificação diz respeito à disponibilidade de gàs combustível: para cada 
extração a produção de gàs pode não ser suficiente para atender a 
demanda da turbina. Por outro lado, se existe mais combustível do que o 
requerido pela turbina, a quantidade adicional pode ser enviada à caldeira 
de recuperação, aumentando a produção de vapor. 

Entre as soluções factíveis, a mais apropriada é aquela que 
atende, com o menor consumo de biomassa, as seguintes restrições: (i) as 
demandas de vapor e (ii) o perfil de temperaturas dos gases na caldeira de 
recuperação 

Na Tabela 2 são apresentados os resultados para as turbinas 
simuladas. Os resultados correspondem à produção de vapor de baixa 
pressão para satisfazer uma demanda de vapor de processo equivalente a 
370 kg/te. 

Para a avaliação da acuidade do procedimento proposto, os 
resultados apresentados na Tabela 2 são comparados com algumas 
informações disponíveis na literatura. 

Larson et alii ( 1989) e Larson & Williams ( 1990) citam dados da 
General Electric para caracterizar a operação da turbinas LM 5000 nas 
condições discutidas nesse trabalho. Na operação no modo STIG o 
sistema produziria, segundo o fabricante, 53 MW elétricos, com 32,5% 
de eficiência global , e 39 MW, com 28,6% de eficiência, quando da 
operação sem injeção de vapor. É importante notar que esses resultados 
são de uma época em que a especificação da turbina LM 5000 
correpondia a valores de potência 3% superiores aos da especificação 
empregada neste trabalho (Gas Turbine World, 1993). 

Para a turbina LM 2500 alguns parâmetros de comparação 
também são disponíveis . Queiroz & Nascimento ( 1994) avaliam a 
produção de 21 MW elétricos em um sistema em que a produção de vapor 
de baixa pressão corresponde a uma demanda de 350 kg/te . Nessas 
condições o resultado obtido pela aplicação do procedimento descrito 
neste trabalho é 20,2 MW. 

Para a turbina LM 1600 não existem referências de comparação. 
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ABSTRACT 

This paper describcs a simulation procedure to assess BIG-STIG 
- Biomass Integrated Gasifier I Stcam Injectcd Gas Turbine - systems in 
sugar-cane mills . Two configurations are considered: one in which the 
conventional steam cycle is the bottoming part of a combincd cycle and 
another onc in which thc gas turbine is used as thc unique type of power 
machine. Both, the opcration during the harvest season, and otherwise -
when the steam injection occurs -, are simulated. The four main modules 
of a BIG-STIG system are dealt with: the gas turbine, thc heat recovery 
steam generator - HRSG -, the biomass gasification plant and the 
conventional steam cogeneration back- pressure cycle. Three gas turbines 
of different capacities are studied and the corrcsponding results are 
compared with those available in some references. The modelling allows 
the analysis of the process stcam requiremcnts, the blast air extractions 
and the main HRSG operational constraints, like the minimum pinch­
point tcmperature at the HRSG and the minimum HRSG stack gas value. 
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RESUMO 
A ahordaKem de Curzon e Ahlhom para análise do ciclo de Camot considera as restrições de 
dimen.w)es e tempo finitos nas trocas de calor do fluído de trabalho com a fonte quente e o sumidouro 
frio, representando de .forma mais fidediKna o comportamento das máquinas reais. Este trabalho 
apresenta uma extenscio desta análise para o ciclo Rrayton, mostrando a relação que existe entre a 
potência, a eficiência e a taxa de Keraç:ão de entropia. 

INTRODUÇÃO 

A análise de ciclos de potência, na termodinâmica clássica, 
não leva em conta as restrições conhecidamente presentes em 
instalações reais nas taxas de transferência das formas de energia em 
transito. Conceitos simples da termodinâmica clássica têm sido 
estendidos, introduzindo-se formulações conhecidas da transferência 
de calor, especialmente a partir do trabalho de Curzon e Ahlbom 
( 1975 ). Os modelos assim obtidos passam então a representar de 
forma mais fidedigna o comportamento das instalações reais. 

Oa= 

Qr= 

mcp(T2- T,) 

mcp(T3- T4) 

Ttc 1 fonte I 

Q 
máquina 
térmica 

T se I sumidouro I 

. 
O a . w 
. 
O r 

(I) 

(2) 

Este trabalho aplica alguns destes conceitos à um ciclo 
Brayton ideal simples, procurando apresentar uma modelagem deste 
ciclo a partir de um enfoque baseado na 2• Lei da termodinâmica e 
considerando as restrições nas taxas de transferência de calor, isto é, 
tempo finito para que ocorra a troca e/ou dimensão finita para o 
trocador de calor. Este trabalho é uma extensão da análise realizada 
para o ciclo de Camot e apresentada em Zaparoli e Senna ( 1994 ). 
Os resultados para o ciclo de Camot mostram que o máximo da 
potência não coincide com o mínimo da taxa de geração de 
entropia, em aparente contradição com o teorema de Gouy-Stodola. 
No ciclo de Camot, o minimo para a geração de entropia coincide 
com o ponto de máximo para a eficiência térmica, no entanto, a 
potência mecânica fornecida pelo ciclo é nula. Isto ocorre pois, se o 
produto do coeficiente global pela área de troca de calor for 
constante então a minimização da taxa de geração dt< entropia 
implica na anulação da taxa de troca de calo~ com a font~ quente. 

Figura 1 -Esquema de uma máquina térmica. T­
temperatura. índices: fc-fonte de calor. se-sumidouro de 
calor. 

Os resultados para o ciclo Brayton, obtidos neste trabalho, 
apresentam comportamento semelhante aos do ciclo de Camot 

ANÁLISE DO CICLO 

Aqui se analisa uma máquina térmica funcionando segundo 
um ciclo Brayton, absorvendo calor de uma fonte quente à 
temperatura Tr, e rejeitando para um sumidouro à temperatura T,., 
como representado na Figura I . Segundo a abordagem proposta por 
Curzon e Ahlbom ( 1975 ) considera-se a máquina térmica como 
endorreversível, ou seja, as irreversibilidades ocorrem somente nas 
trocas de calor com a fonte e o sumidouro de calor. A Figura 2 
apresenta um diagrama T.s de um ciclo Brayton ideal simples. 
Considera-se, nesta análise, o fluído de trabalho como um gás ideal 
caloricamente perfeito ( calor específico, c,. constante ). 

As taxas de calor absorvido da fonte quente e rejeitado para o 
sumidouro pelo fluído de trabalho são iguais a: 
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- -Tfc 
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s 
Figura 2 - Diagrama T.s de um ciclo Brayton simples 

ideal colocado entre as temperaturas T1c ( fonte de calor ) 
e Tsc (sumidouro de calor). Pac = pressão de absorção de 
calor ; P,c = pressão de rejeição de calor. 



A condição de endorreversibilidade do ciclo é dada por: 

T, Tz 

T. T, 
(3) 

Onde esta razão é função apenas das pressões de absorção e 
de rejeição de calor 

~ = (~acJ(k~~ ) 
T4 =a 

Prc 

(4) 

com k = Cp I c.. 
A potência líquida fornecida pelo ciclo pode ser expressa por 

· · ( Q,J · ( TJ) - ( I) 
W= Oall- Óa =Oa 1- T

2 
=Oa 1- a (5) 

Considerando-se os resultados da teoria de trocadores de 
calor, as taxas de calor absorvido e rejeitado são calculadas com as 
expressões abaixo 

Oa= (UA)ac(Ttc- T1~T2) (6) 

(
TJ+ T4 ) 

Q, = (UA)rc 
2 

- Tsc (7) 

onde 
( UA) =produto do coeficiente global pela área de troca de 
calor, 
índice ac = se refere a absorção de calor, 
índice rc = se refere a rejeição de calor. 

Segundo Ozisik ( 1985 ). dentro de certas condições. pode-se 
aproximar a média logarítmica das diferenças de temperatura pela 
média aritmética, como utilizado nas Eq . (6) e (7). 

Da Eq. (5) conclui-se que 

a= 
O a 

Q, 

Substituindo as relações (6) e (7) em (8) obtém-se que 

Tfrtc = 2 
[ (UA)ac + a(TscTJ (UA)rc] 

(l +a-r) [ (UA)ac + (UA)rc] 

(8) 

(9) 

Onde -r = T 4 I T 2 é a relação entre a mtmma e a maxtma 
temperatura do ciclo, que pode variar entre -.: = I ( não há máquina 
térmica ) e 1: = T se I T rc ( a máquina térmica aproveita o máximo da 
diferença entre as temperaturas da fonte e do sumidouro de calor) 
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Da substituição das Eq. (6) e (9) em (5) resulta na equação 
para a potência 

W (1 
+ iü~~:) ( Tsc) ( 1) (lO) 

------ 1- a- 1--
(UA)acTtc Ttc a 

O máximo da potência ocorre no ponto 

rr;; 
a= vr: 
A taxa total de geração de entropia é dada por 

Q, 
S = Tsc 

o. 
Ttc 

( 11) 

( 12) 

Define-se a taxa de geração de entropia adimensional como 

S = 

. [ (UA)ac J 
Tsc s I+ (UA~c 

(UA)ac Trc 
(13) 

Substituindo-se as expressões para as taxas de troca de calor, 
resulta que : 

s = ( 1 _ T se ) (!) + ( T se_ JUA2~) (! -_a_)_ ( T "" _) (l _ a T se) ( 14) 
Ttc a Trc (UA)ac a Ttc Trc 

Os limites de variação do parâmetro 1: impõem os seguintes 
limites para o parâmetro a 

• para 1: = I , a = I ( por restrições fisicas do ciclo ); 
• para -r=TsciTr,, deve-se ter T2= Trc (por 

restrição fisica) e da Eq . (9) resulta que 
a= Tr, I Tsc. 

No caso de a = T1, I T "'' a taxa de geração de entropia é 
mínima e igual a 

- ( Tsc)[ (UA)..:J(T"') 5 = I - Ttc I- (UA)ac Trc (15) 

A eficiência do ciclo definida como a razão da potência pela 
taxa de calor absorvido da fonte, segundo a Eq . (5), é igual a: 

w (1- ~) (16) 
TJ= 

O a 

A eficiência é nula para a = I e cresce até o ponto onde 

a= Tr, IT,,. 

RESULTADOS 

A Figura 3 apresenta a variação da potência, da taxa de 
geração de entropia e da eficiência do ciclo em função do 



parâmetro a , definido pela Eq . (4) Nota-se que a potência é nula 
para a= 1 e para a= Trc I T se.• O comportamento da taxa de 
geração de entropia não é o esperado de acordo com o teorema de 
Gouy-Stodola, isto é, o máximo da potência não coincide com o 
mínimo da geração de entropia . No entanto, o mínimo da geração 
de entropia coincide com o máximo da eficiência. 
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0.30 060 

' 
Wl • (UA).. I 

040 020 (UA) 
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0.10 020 

000 2 00 400 600 soo a 10.00 

Figura 3 -- Variação da potência. da taxa de geração 
de entropia e da eficiência para o ciclo Brayton em função 
do parâmetro a, para Tsc I T1c = O, 1 e (UA),c I (UAlac = 1. 

O parâmetro (UA).., I (UA).c foi fixado igual a I (um ) pois o 
mínimo da taxa de geração de entropia é nulo somente neste caso, 
como indica a Eq. ( 15). 

CONCLUSÕES 

Os resultados apresentados na Figura 3 são semelhantes aos 
obtidos para o ciclo de Camot e apresentados em Zaparoli e Senna 
( 1994 ). A aparente contradição com o teorema de Gouy-Stodola 
se deve aos efeitos das dimensões finitas consideradas neste 
trabalho . Quando a= Trc I T ""' a potência se anula pois o ciclo 
Brayton toma-se um ciclo de Camot sem absorção de calor da fonte 
quente 

A minimização da geração de entropia representa um aumento 
na qualidade da transformação de energia, sempre resultando em um 
ganho na eficiência da máquina térmica. No início, uma redução na 
taxa de geração de entropia ( aumento do rendimento ) implica em 
um aumento na potência apesar da redução nas taxas de tfoca de 
calor. No entanto, a partir de a= ( Trc I T,. )112 uma redução na taxa 
de geração de entropia implica em forte redução da taxa de troca de 
calor e, portanto, da potência. Devido á limitação em dimensão para 
os trocadores de calor e/ou devido à limitação de tempo, ~ máquina 
térmica para produzir uma potência não nula necessita qe um certo 
grau de imperfeição ( geração de entropia acima . da mínima 
possível ). 

Outro resultado importante é obtido da Eq. ( 15). Como a taxa 

de geração de entropia deve ser pos1t1va, então a relação 
(UA),c I (UA)ac deve ser menor ou igual a um, sendo no caso mais 
favorável igual a I ( um ), onde o mínimo da taxa de geração de 
entropia é zero. 

O resultado da Eq . (li), apesar de ser igual ao obtido na 
análise clássica do ciclo, envolve, entretanto, uma diferença 
conceituai. No caso da análise clássica mantém-se as temperaturas 
mínima e a máxima do ciclo e, o ponto de máximo de potência do 
ciclo é igual ao da Eq . ( 11 ). O resultado da Eq . ( 11) foi obtido 
mantendo-se as temperaturas da fonte e do sumidouro de calor, 
enquanto a máxima e mínima temperatura do ciclo podiam variar. 

No projeto de uma máquina térmica se for adotado como 
critério a maximização do valor atual do fluxo de caixa que 
considera o custo inicial e o de operação e manutenção, tem-se 
basicamente dois casos O primeiro, onde o custo do combustível é 
relativamente baixo e a eficiência da máquina térmica não é 
importante, sendo primordial a minimização do custo inicial ( custo 
por unidade de potência ), talvez, maximização da potência com 
dimensões fixas . O segundo caso, onde o custo do combustível é 
relativamente alto e a eficiência toma-se primordial, sendo efetivo 
uma redução na taxa de geração de entropia ( aumento de 
rendimento ) apesar de ocorrer uma redução na potência de uma 
máquina de dimensões fixas . Um exemplo desta situação tem-se na 
utilização de uma máquina térmica para absorção de carga de ponta 
ou onde o custo do combustível é muito baixo ( Oriente Médio ), 
sendo recomendável a aplicação de uma turbina a gás de ciclo 
simples ( ciclo Brayton aberto ). Em situações onde o custo do 
combustível toma-se importante, deve-se aumentar o rendimento da 
máquina térmica, no caso de turbina a gás, pode-se recorrer à 
utilização de um regenerador que aumenta a eficiência mas reduz o 
trabalho específico, implicando em redução de potência para uma 
máquina de dimensões fixas. 
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ABSTRACT 

This paper presents an analysis of Brayton cycle based on Curzon 
and Ahlhorn approach The resu/t.v ohtained show power output, 
ejjiciency and entropy generation rate relations when heat exchangers 
dimensions arefinite andfixed 
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GASIFICATION OF BIOMASS 

MARCIO L de SOUZA-SANTOS 
!PT- Instituto de Pesquisas Tecnológicas do Estado de São Paulo 

Department ofMechanical Engineering, Group ofThermal Engineering 
Av. Prof Almeida Prado, C Universitária, São Paulo, SP 05508-901 , Brazil 

SUMMARY 
'lhe first atlempt to apply a previously developed computer program to simula/e a 

pressurized jluidized-bed gasifier for wood is descrihed The experimental lesls were reported by 
the Jnslitute of Gas Technology (U S A.), which developed the process and the equipment. Among 
the overall and internal characteristics oj the equipment operalion obtained hy simulation, the 
paper illustrales various a.\pects of temperature, composition, parlicle size distrihution profiles 
throughoutlhe bed andfreeboard lhe average devialions between these va/ues are re/atively small 
and a/low lhe use of lhe program lo cal/ allenlion ove r possible improvemenls in lhe process. 

TNTRODUCTION 

An increasing pressure toward the rational and 
environment minded use of biomass reserves for power 
generation has increased ali over the world . Wood, forest and 
agriculture residues are the primary target for this utilization. ln 
the particular case of Brazil, this application is even more 
pressing due to the exhaustion of the sources for hydroelectric 
generation . 

High injection temperature and high efficiency gas turbine 
systems are the most attractive processes for that application . At 
the sarne time, the pressurized Fluidized-bed process is the most 
suitable process for the gas generation Among other aspects, this 
is mainly due to its superior degree of controllability, lower rates 
of pollutant emissions (NOx and Tar), high turn-down ratios, 
when compared to other processes . 

Due to great amount of variables and parameters to be 
optimized for each specific application, the use of comprehensive 
simulation programs is a necessity. 

The present mathematical model and simulation for 
Fluidized-Bed reactors were previously developed (de Souza­
Santos, 1987, 1991) having in mind that application . Although 
the program reproduced, within small deviations, data obtained 
from operations of boilers using bituminous and sub bituminous 
coais, no test was made for pressurized biomass gasification . 

Due to the necessity of our work at IGT, the simulation 
program was improved, and greatly rewritten, to be ·able of 
simulating the RENUGAS pilot unit The final objective was to 
use the program for process optimization and to help during the 
scaling-up to large industrial size units. 

THE MATHEMATICAL MODEL 

The basic hypothesis and equations of the model can be 
found in de Souza-Santos ( 1987, 1981 ). The computer program 
has been improved to allow the application to carbonaceous and 
other solid particles with geometry other than spherical or near­
spherical (de Souza-Santos, 1992). 

As a first approximation, the production of hydrocarbons 
other than CH4 and CzH6 were taken from the Tar fraction in 
the devolatilization process. Although these components do not 
represent a major part of the produced gas, some more work is 
needed here to improve the evaluation oftheir contribution. 
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THE IGT PILOT UNIT ANO EXPERJMENT AL TESTS 

The basic characteristics and input conditions for test 
Tl 2- l are presented in Evans et ai. (1986) and reproduced here 
under the form required by the simulation program. 

TABL E I . f I. Prox1mate anatysis o the woo d fi d. ee mg. 

Fraction ofthe carbonaceous Mass percentage (wet basis) 
solid 
Moisture 4 .94 
Volatile 79.39 
Fixed carbon 14.90 
As h 0.77 

High Heat V alue (Dry) 19.14 MJ/kg 

T ABLE 2. U II mate analysis o f fi d" the wood ee mg. 

Component of the Mass fraction (dry basis) 
carbonaceous solid 

c 0.4840 
H 0.0631 

o 0.4423 

N 0.0021 

s 0.0003 
As h 0.0082 

A E3 Oh h f h T BL t er c aractenst1cs o t e woo d fi d" ee mg. 

Property V alue 

Bulk density ofthe 160 kg!n13 
carbonaceous solid 
Apparent density ofthe 720 kg!m3 
carbonaceous solid particle 
True density ofthe 1750 kg/m3 
carbonaceous solid 

Sand was used during the test to control the temperature 
and 13 O kg was fed just once. Therefore, it is a batch operation 
regarding this solid . Its particle density was 3560 kg!m3 



TABLE4. Oth -- ----d". d . Tl2-l TABLE S. B . ------- -fth . fi 

Condition V alue Dimension or condition V alue 

Mass flow of carbonaceous 8.113E-2 kg/s Bed equivalent hydraulic 0.292 m 
feeding diameter 

Mass flow of the 02 + steam 4.033E-2 kg/s Bed dynamic height 1.585 m 
mixture injected near the Freeboard equivalent 0.451 m 
bottom hydraulic diameter 
Temperature ofthe 02 + 644K Position ofthe top ofthe 6.147 m 
steam mixture injected near freeboard (measured from the 
the bottom bed base) 

Composition of the 02 + Position of the carbonaceous 0.381 m 
steam injected near the solid feeding point (measured 
bottom from the bed base) 

-

Component Mass fraction_i_wet basis) 

o~ 
H70 

0.5102 
0.4898 

TABLE 6. Composition (vol. %) ofthe produced gas from test 
Tl2-1 

Mass flow of steam injected 2.946E-2 kg/s 
just below the 02 + steam 

Components Experimental Simulation 

injection point I 

Temperature ofthe steam 672K 
Mass flow of nitrogen injected 
(a) 

4.379E-2 kg/s 

Pressure of gases injected into 2.17E+6 Pa 
the bed I 

(a): Nitrogen was used for sealing and, as a simplification, it has 
been assumed that ali injection entered the bed at 0.381 m from 
the bed base. 

RESULTS 

c o, 17 06 
H70 35.82 
c o 8.00 

H2 12.05 
CH4 7.37 
N? 19.18 
H2S n.d . 
C?H<i 0.03 
C?Ht) 0.22 
c,H!! 0.00 
Ct)H6 0.27 
so, n.d . 
NO n.d. 

The experimental and simulation results are presented in 
the Tables 6 and 7. More properties of the produced gas are 
presented in Table 8. 

n.d.: not determined or measured . 

---- - -- - -- - -- -- -TABLE 7. S d"" - --- d ~ fi - - - - - - Tl2-l -

Condition or parameter 
V alue 
Experimental 

Total mass flow ofproduced gas 0.1843 kg/s 
Mass flow of solid entrained at the top of freeboard 0.2 1 OE-4 kg/s 
Fluidization voidage (at the middle ofthe bed) n.d. 
Minimum fluidization velocity n.d. 
Superficial_g_as velocity_{_at the middle of the becl) 0.52 m/s 
Average temperature at the middle ofthe bed 1105 K 
Circulation rate of carbonaceous particles ( average) n.d. 
Circulation rate ofinert particles (average) n.d. 
Averélge residence time of~articles (based on the feedin_.g rate) n.d. 
TDH (Transport Disengaging High) n.d. 
Mass of the bed n.d. 
Static bed depth n.d. 
Pressure drop in the distributor n.d. 
Pressure drop in the bed n.d . 
Externa! wall temperature at the top of the bed n.d. 
Externa! wall temperature at the top ofthe freeboard n.d. 
Percent of power input lost to externa! ambient n.d. 
Carbon conversion to gas 90.2% 
Combustion enthalpy ofthe produced gas (dry, clean, at 298K) 7.3 11 MJ/kg 

(a) 

17 01 
35.91 

6.88 
14.58 
5.68 

19.37 
0.53E-6 
0.03 
0.20 
0.42E-2 
0.11 
O.SSE-2 

-
.,2 99E-7 

Simulation 

0.1837 kg/s 
0.487E-3 kg/s 
0.886 
0.032 m/s 
0.5 I m/s 
1136 K 
32.6 kg!mlfs 
325.0 ~m2fs 
1175 s 
5.677 m 
95 .3 kg 
0 .834 m 
12 Pa 
6278 Pa 
360 K 
372 K 
1.78% 
86.57% 
6.815 MJ/kg 

n.d.: not determined or measured or reported; (a) Calculated from the reported gas composition; (b) 
Carried with the produced gas stream. 
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T ABLE 8. Some specific data, obtained by simulation, of the 
d d r. Tl2 pro uce gas stream or test -1. 

Property or Condition V alue 
Temperature 1089K 
Pressure ( absolute) 2.164 MPa 
Specific Heat 1884.2 J/kg!K 
Density 5.449 kg!m3 
Viscosity 0.404E-4 

kg/rn/s 
Thermal Conductivity 0.1104 W/rn/K 
A verage Molecular Mass 22.74 kg/kmol 
Density at standard condition (a) 1.017 kg!m3 
Volume flow 0.0337 mJ/s 
Volume flow at standard condition (a)_ 0.1805m3Js 
Adiabatic Flame Temperature in air (mixture 1453 K 
originally at 298K) 
Adiabatic Flame Temperature in 02 (mixture 2212K 
originally at 298K) 

(a): 273.15 K, 101.325 kPa. 

DISCUSSION 

The temperature profiles of the various phases in the bed 
and in the freeboard are presented in Figures I and 2. 1t should be 
noticed that the intermediate injection of cold (298 K) nitrogen 
provokes a sudden decrease in the bubble phase temperature. After 
that, the temperatures of ali phases tend to a single value. 
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The most important concentration profiles of gases in the 
emulsion are presented in Figures 3 to S. The relative sudden 
decrease of C02 (Figure 3) is mainly due to the intermediate 
injection of inert gas. Of course, no sealing gas will be used in the 
industrial size unit. 

The decrease of H20, shown in Figure 4, is due to the 
combined effects of intermediate injection of gas, devolatilization 
(wood feeding is made at 0.3 m) and the consumption by C-HzO 
reaction. Due to the relative high temperature of the bed, the fast 
devolatilization occurs near the wood feeding point, as shown in 
Figure 5. Although the simulation shows that no tar can survive the 
cracking process - that takes place near the wood feeding point 
- during the experiments, some suspended liquid oil was observed 
in the gas stream leaving the freeboard. This may be caused by 
some degree of segregation of the lighter biomass particles from the 
average particles in the bed. The floating wood suffers 
devolatilization near the top of the bed. Therefore part of the 
released tar does not have sufficient residence time to be 
completely cracked. 

Just as an illustration, the profiles of some gases in the 
bubble phase are presented in Figure 6. The mass transfer between 
bubble and emulsion phases is exemplified by the CO concentration 
profiles in those phases, as illustrated by Figures 3 and 6. The 
expected much slower consumption of Oz in the bubble phase than 
in the emulsion can be observed. Therefore, it is necessary to 
provide enough space for complete transfer of oxygen from the 
bubbles to the emulsion. Added to that space, an extra bed height 
should be reserved to allow proper progress of the reducing 
reactions. The progress can be followed using the simulation which 
provides the profiles of the various gas components or by plotting 
the computed reaction rates. Of course, at the top of the freeboard, 
the compositions tend to those obtainable at the chemical 
equilibrium state at the exit temperature. On the other hand, the gas 
may leave the reactor before the equilibrium of ali reactions is 
reached. The simulation can be used to verify these aspects. 

The intermediate injection of gas led to the sudden incr~ase 
on the superficial velocity and on the total void fraction, as shown 
in Figure 7. Also, this leads to the sudden increases on the rates of 
particle circulations in the bed (Figure 8). 
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CONCLUSIONS 

As it could be verified, the simulation reproduced most of 
the important aspects of the experimental conditions within 5% 
deviations, specially for the total carbon conversion, produced gas 
composition, mass flow, and temperature. 

Only a comprehensive simulation is capable of providing 
information on internal aspects of the process, for it can compute 
the average and individual phase composition and temperature 
pro files. 

Additional work could be done regarding the stoichiometry 
of the tar decomposition to allow better predictions of some 
hydrocarbon productions. Also, some study should be carried on 
lhe rate of fine generation due to attrition of charcoal particles. This 
could improve the results of particle elutriation rates at the top of 
the freeboard . 

Aside the underestimation of the elutriation rate, the 
simulation shows that some material should be continuously (or at 
intervals) withdrawn from the bed. Otherwise, the bed height would 
increase steadily. This may not constitute a problem for relatively 
short operation periods. 

Despite these ditferences, the simulation is already useful to 
illustrate severa) aspects ofthe process and to indicate the path for 
improvements. For instance, the amount of injected steam, which 
caused relatively high concentrations of water in the produced gas, 
can be decreased. These excessive amounts were used to avoid 
temperatures above the ash softening point at the oxygen injection, 
which could lead to particle agglutination and bed collapsing due to 
loss ofminimum fluidization conditions. A possible method to solve 
the problem could employ staged injections of oxygen As the 
simulation computes the temperature of each solid and gas phase at 
all points of the system, the injection positions and conditions can 
be studied to avoid agglutinations. Once the objective is defined, 
the program can be used to find the best strategy, as well as to help 
during the search for an optimized design of an industrial size unit. 
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INTRODUÇÃO 

ESTUDO DO AQUECIMENTO DE UM FORNO TÚNEL POR 
UMA TOCHA DE PLASMA A AR COMPRIMIDO PARA A 

SINTERIZAÇÃO DE CERÂMICAS 

A. Marotta e L. O. M. da Silva 
Instituto de Física "Gleb Wataghin" 

Universidade Estadual de Campinas- UNICAMP 
13083-970 - Campinas, SP - Brasil 

RESUMO 

Neste trabalho apresentamos um estudo preliminar de um forno túnel de 3m de comprimento, com 
baixa inércia térmica, e aquecid~ por uma tocha de plasma de ar comprimido. Pequenos gradientes 
axiais de temperatura de 200 °Cjm e máxima temperatura de mais de 1.600 o c, foram obtidas no 
forno para uma potência térmica de 19, 1 k W. Um modelo matemático simples permitiu determinar 
a temperatura no estado estacionário, a constante de tempo, a capacidade térmica e a resistência 
térmica do forno . Foi possível prever o comportamento do forno para diferentes potências da tocha 
e visualizar a dinâmica do gás no interior do forno. 

• temperaturas mais altas; 
Fornos à óleo, gás combustível ou à resistência elétrica são 

largamente utilizados na indústria em inúmeras aplicações que, 
em sua maioria, requerem temperaturas de até 1.400 °C . Dificul­
dades de caráter técnico-econômico começam a aparecer acima 
dessa temperatura, onde problemas de eficiência, custo, segu­
rança operacional, fragilidade dos elementos térmicos e poluição 
ambiental são significativos. 

• maior densidade de energia; 

• baixa inércia térmica; 

• instalações mais compactas; 

• menor poluição; 

• alta eficiência de utilização da energia; 
Nas condições de altas temperaturas, as transferências 

térmicas são bem mais rápidas. A Fig. 1 (Ettlinger, 1980) mostra 
os níveis de eficiência de uma combustão química em relação à 
eficiência de uma tocha de plasma de ar, num processo de trans­
ferên cia de calor para urna temperatura de trabalho de 1.340 °C. 
Vemos que na combustão apenas 36 % da energia é transferida, 
enquanto que se a fonte de calor for urna tocha de plasma, a 
transferência de energia pode alcançar 88 %. 

• baixo volume de gases eliminados para a atmosfera. 

As tochas de plasma podem operar com diferentes gases, 
oxidantes, neutros ou redutores. A exigência do processo dita 
o tipo de gás que deve ser usado. Isso permite aos sistemas a 
plasma um grau a mais de liberdade, pois a vazão de gás e a 
potimcia térmica podem ser variadas independentemente uma 
da outra, o que não acontece com a combustão. O uso de qual­
quer tipo de gás possibilita baixos níveis de poluição ambiental 
(Down, !982;Drouet,l984 ). 

Os altos níveis de entalpia obtidos com as tochas a plasma 
resultam em muito menor volume de gás produzido para o 
mesmo nível de potência térmica, quando comparado com a 
combustão. Em consequência, as perdas térmicas carregadas 
para fora dos fornos pelos gases são também muito menores. 
Frequentemente são utilizados circuitos fechados nos projetos 
dos sistemas térmicos à plasma com a quase total eliminação de 
gases para a atmosfera. 

Uma característica importante dos plasmas dos gases de 
molécu las mais simples (ar, argônio, nitrogênio) é o baixo nível 
de radiação térmica em comparação com a combustão. Nas 
condições do plasma as perdas por radiação térmica para as 
paredes dos fornos são muito menos importantes do que na com­
bustão. 

A alta densidade de energia das tochas de plasma resulta 
em sistemas térmicos compactos e de baixo custo. Existem em 
fun cionamento industrial tochas de plasma com potências que 
variam desde algumas centenas de watts até vários megawatts, 
com eficências de 80 a 95 % de conversão de energia elétrica em 
térmica. 

As vantagens de um forno aquecido por tochas de plasma, 
quando comparado ao de resistências ou ao de combustão é a 
possibilidade de: 

• utilização do forno em qualquer atmosfera gasosa; 

• eliminação da fragilidade do elemento térmico; 
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Tomando por base urna tocha de plasma de ar comprimi­
do, desenvolvida em nosso laboratório, e capaz de operar por 
mais de 50 horas sem reposição dos eletrodos, apresentamos 
neste t rabalho resultados experimentais preliminares do estudo 
de um forno túnel aquecido por essa tocha de plasma. 

PROCEDIMENTO EXPERIMENTAL 

O forno construído (Fig. 2) é do tipo túnel cilíndrico, 
com 3 metros de comprimento, 15 cm de diâmetro interno, com 
paredes de cerâmica refratár ia (9 manilhas de alurnina que po­
dem ser encaixadas umas às outras, de 33 cm de comprimento 
cada, espessura de parede 20 mm), revestidas com 4 camadas 
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Fig. l: Energia disponível em uma chama de gás natural e no 
plasma de uma tocha de ar (Ettlinger,l980). 



[)(Gusto.o I 

Fig. 2: Esquema do posicionamento da tocha de plasma no 
forno. Medidas em centímetros. 

de manta cerâmica isolante Kawool de baixa densidade, espes­
sura de 25 mm. Cada manilha possui 2 furos opostos, ao longo 
do diâmetro, que permitem a observação e medidas no inte­
rior do forno e a passagem de termopares. Termopar do tipo 
R (Platina-Piatina/Ródio 13 %, temperatura máxima 1700 oc) 
foi utilizado para as medidas no interior do forno. 

A tocha de plasma foi montada numa das extremidades do 
forno. Uma flange de latão, com o mesmo diâmetro do forno, 
refrigerada à água, foi montada no anodo da tocha, de forma a 
impedir a entrada de ar ambiente no interior do forno. 

A tocha de plasma à arco elétrico, utilizada neste trabalho, 
é do tipo não-transferido, estabilizada pelo fluxo em vórtice do 
gás, com catodo de zircónio prensado e anodo tubular de cobre 
(Fig. 3). A câmara de vórtice, situada entre o catodo e o ano­
do, provê o gás de rotação e estabiliza o arco no eixo do canal. 
A tocha funciona com ar comprimido, fornecido por um com­
pressor de ar e é alimentada por uma fonte de potência DC de 
50 k W. Os eletrodos da tocha são refrigerados à água em cir­
cuito fechado e as vazões são de aproximadamente 1 1/min para 
o catado e 5 1/min para o anodo. A iniciação do arco é obtida 
com uma fonte de ignição de RF de 10 kV. A tocha opera de 
forma estável por mais de 50 horas em correntes de 100 A. 

As condições experimentais de operação da tocha de plasma 
no forno foram: potência elétrica - 24,6 kW, tensão - 246 V, 
corrente - 100 A, vazão de ar - 1,4 g/s, eficiência- 77,7 %, 
potência térmica- 19,1 kW, entalpia média- 13,7 x 10 kJ/kg, 
temperatura média- 5.820 K. 

z 

Fig. 3: Esquema da tocha de plasma. 1 )câmara de vórtice, 
2) catado, 3) arco elétrico e 4) anodo. 

RESULTADOS 

O forno foi aquecido durante 4 horas pela tocha de plasma 
de ar comprimido, a urna taxa de aquecimento máxima de 
20 oC/min. As medidas de temperatura foram tornadas ao longo 
do tempo, a cada 33 cm de distância (z = 33 cm, z = 66 cm, z 
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Dados experimentais e curvas de ajuste. 

= 99 cm e z = 132 cm) e em três posições radiais r = 0,0 mm 
(centro do forno), r= 45,0 mm e r= 75,0 mm (parede). São 
apresentados apenas os resultados das medidas para os primeiros 
1,32 metros de comprimento do forno. 

Na Fig. 4 vemos o comportamento da temperatura em 
função do tempo para diferentes posições longitudinais e para 
r = 0,0 mm. São apresentados os dados experimentais e os 
ajustes à equação não-linear do tipo 

T = 1j ( 1 - e- tfr) ( 1) 

Consideramos que o aquecimento do forno pode ser repre­
sentado por um modelo matemático de carga e descarga de um 
capacitar em um circuito RC, onde C é a capacitância e R a 
resistência de descarga. A fonte de tensão corresponde à ener­
gia fornecida pela tocha, que forn ece urna potência térmica P, 
a capacitância C corresponde à capacidade térmica do forno, a 
resistência R corresponde à resistência térmica do forno e T1 é a 
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temperatura final do forno, no estado estacionário. A constante 
de tempo de aquecimento do forno é T = RC e entre P, r, e 
R é válida a relação PR= T1. O ajuste não-linear da equação 
acima aos pontos experimentais, permitiu determinar a tempe­
ratura final , a constante de tempo, a capacidade térmica e a 
resistência térmica em todas as posições. 

Na Fig. 5 temos a temperatura final de estabilização em 
função do comprimento do forno, nas três posições radiais. 
Ressalta nessa figura a assimetria do jato de plasma, causando 
uma temperatura mais alta em r = 45,0 mm do que em r = 
0,0 mm, nas regiões próximas à tocha. Vemos também que 
o gradiente longitudinal é maior para regiões próximas à tocha 
do que para as regiões mais afastadas, principalmente em r = 
0,0 mm. Da Fig. 5 podemos deduzir a existência de uma ca­
mada isolante de gás junto à parede, o que pode ser devido ao 
aumento da espessura da camada limite e à diminuição da tur­
bulência. Esse efeito isolante do gás fica melhor ressaltado nas 
Figs. 6 e 7, onde estão representadas a capacidade térmica e a 
resistência térmica do forno em função de z nas três posições 
radiais . 

Nota-se que a capacidade térmica não apresenta muita 
diferença nas três posições radiais, pois esta, obviamente, de­
pende fortemente da parede cerâmica e não do gás. Vemos que 
a capacidade térmica cresce com z, enquanto a resistência de­
cresce. Interessante, observar na Fig. 7, onde vemqs o isola­
mento térmico, praticamente constante em z, produzido pela 
camisa de gás, da órdcm de 7,5 oC/kW, enquan to a parede 
apresenta um valor que varia de 50 a 40 °C/kW no intervalo 
de 66 cm. Notamos também uma tendência para um aumento 
maior do isolamento na região central do forno , em r = 0,0 mm. 

A Tabela 1 li sta os valores obtidos para as temperaturas 
finais T1 ( 0 C), as constantes de tempo r (min), a capacidade 
c (min.kW I °C) e a resistência térmica R (°C/kW) nas três 
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Fig. 7: Variação da resistência térmica do forno ao longo do 
comprimento. 

posições radiais e nas quatro posições longitudinais. 
Com os resultados obtidos acima, é possível estimar a 

potência da tocha de plasma necessária para se alcançar de­
terminada temperatura no interior do forno, em determinada 
posição em z e em r. Na Fig. 8 apresentamos os resultados 
dessa estimativa. Estão representadas as temperaturas no cen­
tro do forno para as potências elétricas de 25, 30 e 35 kW da 
tocha de plasma. 

Considerando-se que a tocha funcionou 4 horas, após o que 
o forno se aproximou das condições estacionárias de temperatu­
ra, conclui-se que a energia elétrica consumida foi de 98,4 k Wh, o 
que representou um custo total de aproximadamente US$ 10,00, 
de energia elétrica, a um custo unitário deUS$ 0,10/kWh. 

CONCLUSÕES 

Temperaturas acima de 1600 °C, com pequenos gradientes, 
foram obtidas num forno de dimensões médias industriais, aque­
cido por uma tocha de plasma de ar. O forno apresentou baixa 
inércia térmica, sendo possível alcançar o estado estacionário de 
temperatura após 4 horas de aquecimento. Observou-se que as 
paredes se encontram a pelo menos 200 °C abaixo da temperatu­
ra do centro do forno. Um modelo matemático simples permitiu 
determinar a temperatura no estado estacionário, a constante de 
tempo, a capacidade térmica e a resistência térmica do forno, 
para cada posição espacial. Estes resultados permitiram prever 
o comportamento do forno para diferentes potências da tocha 
de plasma, como também possibilitaram a visualisação do com­
portamento da dinâmica do gás no interior do forno. 

Tabela 1: Temperatura final, constante de tempo, resistência e capacidade térmica do forno 

z \cm) 33 66 99 132 
r (mm) 75,0 45,0 0,00 75,0 45 ,0 0,00 75,0 45,0 0,00 75,0 45,0 0,00 
T1 (x103 oc) 1,29 1,80 1,65 1,23 1,41 1,42 1,12 1,32 1,34 0,98 1,21 1,31 
r (min) 9,00 9,20 5,50 4,10 4,80 4,40 5,10 6,50 6,20 6,30 8,70 8,70 
R (°C/kW) 5,22 7,33 6,70 4,99 5,75 5,76 4,53 5,35 5,44 3,96 4,93 5,31 
C (minkw';oc) 1,72 1,26 0,82 0,82 0,84 0,76 1,13 L22 1,14 1,59 1,77 1,64 
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ABSTRACT 

Preliminary results of the study of a ceramic tunnel furnace 
of three meters long, heated by an axial vortex-stabilized air 
plasma torch, are presented in this paper. Low axial gradient 
temperature profiles of 200 °C/meter and maximum tempera­
tures of more than 1600 oç were obtained inside the furnace . 
The time to heat up the furnace to the maximum steady state 
temperature was about 4 hours with a thermal input power of 
the plasma torch of 19.1 kW. Based on the similarity between 
the process of charging a capacitor and the heating up of a fur­
nace, we used a simple mathematical model to obtain the steady 
state temperature, the time constant, the thermal capacity and 
the thermal resistivity of the furnace. These results allowed to 
predict the behavior of the furnace for different plasma torch 
powers and also permitted to visualise the dynamics of the gas 
inside the furnace . 
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termos de hipóteses. 

ilp ilp 
u- +v 

ilx ily 

ac ac. 

z ilp 
av-=VJ 

f ily 
(4 ) 

Neste trabalho é estudado o escoamento reativo em 
desequilíbrio químico através de bocais conver­
gente-divergente, visando coletar subsídios para um 
projeto ótimo destes bocais , os quais podem ser 
componentes de motores a jato (turboreatores, 
turbofans, estatoreatores e motores foguetes). 

pu-'+ pv -'=a (i= l, ... ,n) (5 ) 
àx iJy \. 

Procura-se aqui a implementação de modelos de 
escoamentos reativos bidimensionais, com a finalidade 
de prosseguir os trabalhos já realizados sobre a 
otimização do contorno destes bocais para a obtenção 
do empuxo máximo, onde o escoamento foi considerado 
congelado, Paglione et al . (1988) , e onde o escoamento 
foi considerado em desequilíbrio químico 
unidimensional, Barros et al . (1990). 

Utilizando-se as equações de conservação de massa 
e de energia e a equação da quantidade de movimento, 
estudou-se o comportamento dos produtos de combustão 
dos reagentes .(H

2 
e F

2
) escoando através de um bocal, 

considerando-o , por hipótese, bidimensional. 
Comparou-se então os resultados obtidos com outros 
semelhantes encontrados na literatura, com a 
finalidade de validação do programa implementado . A 
seguir, analisou-se o sistema dos reagentes (H

2 
e 0

2
), 

comparando-se os resultados com valores experimentais 
encontrados em Pavli et al . (1987), Smith et 
al. (1987), Kacynski et al. (1987). 

FORMULAÇÃO MATEMÁTICA DO PROBLEMA 

Conforme apresentado por Zucrow et al. (1977), o 
sistema de equações que descreve o escoamento reativo 
bidimensional em regime permanente é o seguinte : 

ilv ilp ilp 
p - + p - + u - + v - + ÕpVjy = o (1) 

ilx ily ilx ily 

ilu ilu ilp 
pu -+pv-+ = o (2) 

ilx ily ilx 

ilv ilv ilp 
pu -+ PV- + = o (3) 

ilx ily ily 

Equações Características 
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v 
= (Linha de Corrente) (6) 

u 

tan(8 ± a) (Linhas de Mach) (7 ) 

Equações de Compatibilidade : 

dp + pVdV = O (8) 

(9) 

pu dG = a .dx 
' ' 

(i=l, ... ,n) (10) 

= o (11) 
cos(8 ± a) 

onde, u e v sao as eomponentes de velocidade nas 
direções x e y , respectivamente, p é a massa 
específica, C. é a fração mássica da espécie química 

' i, p é a pressão estática, x é a coordenada na direção 
paralela ao eixo do bocal, y é a coordenada radial do 
bocal, n é o número de espécies químicas envolvidas, X 
são as inclinações das linhas características e 
(o,+,-) indicam cada uma das três linhas 
características existentes. Os demais termos são 



definidos abaixo: 

M = r 

n 

p=pt~C.R . L. \. \. 
l.=t. 

y_ = número de Hach "congelado" 
ar 

ar =~ = velocidade do som "congelada" 

c r= ~C. c 
p \.ft. \. pt. 

n 

cpr 
rr=~ 

pr 

onde cP, é o calor especifico 

do componente i 

R = ~C. R = constante do gás ;.fs. \.. \.. 

(12) 

(13) 

(14) 

(15) 

(16) 

(17) 

onde, Ri é a constante do gás para a espécie i. 

n 

lJi = ,ft [rrR,t-(Yr-1)h,]cr, (18) 

l 

h = J c .dt + h
0 

L t P" \. 
(19) 

o 

onde, h
0 

é a energia de formação da espécie i por 
' unidade de massa. 

O termo a, é a função fonte da espécie i numa 

mistura de gases quimicamente reativa. Para esta 
mistura de gases, onde ocorrem simultâneamente várias 
reações, a equação geral da reação é: 

n K n 

}:v' A~ }:v~' A (j = 1, ... ,m) 
. i..j \. +-- . l.J \. 
\..=1 l.=t. 

1\,J 

(20) 

onde, A, é a espécie química i. 

A partir da equação 20 e das leis de cinética 
química obtém-se a seguinte expressão: 

a =m ~ tw . rK . ~ 
' 'jft 'Jl fJ i=t l ~:r; 1 [ 

pCi ]vij n 
-_- - Kbj n 

m. '= t 
' 

(21) 

onde, Kfi e 1\,i são as constantes das taxas de reação 

das equações químicas no sentido direto e inverso, m é 
o número de reações químicas do mec~ismo -~inético, 
m. é o peso molecular da espécie i, v .. e v são os 

\. \.j 1.J 

coeficientes estequiométricos da espécie i na 
reação j. 

acima apresentado 
caracteristicas, o 

por um conjunto de 
e de compatibilidade 

Para a solução do sistema 
(1 a 5) utilizou-se o método das 
qual possibilita substituir este 
equações características (6 e 7) 
(8 a 11). 
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ASPECTOS N~RICOS 

O método das características foi implementado 
usando técnicas de diferenças finitas . A figura 1 
mostra esquematicamente a malha usada para a 
determinação das propriedades em um novo ponto (4) a 
partir de três outros conhecidos (1,2 e 3). A técnica 
consiste na determinação da posição deste ponto 
através da intercessão da linha de Mach a esquerda 
(C+) com a linha de corrente (Co). A linha de Mach a 
direita (C-) é então estendida para trás de modo a se 
localizar o ponto 5 entre 2 e 3, sendo que as 
propriedades de escoamento são calculadas por 
interpolação linear. As propriedades de escoamento do 
ponto 4 são obtidas pela integração das equações de 
compatibilidade ao longo da linha de corrente e das 
duas linhas de Hach. 

h 1, 2 • 3 ro.t .. hici~i• 

. 1 

l 
~

'5 

4 
/ . / 

5 hnh htepPOIW 
4 hah S1l~io 

,/ 
/ 

/C+ 
1// 

X 

Figura 1 - Malha de Diferenças Finitas Empregada 

Ao longo das linhas de Mach (C+ e C-) o método de 
integração utilizado foi o preditor-corretor (P(EC)n), 
conforme Zucrow et al. (1977), por serem as equações 
mais simples do ponto de vista numérico. Sobre a linha 
de corrente foi adotado o método de multivalores de 
GEAR (1971) que é adequado a integração de equações 
tipo "stiff'' encontradas no modelamento do mecanismo 
de reação do problema. 

Como o método das características aqui usado está 
restrito ao escoamento supersônico, existe a 
necessidade de uma linha de partida de propriedades 
conhecidas localizada após a linha sônica do bocal. 
Esta linha é de Mach e composição química constante e 
foi obtida através da série de Kliegel et al. (1965). 

O programa de computador foi implementado num 
equipamento compatível com a linha IBM-PC 386. A 
linguagem de programação empregada foi TURBO PASCAL 
5.5 . O tempo de processamento neste equipamento varia 
conforme o bocal a ser calculado, mas para os casos 
aqui documentados este é inferior a 10 horas. 

ANÁLISE DOS RESULTADOS 

O primeiro bocal é um bocal de divergente cônico 
com as seguintes características : Posição da 
garganta: x = 0,06 m; Raio da garganta: rt= 0,0127 m; 

Raio de curvatura da garganta circular: 
r = 0,0508 m; Ângulo do convergente: 45°; Angulo do cl 

divergente cônico: 15°; Razão de expansão: 50:1 . 
Os reagentes são (H

2
e F

2
) injetados a 298,15 K, 

numa razão de mistura por massa de 
oxidante/comb~stível igual a 12 e a pressão na câmara 
é de 6,895x10 Pa. As demais condições na câmara de 
combustão foram calculadas com o 
programa termoquímico NASA-SP-273 ( Gordon et al . 
(1971)). A composição química na garganta foi obtida 
com o programa reativo unidimensional elaborado por 
Barros et al. (1990). A figura 2 mostra as curvas de 
fração molar de alguns dos produtos de combustão, a 
figura 3 mostra o número de Mach "congelado" e a 
figura 4 mostra a temperatura e a 
velocidade,calculados para a parede e o eixo ao longo 
do bocal . 
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Considerando F2, H2, HF, H e F como produtos da 

combustão dos reagentes, o mecaniSIIo de reação 
utilizado nos cálculos, proposto por Cherry, cantante 
em Zucrow e Hoffman (1977), é apresentado a seguir, 
juntamente com as expressões para as constantes 
cinéticas (unidades em cm, mol , K e s) : 

2F + M ---+ F 
+--- z + M 1\ = 1, 10x1018 t-1,!:5 

2H + M -;::::::!. Hz + M Kr = 7,50x10
18 t-1,0 

F + H + M ---+ 
+---

HF + M Kr = 7,50xl0
18 t-1,0 

F
2 

+ H ---+ 
+---

F + HF Kr = 5,28xl012 to,5 exp(- 4000/t) 

F +H ---+ H + z +--- HF K,. = 5,00x10
12 

exp(- 5700/t) 

F2 + H2 -;::::::!. 2HF Kr = 1, 75xl0
10 

t
0

' :s exp(- 19997/t) 

onde, M é um terceiro corpo participante das reações. 
Nos cálculos aqui apresentados a fração mássica de M é 
admitida igual a 1.0, sendo o seu peso molecular igual 
ao peso molecular médio da mistura , ou seja, todas as 
moléculas presentes foram consideradas como possíveis 
terceiros corpos com iguais eficiências, conforme 
recomendado por Montchilof (1963). 
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As propriedades termodinâmicas de cada espécie 
química presente foram calculadas por meio de 
regressões polinomiais de quarta ordem dos dados 
publicados nas tabelas JANNAF (Gordon e McBride 
(1971 ) ) , e atualizadas conforme Chase et al (1982) . 

Alguns dos resultados encontrados estão mostrados 
nas figuras 2 a 4 para escoamentos reativo, em 
desequilíbrio químico, unidimensional (10) e 
bidimensional (ao l ongo da parede e do eixo do bocal) . 
Estes resultados foram comparados com outros teóricos 
obtidos de Zucrow e Hoffman (1977), para o mesmo 
bocal. As diferenças encontradas os dois cálculos , 
principalmente na parte final do divergente, são 
devidas as precisões diferentes entre os métodos e dos 
algoritmos de construção da malha empregados . A 
precisão deste trabalho (sexta ordem) é teoricamente 
superior aos dos resultados apresentados por Zucrow e 
Hoffman (1977) (segunda ordem). O choque no eixo 
detectado pelo método aqt.Íi implementado, previsto 
teórica e experimentalmente, prova a melhor precisão 
do presente trabalho. Com isto o programa de 
computador elaborado foi considerado válido frente a 
dados teóricos. A seguir foi feita a validação do 
modelo em relação a resultados experimentais. 

O segundo bocal calculado é apresentado na 
figura 5 . Os reagentes (Hze Oz ) são injetados a 

285,6 K e 279, 2 K, respectivamente, numa razão de 
mistura por massa de oxidante/combustível ~al a 
3,84, sendo a pressão na câmara é de 24,82x10 Pa. As 
demais condições na câmara de combustão foram 
calculadas com o programa termoquímico NASA-SP-273 , 
(Gordon e Mcbride (1971 ) ) . A figura 6 mostra algumas 
curvas de fração molar dos produtos de combustão ao 
l ongo do eixo e da parede do bocal . Na figura 7 estão 
traçadas as curvas de pressão estática ao longo do 
bocal . 
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Considerando H, H
2

, H
2
0, O, 0

2 
e OH como produtos 

da combustão dos reagentes, o mecanismo de reação 
utilizado nos cálculos, é apresentado a seguir, 
juntamente com as expressões para as constantes 
cinéticas (unidades em cm, mol, K e s): 

O+OH--4H +0 
- z 

:1.4 -0,5 
Kr = 4, 50x10 t exp(- 30/t) 

H+OH-H +0 
- z 

3 Z,B 
Kf = 4,90x10 t exp(- 1950/t) 

H + OH - H + H O 
z - z 

Kf = 6,30x106 t
2

'
0 

exp(- 1490/t) 

20H-HO+O 
- z 

8 :1.,4 (20 Kr = 2, 10x10 t exp 0/ t ) 

2H + M -H +H 
- z 

20+H-o +H 
- 2 

~ = 7,50x10:t.7 t-:t.,o 

K = 3, 626x10:t.8 t -:t.,o 
f 

:1.8 -:1.,0 
H + O + H ~ OH + H Kr = 3,626x10 t 

H + OH + H - H O + H K = 3, 626x10:t.9 t - :t. ,o 
- 2 f 

onde, H é um terceiro corpo qualquer, sobre 
foram feitas as mesmas considerações do 
(H

2 
e F

2
). Deve- se observar que as 5 

o qual 
sistema 

primeiras 
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constantes ~ acima foram retiradas de Cohen e 

Westberg (1982) e as demais de Jensen e Kurzius 
(1965). 

Tad>ém aqui as propriedades termodinâmicas de 
cada espécie quimica presente foram calculadas por 
meio de regressões polinomiais de quarta ordem dos 
dados publicados nas tabelas JANNAF, Gordon e Mcbride 
(1971), e atualizados conforme Chase et al. (1982). 

As figuras 6 e 7 mostram os resultados 
encontrados para para escoamentos reativo, em 
desequilíbrio quimico, unidimensional e bidimensional 
(ao longo da parede e do eixo do bocal). O cálculo da 
pressão estática foi comparado c011 medidas 
experimentais obtidas por Pavli et al. (1987) na 
figura 7. Pode-se ver que a concordância entre os 
dados é muito boa. 

A tabela 1, a seguir, traz os valores de impulso 
específico no vácuo (I ) calculados por diversos 

•P 
v 

métodos, os quais são comparados com medidas 
experimentais (NASA-TP-2725), Smith et al. (1987). Os 
modelos usados nos cálculos são: unidimensional 
reativo · em desequilíbrio quimico, Barros et al. 
(1990), unidimensional em equilíbrio químico 
(NASA-SP-273), Gordon e Mcbride (1971), unidimensional 
e bidimensional em desequilíbrio químico 
(NASA-TP-2725), Smith et al. (1987) e do presente 
trabalho (ZD Desequilíbrio). Uma correção de camada 
limite é aplicada aos resultados dos modelos 2D em 
desequilíbrio quimico. 

Tabela 1 - Impulsos Específicos 
Trabalho, por Smith et al.(1987) 
Relativos ao Sistema H

2 
e 0

2 

NASA-TP-2725 

2D Desequilíbrio 
Camada Limite 482,7 

2D Desequilíbrio 494,2 

1D Desequilíbrio 498,5 

1D Equilíbrio 504,8 

NASA-TP-2725 
(experimental) 

Previstos neste 
e o Experimental, 

lap v (s) 

Este Trabalho 

467,5 

479,7 

498,5 

504,8 

468,9 

Dos métodos indicados na tabela 1 acima, aquele 
com menos hipóteses restritivas é o modelo 
bidimensional em desequilíbrio químico (presente 
trabalho e do NASA-TP-2725), segue-se o modelo 
unidimensional em desequilíbrio químico e o 
unidimensional em equilíbrio químico (NASA~SP-273). 
Pode-se notar que o as previsões de impluso específico 
no vácuo são coerrentes, pois o método menos 
restritivo possui os melhores resultados. A correção 
da camada limite melhora ainda mais as previsões. 

Os resultados deste trabalho apresentaram os 
menores desvios percentuais em relação ao valor 
experimental. Após a correção de camada limite o 
desvio da previsão foi de apenas 0,3 %, enquanto que o 
melhor resultado de Smith et al . (1987) apresenta um 
desvio de 3 %. 

CONCLUSÃO 

A hipótese de escoamento bidimensional com reação 
química em desequilíbrio, mostrou-se bastante adequada 
para o cálculo dos parâmetros de escoamento e de 
desempenho de bocais convergente-divergente , numa 
ampla faixa de razões de expansão (utilizaram-se 



valores para bocais de 50 : 1 e 1030 : 1) . Neste trabalho 
foram obtidos melhores resultados do que aqueles 
fornecidos por outros modelos unidimensionais e 
bidimensionais reativos (tabela 1) . 

O programa computacional elaborado possibilita 
encontrar resultados para sistemas reativos complexos, 
desde que seja conhecido o mecanismo das reacões 
envolvidas. Cabe observar que, apesar de existir nas 
referências programas com as mesmas hipóteses deste 
trabalho ( 2D em Deseql. ) , os mesmos não estão 
disponíveis na literatura . 

Este estudo será usado para a otimizacão da 
configuração de bocais por onde escoam fluidos 
reativos, visando melhorar ainda mais os projetes de 
motores a jato. 
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COMBUSTÃO DA CASCA DE DENDÊ EM UM 
REATOR PULSATIVO 

Ednildo Andrade Torres Eng. Mec M.Sc. - UFBA 
João Andrade Carvalho Junior- Eng. Mec Ph.D. - INPE 

ABSTRACT 
The objective of this work is to investigate experimentally the caracteristics of dendê pee1 

pulsating combustion. 
The fuel was bumed in Rijke type pulsating combustor whose internal diameter was 200 mm. 

It was mounted in two differ.:nt lenghts: 2.400 and 3.200 mm. The walls was refrigerated by a 
water jacket. The pulsating combustion of dendê peel produced a maximum pawer output of 1.9 
WWtm2. The maximum combustion efficiency was 96 %, which was obtained. The maximum 
percentage of the generated heat transfered to the cooling water was 60 %. 

INTRODUÇÃO 

A combustão pulsativa ou oscilatória foi provavelmente 
observada pela primeira vez por Higgins [1] em 1777 com o · 
fenômeno da chama sonora que ocorria quando uma mistura 
de hidrogênio e ar era qeimada em um tubo aberto em ambas 
as extremidades [1 ,2] observou que as oscilações acústicas 
eram excitadas espontaneamente quando uma tela metálica 
aquecida era introduzida na metade inferior de um tubo vertical 
aberto nas extremidades. 

Um combustor do tipo Rijke [3] é obtido pela substituição da 
tela metálica original por um leito em combustão. Severyanin 
[4] foi o primeiro a idealizar um combustor desse tipo. 

Na dácada de 80 Zinn [3] e colaboradores conduziu uma 
considerável quantidade de pesquisas básicas com combustor 
do tipo Rijke, investigando diversos combustíveis. 

Mais recentemente, o INPE · Instituto Nacional de Pesquisa 
Espaciais, em cachoeira Paulista construiu e operou um com­
bustor do tipo Rijke, onde testou, carvão vejetal, etanol, casca 
de denê e turfa. 

A combustão de sólidos tem evoluído ao Congo dos anos pas­
sando de equipamentos rudimentares, no passado, a sistemas 
sofisticados controlados atualmente por computadores. O com­
bustor pulsativo é uma contribuição tecnológica em desenvol­
vimento para a queima de combustíveis sólidos e de outros ti­
pos, na tentativa de melhorar a eficiência do sistema, redu­
zindo o excesso de ar e queimando combustíveis de variada 
granulometria. Apesar das vantagens dos combustores pulsati­
vos, eles apresentam como desvantagens o ruído e a vibração 
da estrutura. Porém, estas dificuldades são resolvidas com o 
dimensionamento adequado para cada caso. 

O sistema consta de um reator que é constituído por uma 
câmara de desacoplamento, um tubo vertical como câmara de 
combustão, uma camisa de água de refrigeração, uma câmara 
de retenção dos particulados elutriados, um sistema de alimen­
tação de ar e de combustível. O comprimento do reator é re­
gulável nas cotas 2.400 mm e 3.200 mm. O objetivo é investi­
gar experimentalmente as características de queima da casca de 
dendê em um combustor pulsativo do tipo Rijke e analisar a 
eficiência de combustão, potência do reator, amplitude de pres­
são, excesso de ar e taxa de transferência de calor para a água 
e os gases. 
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A UNIDADE EXPERIMENTAL 
Combustor pulsativo 

Para a execução dos testes, usou-se o combustor pulsativo 
desenvolvido no INPE - Instituto de Pesquisas Espaciais - em 
Cachoeira Paulista. 

UÍOAIIC + 
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.-oRTA- · · ··-
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--··-·- ---IIICCANISIIO DE 
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··dMAfiA DI 
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feo() COr.UIMMILÍMifJIO•C-1 . 

Fig. 3.1 - O combustor 
O combustor, mostrado na figura 3.1 é constituído, basica­

mente, de um tubo vertical contendo em sua extremidade infe-



rior uma câmara de desacoplamento acústico e em sua extre­
midade superior uma câmara de retenção de particulados. O 
comprimento do combustor é regulável nas alturas, 2.400 mm 
e 3.200 mm, composto de módulos de 100 mm, 200 mm, 400 
mm e 600 mm. Os módulos por onde circulam os gases 
quentes são encamisados, para a passagem da água de refrige­
ração. O diâmetro interno é de 200 mm. A câmara de desa­
coplamento, com 600 mm de diâmetro e 800 mm de altura, 
que tem a finalidade de reduzir as velocidades e pressões, si­
mula condições de um tubo aberto em ambas as extremidades. 
Na câmara, existe uma porta de visita para manuseio da grelha 
e limpeza das cinzas. 

O ar de combustão é fornecido por um compressor radial, 
com vazão volumétrica de até 9,0 Nm3tmin. 

A circulação da água de refrigeração do combustor é feita 
por uma bomba centrífuga, a vazão de água foi regulada para 
cada experimento. 

O sistema de aquisição de dados, usado consiste de um data­
log, um micro computador, uma impressora e um sistema de 
aquisição de dados acoplado a um gravador de fita magnética, 
todos marca HP. 

ANÁLISE DOS RESULTADOS 

Experimentos realizados 
Os experimentos foram realizados com o combustor mon­

tado em nas versões: L=2.400mm e L=3.200mm de altura. 
Os experimentos foram projetados para atender a um con­

sumo de casca de dendê em base seca entre 67 a 200 g/min ( 
4,0 a 12,0 Kg/h ). Portanto, a vazão de combustível por uni­
dade de área da seção transversal variou de 127,3 a 381 ,4 
Kgtm2.h, e a vazão de ar de combustão situou-se no intervalo 
de 600 a 1.200 g/rriin. 

O coeficiente entre a razão ar/ combustível real e a razão 
ar/ combustível estequiométrica, denominou-se de razão 
ar/combustível normalizada, situou-se entre 0,88 e 1,55. 

A tabela 1 descreve a vazão de ar, a vazão de combustível 
e a razão ar/combustível normalizada dos experimentos reali­
zados para a versão de 2.400 mm, em um total de 15 testes 
que foram divididos em três grupos. Em todos os testes, a al­
tura da grelha ficou na posição de um quarto da altura (U4), 
ou seja, a 600 mm da altura da base do combustor. 

Tabela 1 
Testes 

I (g/min) I (g/" 
Grupo 

28/02/9C 581,5 86,8 1,11 
OI/03/9A 587,2 66,9 1,41 
01/02/98 585,2 108.9 0,88 
27/02/98 901 ,5 109,8 1,36 
27/02/9C 904,5 106,6 1,40 

27/02/9D 995 ,8 106,0 1,56 
27/02/9E 900,9 96,5 1,55 II 

28/02/9A 890,8 129,2 1, 14 
28/02/98 886,5 137,4 1,07 
Ol/02/9C 896,7 152,0 0,97 
24/02/9A 1.204,0 159,3 1,25 
24/02/98 1.201 ,2 136 ,1 1,46 
24/02/9C 1.192,8 199,7 0,99 III 
24/02/9D 1.198,9 155,9 1,27 

27/02/9A 1.185,6 171,3 1,15 

Obs: I) As vazões do ar e do combustível estão em base seca. 

2) A vazão da água foi de: I O Llmin (600 kg/h). 

A tabela 2 indica os valores da vazão de ar, a vazão de 
combustível e a razão ar/combustível normalizada para os ex­
perimentos realizados na versão L = 200 mm de comprimento. 
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Neste caso, também dividiu-se o conjunto dos testes em três 
grupos que, para efeito de descrição com relação ao conjunto 
anterior, foram denominados de grupos IV, V e VI, nesta 
versão a posição da grelha foi de 800 mm de altura da base. 

Tabela 2 Testes realizados para versão L = 3.200 mm 
i i I i Grupo Testes I mAR 

(g/min) 

02/03/9A 894,5 158, 1 0,94 
102103198 898,3 138,9 1,06 IV 
02/03/9C 902,6 106,7 1,40 
03/03/9A 989,0 111.3 1,34 
03/03/98 1.203,2 223,4 0,89 
03/03/9C 1.202,4 226,4 0,88 
03/03/9D 1.196,7 174 ,3 1,1 4 v 
03/03/9E 1.199,0 146,8 1,35 
03 /03 /9F 1.430,2 280,2 0,85 
06/03/9A 1.427,5 250,1 0,94 
06/03/9C 1.425,9 216,4 1,09 
07/03/9A 1.438,2 162,8 1,47 VI 
07/03/98 1.442,6 179 ,7 1,33 

Obs: I) A vazão do ar e do combustível estão cm base seca. 
2) A 'vazão da água no grupo IV c V foi de 10.000 g/min ( 600 kg/h) e no 

grupo VI foi de 12.000 g/min ( 720 kg/h ). 

O gráficos 1 e 2 mostram os valores da percentagem de CO 
nos gases de exaustão para os grupos em estudo. 
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Eficiência de combustão 

Da energia térmica liberada na combustão da casca de 
dendê parte é transferida para os gases de exaustão, para a 
água de refrigeração, parte é perdida sob a forma de monóxido 
de carbono e carbono não queimado e parte é liberada para a 
atmosfera. Os valores considerados para análise se restrigiram, 
àqueles correspondentes ao tempo de regime, e para esta perí­
odo obtive-se as eficiências médias, que são apresentadas nos 
gráficos 3 a 4. 

Para os grupos I, II e III da versão de 2.400 mm de altura, 
as eficiências estiveram, em geral, abaixo daquelas correspon­
dentes aos grupos IV, V e VI da versão de 3.200 mm . Consta­
tou-se, nos grupos I, II e III, que, no final de cada teste, a 



quantidade de material retido na grelha era tal que provocava a 
interrupção do experimento, devido ao acúmulo de material . 
Este fato afetou o cálculo da eficiência de combustão, pois a 
taxa de al imentação do combustível era diferente da taxa de 
consumo na grelha, isto é, a taxa de queima na grelha era in­
ferior à vazão fornecida pelo alimentador. O material que fica­
va retido na grelha aumentava a perda de carga, dificultando a 
circulação do ar no reator. Em todos os testes da versão L = 
2.400 mm houve a ocorrência deste fenômeno . Portanto, os 
valores calculados das eficiências, neste caso, devem ser con­
siderados como afetados de alguma imprecisão. 

Em uma análise global dos três grupos da versão L = 
3.200 mm, observou-se que o melhor desempenho se deu para 
o grupo IV. A eficiência máxima do grupo IV foi de 96 %, 
enquanto que a do grupo V foi de 91 ,5 % e do grupo VI de 
94,6 %, correspondendo a excessos de ar de 6 %, 14 % e 9 
%, respectivamente. A explicação para o desempenho nos tes­
tes do grupo V é o observado acúmulo de material na grelha, o 
que ocorreu com muito menor intensidade nos testes dos gru­
pos IV e VI. 

Gráfico 3 - Efic iênç ia de Combulll o L""2.400 mm 
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Grâfico 4 - Eliciênci• de Combuslio L=3.200 
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Potência gerada no combustor 

As potências por unidade de área da seção transversal ge­
radas no combustor são mostradas nos gráficos 5 e 6. O valor 
calculado foi encontrado multiplicando a vazão de combustível 
medida em cada teste pelo poder calorífico inferior do com­
bustível e a eficiência média calculada. Observa-se que taxas 
da ordem de l, 9 MW I m2 foram obtidas para testes com as 
maiores vazões de massa de combustível, na versão L = 3.200 
mm, operando com excesso de ar em tomo de 10 % e eficiên­
cia de combustão em tomo de 95 %. 
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CONCLUSÕES 

1,6 

1,6 

Para a versão L = 2.400 mma operando com excesso de ar 
de 10 %, a produção de monóxido de carbono foi aproxima­
damente zero. O particulado elutriado continha cerca de 90 % 
das partículas com diâmetros menores do que 0 ,35 mm. Ob­
servou-se o acúmulo de material na grelha, indicando que a 
taxa de alimentação de combustível foi ligeiramente maior do 
que a taxa de queima. Este acúmulo aumentou a perda de carga 
do reator trazendo consequências no que diz respeito à queda 
da amplitude da pressão ao longo do teste. Para esta versão, a 
máxima amplitude de pressão acústica foi da ordem de 24 
mbar e as frequências variaram entre 85 e 90 Hz. A potência 
máxima gerada no reator foi de 1,13 MWtm2 . A taxa de 
energia transferida para a água de refrigeração situou-se entre 
40 e 60 %. 

Na versão L = 3.200 mm, o combustor apresentou o melhor 
desenpenho, com produção de monóxido de carbono de zero 
para o excessos de ar superior a 10 %. As freqüências no rea­
tor situaram-se entre 63 e 70 Hz. As amplitudes de pressão 
acústica chegaram a 40 mbar, as mais altas registradas durante 
os experimentos. As temperaturas dos gases de exaustão foram 
as mais altas. Como consequência, observaram-se, nesta ver­
são, as maiores temperaturas da água de refrigeração. O per­
centual da taxa de energia transferida para a água de refrigera­
ção situou-se entre 60 e 80 %. As potências máximas por uni­
dade de área geradas no reato r foram da ordem de I , 9 
MWtm2. Observou-se quantitativamente que para as maiores 
amplitudes das pressões acústicas obtiveram-se as mais altas 
taxas de transferência de calor. 
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RESUMO 

Apresentam-se os resultados do estudo experimental da interferência entre duas 
chamas de difusão turbulentas de acetileno dispostas de forma paralela, divergente e 
convergente. Os comprimentos de chama foram obtidos por fotografias. Os pa~metros, 
número de Reynolds na saída dos jatos, ângulo e distância entre os jatos, foram 
variados neste estudo. Concluiu-se que o comportamento geral do comprimento de chama 
é a s~a diminuição com o aumento dos ângulos de inclinação, a menos do caso anômalo 
de 10 convergente. 

INTRODUÇÃO 

A queima de grandes volumes de gás, na atmosfera, 

através de um bico injetor, pode tornar-se uma 

operação de risco. O comprimento da chama, a radiação 

por ela emitida e a formação de poluentes são os 

principais fatores que uma vez controlados diminuem o 

risco, por exemplo em uma instalação industrial. Um 

método usual para a diminuição do comprimento de chama 

é a injeção do gás na atmosfera, feita através de 

múltiplos bicos injetores. Essa configuração de bicos 

(jatos) múltiplos induz diferentes condições de queima 

nas chamas. Estas diferentes condições de queima são, 

principalmente, funções tanto da distância entre os 

jatos, como do ângulo de injeção, da quantidade e da 

disposição geométrica dos jatos. Desta forma, a 

modificação das condições de queima de uma chama 

devido à presença de outra(s) chama(s) é denominada 

interferência de chamas. 

Três principais efeitos decorrentes da 

interferência entre as chamas são: primeiro, a menor 

disponibilidade de oxidante entre as chamas; · segundo, 

o aumento nos níveis de turbulência .e, 

conseqüentemente, o aumento da taxa de mistura 

(combustível/oxidante) e terceiro, a união das chamas 

induz níveis de flutuações que são diferentes dos 

níveis obtidos quando as chamas estão separadas. 

A interferência entre chamas livres e confinadas, 

ancoradas em queimadores, foi examinada 

experimentalmente por Lenze et ai. ( 1975). Os 

experimentos foram feitos com 1, 3 e 5 queimadores 

usando-se gás natural e gás de rua. Fizeram-se medidas 

da concentração axial de CO, do comprimento e da 

largura das chamas. Os resultados mostraram que existe 

uma relação simples dos comprimentos das chamas de 
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queimadores mú lt i pios com o número de jatos e com a 

distância entre as chamas externas e a central. 

Menon e Gollahalli (1985) estudaram os efeitos da 

interferência das chamas flutuantes de jatos múltiplos 

em ar estagnado para 1, 2, 3 e 5 queimadores de gás 

propano. Foram obtidos os comprimentos das chamas, 

altura de encontro das chamas, velocidade de 

"blowout", perfil de temperatura, radiação da chama e 

perfil da concentração de oxigênio, monóxido de 

carbono e óxido nítrico. Chegou-se a uma relação 

empírica para o comprimento da chama tendo como 

variáveis o número de jatos vizinhos, o diâmetro do 

bico de gás e a distância de separação entre os jatos 

externos e o jato central. Estes autores (Menon e 

Gollahall i ( 1988)) também estudaram experimentalmente 

o efeito da interação de jatos mú I t iplos na presença 

de escoamento transversal e forçado do oxidante, no 

caso o ar. 

Heitor et al. (1991) analisaram experimentalmente 

as características da combustão de chamas flutuantes 

em interação mútua, através de seus comprimentos 

visíveis e da estrutura térmica. O estudo envolveu a 

caracterização de 1, 2, 3 e 5 bicos de gás de jatos 

paralelos de gás propano e metano. Foram analisados os 

casos de chamas luminosas e não luminosas. obtendo-se 

uma equação empírica para calcular o comprimento de 

chamas múltiplas. 

Leite (1992) estudou queimadores multipontos para 

o gás acetileno com 1, 2 ,3 e 5 bicos verticais e 2 e 

3 bicos posicionados em linha, mantendo o paralelismo 

entre eles, e inclinados de 45°. Observou-se que no 

caso de a/d igual a vinte, onde a é a distância entre 
o 

os centros dos queimadores e d o diâmetro de cada 
o 

queimador, os comprimentos das chamas dos jatos 

inclinados era da ordem de 10% menores que os 



comprimentos das chamas dos jatos verticais. 

O objetivo do estudo apresentado neste trabalho é 

determinar o efeito da variação do ângulo de injeção 

de dois jatos de gás acetileno sobre os comprimentos 

das chamas obtidos. Foram propostos jatos convergentes 

e divergentes inclinados de 10~ 20 ° ' 30° e 45° 

relativos ao eixo vertical e jatos paralelos. 

DETALHES EXPERIMENTAIS 

Os experimentos foram realizados em galpão de 

50 m2 de área com o objetivo de se evitar a influência 

de correntes de ar externo sobre a chama. O 

equipamento de teste era constituído de: ci I indro de 

gás acet i !e no, medidor de vazão de gás do tipo placa 

de orifício concêntrico conectado a manômetros de tubo 

em U, distribuidor de gás e injetores. A Figura 1 

apresenta o esquema do equipamento e também os 

arranjos dos injetores definindo o ângulo e a 

distância entre os jatos. 

~L ~~ ~f 
.,~z,, , "', '~,J~ 

~--- -----/ ""· 

VAZM TIPO PLACA 
DE ORIFICIO 

( OPÇÕES \ 
. DE JATOS I 
\ I I I 
" 

Figura 1. Esquema do Experimento. 

Um dispositivo mecânico simples foi projetado, 

visando, primeiro, regular os ângulo e distância entre 

os jatos de forma continua e, segundo, não fornecer 

impedimento ao escoamento de ar induzido pelas chamas. 

Nos exper i~~~entos com jatos paralelos e 

convergentes, os bicos injetores eram de cobre, com 

diâmetro de saida igual a 3 mm e rosqueados a tubos de 

aço-inox com diâmetro externo de 1/4". Nos testes com 

jatos divergentes, os bicos eram de aço-inox com 

diâmetro de satda i1n1al a 3 mm soldados a tubos de 

164 

aço-inox com diâmetro exteno de 5/16". Este ú I timo 

tipo de injetor foi necessário para se realizar os 

experimentos de jatos divergentes mantendo-os no mesmo 

plano. 

Os comprimentos de chama foram obtidos através de 

fotografias com tempo de exposição de 2 segundos e 

filme de 25 ASA. As ampliasões das fotos foram feitas 

em "slide" para melhor nitidez das imagens. O 

comprimento de chama foi definido como o comprimento 

da linha central da chama, desde o bico injetor até o 

final da primeira porção continua da chama na 

fotografia. 

RESULTADOS E DISCUSSÃO 

Jatos Paralelos. Os experimentos com jatos 

paralelos foram realizados com a distância entre eles 

variando de 5, 10, 15 e 20 diâmetros do bico injetor e 

com os números de Reynolds variando de aproximadamente 

6000, 9000, 12000 e 16000. Estes experimentos servem 

de parâmetro de comparação para as configurações de 

jatos convergentes e divergentes. A Figura 2 apresenta 

os resultados obtidos, ou seja, os comprimentos de 

chama como função do número de Reynolds e da distância 

entre os jatos . 
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Figura 2. Comprimento de Chama para Jatos Paralelos. 

Observa-se que o comprimento de chama aumenta com 

a diminuição da distância entre os jatos e com o 

aumento do número de Reynolds na salda dos jatos. 

A Figura 3 apresenta a altura de encontro das 

chamas paralelas, também como função do Número de 

Reynolds e da distância entre os jatos. 

Em se tratando de encontro das chamas, o aumento 

no número de Reynolds e a diminuição da distância 

entre os jatos causa a diminuição na altura de 

encontro. Este resultado, como elucidado por Menon e 



Gollahalli (1985), vem da disponibilidade reduzida de 

oxidante entre as chamas causando o aumento no 

comprimento de chama. 
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Figura 3. Altura de Encontro para Jatos Paralelos 

Jatos Convergentes. Nos experimentos com jatos 

convergentes, os intervalos do número de Reynolds e as 

distâncias entre os centro dos jatos foram os mesmos 

que nos de jatos paralelos. Os ângulos de 

convergência, ou seja, os ângulos entre o injetor e a 

linha vertical, variaram de 10•, 20·, 30• e 45·. 

A Figura 4 apresenta os resultados dos 

comprimentos de chama em relação ao número de Reynolds 

e a distância entre os jatos para os experimentos com 

ângulo de convergência de 10•. 
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.Figura 4. Comprimento de Chama para Convergência de 
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O aumento no comprimento de chama com o aumento 

do número de Reynolds segue a mesma tendência do 
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comportamento das chamas nos jatos paralelos, mas o 

aumento da distância entre os jatos acarreta no efeito 

contrário àquele ocorrido com jatos paralelos. Este 

efeito é devido ao aumento da altura de encontro das 

chamas com o aumento da distância entre os jatos, como 

indicado na Figura 5. 
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Figura 5. Altura de Encontro das Chamas de jatos com 

10• de convergência. 

As Figuras 6 e 7 apresentam os resultados do 

comprimento de chama e da altura de encontro das 

chamas, respectivamente, como função do número de 

Reynolds na saída do jato e da distância entre os 

injetores para o ângulo de convergência igual a 20°. 
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Figura 7. Altura de Encontro das Chamas de 
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jatos com 

Nas Figuras 8 e 9 são apresentados os resultados 

do comprimento de chama e da ai tura de encontro das 

chamas, respectivamente, em função do número de 

Reynolds na saida do jato e da distância entre os 

injetores para o ângulo de convergência igual a 30•. 

Observa-se que para o caso em que as inclinações 

dos jatos são de 20° e 30°' tanto os comprimentos de 

chama como as alturas de encontro apresentam as mesmas 

tendências das dos jatos com 10• de inclinação. 
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Figura 8. Comprimento de Chama para Ãngulo 

Convergência Igual a 30° . 

de 

Nota-se que para o caso de jatos com 45 ° de inclinação 

a tendência dos comprimentos de chama é a mesma dos 

casos anteriores (como mostrado na Figura 10), porém, 

a tendência das alturas de encontro não é apresentada, 

porque estas não poderam ser determinadas devido à 

saturação das fotos causadas pela grande radiação 
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emitida pela chama nesta configuração de 45° 

convergente. 
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Convergência Igual a 45° . 

18000 

Ângulo de 

Jatos Divergentes. Como no caso com jatos 

convergentes, nos experimentos de jatos divergentes os 

intervalos do número de Reynolds e as distâncias entre 

os centros dos jatos foram, novamente, os mesmos que 

nos de jatos paralelos, a menos dos experimentos com 

30 ° e 45 " cujas distâncias deseparação dos jatos foram 

de 6 e 7 diâmetros do injetor, respectivamente, devido 

a impossibilidade fisica do bicos. Os ângulos de 

divergência, ou seja, os ângulos entre o injetor e a 

linha vertical, variaram de 10 ° , 20 ° , 30° e 45 ° . 

Os comprimentos de chama, obtido dos experimentos 

com ângulo de divergência de 10°, são apresentados na 

Figura 11. 
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Divergência Igual a 10•. 

17500 
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Na figura acima observa-se que o comprimento de 

·chama aumenta com o aumento do número de Reynolds e 

com a diminuição da distância entre os jatos. 

Nas Figuras 12, 13 e 14, são apresentados os 

resultados dos comprimentos de chama para as 

configurações de jatos inc I i nados de 20 o , 30 o e 45 •, 

respectivamente. 
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Observa-se, em cada figura, que aparece somente um 

ajuste das curvas, porque estas se encontram muito 

próximas . Estas proximidades das curvas ocorrem devido 

à pequena influência da distância entre os jatos sobre 

os comprimentos de chama. 

Os ajustes de curvas nas figuras são obtidos 

através de regressão linear e as barras de erros 

através do desvio padrão. 
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Dos experimentos com jatos paralelos conclui-se 

que a distância de não interferência entre as chamas é 

igual a vinte diâmetros do bico injetor. Este 

resultado concorda com os resultados existentes na 

literatura (Gollahalli (1985) e Leite (1992)). 

Para os experimentos com ângulos divergentes 

observou-se que existe um ângulo de não interferência 

entre as chamas, sendo este ângulo igual a 20·. Nestes 

experimentos observou-se que os comprimentos d~ . chama 

diminuem com o aumento do ângulo de inclinação. 

No caso dos experimentos com jatos convergentes 

um resultado um pouco mais singular foi obtido; para 

ângulos maiores que 10•, o comportamento da chama foi 



o de diminuir com o aumento do ângulo, enquanto que 

para ângulos de 10° os comprimentos de chama foram os 

maiores obtidos de todos os experimentos. 

A razão física que certamente governa o 

comprimento de chama nos casos de jatos convergentes, 

exceto no caso do ângulo de 10°, e de jatos 

divergentes é a hidrodinâmica dos jatos, isto é, a 

diminuição da componente da velocidade na direção 

verti cal faz com que o gás tenha mais tempo para se 

aquecer e atingir a temperatura de ignição em uma 

região menor; desta forma, ocorre a diminuição do 

comprimento de chama. 

Para o caso anômalo de 10° convergentes, o fator 

de disponibilidade do oxidante entre as chamas parece 

imperar sobre a hidrodinâmica dos jatos (uma vez que 

para pequenos ângulos a diminuição da componente da 

velocidade pode ser desprezível). 
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ABSTRACT 

This pape r presents the results of an 

experimental investigation of the interference between 

parallel, divergent and convergent acetylene turbulent 

diffusion flames. The flame lengths were obtained by 

photography: the parameters - jet Reynolds number, 

angle and distance between jets - were varied in this 

study. The general behavior of flame length is i ts 
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decrease with increase of inclination angle, except 

flames lenght for the 10° case. 
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RESCJM:) 

Neste trabalho apresentam-se os resultados do estudo experimental da queima de 
gás em combustores pulsantes tipo tubo de Rijke. O GLP (~s Liquefeito de Petróleo) 
foi o gás utilizado em todos os testes. As condições de injeção do gás no combustor 
foram determinadas pelo número de tubos distribuidores, pela vazílo de gás (ill) e pela 
razílo ar/combusttvel normalizada (a). Obteve-se que de uma maneira geral, a 
tendlJncia das amplitudes de presSão acústica é a de inicialmente crescer com o 
aumento de ill ou de a até um máximo valor, em torno do qual há uma certa 
estabilização para posteriormente decrescer. 

INTRODUÇAO 

A combustão pulsante é estudada desde o século 

dezoito e o interesse na mesma tem sido renovado nos 

dias atuais devido às indicações de que sua aplicação 

na geração de energia pode oferecer as seguintes 

vantagens: economia de combustível, formação reduzida 

de poluentes, aumento das taxas de transferência de 

calor convectiva, escória reduzida e investi11ento de 

capital reduzido quando coaparado às técnicas 

convencionais. 

A chaaa musical ou cantante é, provavelmente, o 

primeiro exemplo conhecido de combustão pulsante, a 

qual foi relatada por Byron Higgins em 1777 (em Wood, 

1966 e Tyndall, 1970). Som de considerável amplitude 

pode ser gerado quando uma chama é ancorada em um 

queimador de gás colocado dentro de um tubo. o som 

gerado é devido à excitação do modo acústico 

fundamental ou de Ull dos harmõnicos do tubo, e sua 

ocorrência depende das caractertsticas do queimador e 

da chaaa. 

Um critério simples, que determina se a ,oscilação 

de pressão será amplificada ou não, devido ao processo 

de adição de calor, foi estabelecido por Lord 

Rayleigh ( 1945). Segundo Rayleigh, Ull processo de 

combustão exibirá caráter oscilatório quando o máXimo 

e o 111ni110 da taxa de 1 iberação de calor coincidirem 

COII a fase de coarpressão e de rarefação da onda de 

pressão acústica, respectivamente; neste caso, as 

oscilações acústicas de pressão serão amplificadas. 

Ocorrendo o inverso, a oscilação de pressão será 

atenuada. Por outro lado, a frequência da oscilação, 

modificar-se-à se a adição de calor ao gás ocorrer 

instantaneamente quando a amplitude da asei lação de 

pressão for ·zero. 
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Putnam e Dennis ( 1953) colocara~~ o critério de 

Rayleigh em uma forma matemática precisa, que 

estabelece que a amplitude de oscilação crescerá 

quando 

f Q P'dt > O , (1) 

onde Q é a taxa de energia instantânea adicionada, P' 

a diferença entre a pressão instantânea e a pressão 

média (pressão acústica), t o tempo e f a integração 

sobre um ciclo de oscilação. 

O critério de Rayleigh é uma condição necessária 

para a ocorrência de oscilações acústicas, mas não 

suficiente, uma vez que o mesmo não elucida o 

mecanismo responsável pelo surgimento das oscilações. 

Um tipo de combustor pulsante que tem merecido 

atenção especial ultimamente é o combustor tipo tubo 

de Rijke. O tubo de Rijke (Lord Rayleigh, 1945; Wood, 

1966) foi descoberto em 1859 por Rijke, o qual notou 

que fortes oscilações acústicas eram excitadas quando 

uma tela metálica aquecida era colocada na metade 

inferior de um tubo vertical aberto em ambas as 

extremidades, dentro do qual escoava ar frio, de baixo 

para cima. 

O presente trabalho apresenta os resultados do 

estudo experimental da queima de gás em um combustor 

pulsante tipo tubo de Rijke. O Gás Liqüefeito de 

Petróleo foi utilizado em todos os experimentos. Neste 

trabalho foram variadas as condições de injeção do gás 

no combustor, a saber: quanto à configuração do 

injetor, trabalhou-se sem os tubos, com seis tubos e 

com doze tubos de injeção, e quanto à razão 

ar/combusttvel normalizada (razão ar/combustível 

dividida pela razão ar/ combustível estequiométrica), 

esta foi tanto constante como variável nos testes sem 



tubos e nos coa 12 tubos e apenas variável nos com 

seis tubos. 

DETALHES EXPERIMENTAIS 

o equipamento de teste era basicaaente 

constituído de cilindros de gás GLP, compressor de ar, 

medidores de vazão de gás do tipo placa de orif1cio 

concêntrico conectado a manõ111etros de tubo em U, 

injetor de gás, combustor pulsante tipo tubo de Rijke, 

sensores de pressão e temperatura e sistema de 

aquisição de dados. 

o coabustor, mostrado na Figura 1, é .adular, de 

aço 1020, com 320 ca de coapri.ento máxiao e 20 ca de 

diâmetro interno. SOb este dispositivo encontra-se uma 

câmara de desacoplamento de 65 cm de diâmetro interno 

e 120 cm de altura, para permitir tanto a simulação da 

condição de contorno de tubo aberto na extremidade 

inferior como o controle do fluxo de ar e de gás 

combustivel. Alguns módulos são revestidos coa camisa 

d'água para refrigeração de suas paredes. 

O injetor de gás consiste de tubos de aço de 6 mm 

de diâmetro interno e 72 11111 de comprimento dispostos 

de forma radialmente uniforme. O número máXimo de 

tubos é 12, sendo possiveis , também, as versões de 6, 

4, 3 e O tubos. Em cada tubo há 8 orificios de 1 mm 

de diâmetro, igualmente espaçados, distribuido.s ao 

longo de seu coapri.ento. 

O injetor de gás está acoplado a um sistema cujo 

mecanismo de suspensão é similar ao de ua telescópio, 

de forma que ambos possaa ser posicionados em qualquer 

altura desejada. Em todos os ensaios o injetor de gás 

estava posicionado a aproximadamente 70 c• acillll da 

base do tubo. 

Na parede do combustor estão fixados três 

termopares chromel-alumel tipo K, bitola 1,5 mm, para 

medidas de temperaturas dos gases dentro do combustor 

nos seguintes locais: a 25 cm, 150 cm e 308 Cll acima 

da base do tubo; nas posições de entrada e salda da 

água de refrigeração estão fixados os termopares 

chro..el-alumel tipo K, bitola 6 mm. Tais termopares 

estão ligados ao sistema de aquisição de dados o qual 

fornece a leitura das temperaturas medidas. Os 

termopares são diretamente ligados ao HP sem 

compensação térmica porque o aparelho possui a 

compensação interna. 

As aaplitudes de pressão acústica são monitoradas 

por transdutores de pressão piezoelétricos Kistler 

tipo 7261 sendo que um deles está posicionado a 160cm 

acima da base do tubo, ou seja, na seção •édia deste, 

que corresponde aproximadamente ao local onde a 

amplitude de pressão acústica do modo fundamental de 

oscilação é máxima. Os demais transdutores de pressão 

estão instalados a 15 cm, 58 cm e 80 cm acima da base 

do tubo. Os sinais dos transdutores de pressão seguem 

para Wl amplificador de carga Kistler tipo 5006 e 

posteriormente são transferidos para uma tela do 

osciloscópio Tektronix modelo 7633 para a visualização 

das amplitudes e frequências da pressão acústica. A 

leitura das freqüências da oscilação de pressão é 

efetuada por intermédio de freqüencimetros Tektronix 

modelo FD15 e Analog modelo F1800. 
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T"ANSOUTijH: 
DE PRESslO 

-oimen•6u em centMn•tros (cm). 

Figura 1. Oombustor tipo tubo de Rijke e 

instrumentação associada. 

Os dados são adquiridos, ao longo do teste , de um 

total de 500 varreduras. Em cada varredura faz-se as 

leituras de 6 termopares e 4 transdutores de pressão 

(pressões e freqüências acústicas). 

A ignição era efetuada usando-se uma pequena 

tocha a qual era previamente embebida em álcool. 

Imediatamente após a introdução da tocha acesa, 

através de uma das janelas do combustor, para dentro 

deste, no qual escoava ar, abria-se a válvula do gás 

combusttvel. Logo em seguida a janela era fechada. 



RESULTADOS E DISCUSSAO 

Nos testes realizados coa a razão ar/co.bustível 

normalizada constante, operou-se com variação tanto da 

vazão de combustivel como de ar , de foru a 1181'\ter 

tal razão ea torno de 1,10. 

Nos testes em que a razão ar/co.bustivel 

normalizada não foi aantida constante, operou-se com 

vazão constante de combustivel em torno de 1,20 g/s, 

increaentando-se a vazão de ar. 

Ensaios sem os Tubos do Distribuidor. Com o bico 

injetor sem os tubos, não houve oscilações acústicas 

em momento algum por mais que se variasse a razão 

ar/combustível e a vazão de gás. Com esta 

configuração, a chama estava concentrada ao longo do 

eixo do tubo, tendo ~~aior comprimento que as chamas 

divididas para a mesma vazão de gás. Com a 

distribuição de calor em UIIIA região mais longa do 

tubo, é indicativo que o calor disponivel em região 

determinada pelo critério de Rayleigh (na aetade 

inferior do tubo) não era suficiente para excitação e 

manutenção das oscilações. 

.DISTRIBUIDOR COM 12 TUBOS E a CONSTANTE. Para esta 

situação observa-se que as amplitudes de pressão 

acústica crescem com o aumento da vazão de combustivel 

até me aproximadamente 2,2 g/s, após a qual observa-se 

pouco crescimento das amplitudes, sugerindo assim uma 

estabilização dos valores das mesmas, como mostrado na 

Figura 2. Esta estabilização provavelmente se deve ao· 

fato da chama estar ocupando toda a extensão do tubo, 

para o caso de altas vazões de ar e combustível. Esta 

observação concorda com o principio de Boss~ha e Riess 

que afirma que um aquecimento na metade superior do 

tubo de Rijke implica em amortecimento das oscilações 

acústicas. A amplitude máXima obtida, no centro do 

combustor, foi aproximadamente 30 mBar. As freqüências 

das oscilações variaram entre 67 e 74Hz. 

Na Figura 3, observa-se que a temperatura dos 

gases de combustão cresce com o aumento das vazões de 

combustível. Nota-se que a diferença de temperaturas 

entre a salda e o centro do tubo diminui com o aumento 

da vazão de combustível, conforme esperado. 

Nos experimentos realizados, observou-se que as 

queimas, apesar da presença das oscilações, eram 

bastante enfumaçadas e somente após o aumento do 

excesso de ar a fumaça era eliminada e as amplitudes 

de pressão acústicas incrementadas. Notou-se que, em 

um dos testes, ao ignitar-se em baixas vazões de ar e 

combustivel, o regime oscilatório era impossivel de 

ser atingido. Somente após o aumento destas vazões as 

pulsações se iniciaram. Em outro teste, apesar da 

ignição ocorrer com altas vazões de ar e coabustivel, 

as oscilações iniciais apresentaram baixas amplitudes 

de pressão, sendo amplificadas somente após a injeção 

de ar coapriaido no orificio destinado a um dos 

transdutores de pressão. Este fato indica que 

quaisquer perturbações são capazes de alterar os 

níveis de aaplitudes de pressão. 
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DISTRIBUIDOR COM 12 TUBOS E a VARIAVEL. Para os testes 

executados nestas condições, sendo a vazão de GLP 

mantida em torno de 1,2 g/s, observa-se que, conforme 

o gráfico da Figura 4, as amplitudes de pressão 

acústica crescem à medida que a razão ar/combustível 

normalizada é aumentada. Este crescimento da amplitude 

de pressão se deve ao aumento da velocidade dos gases 

no tubo, caso similar ao de uma flauta. A combustão, 

porém, é necessária para gerar as pertubações e assim 

manter as oscilações acústicas. No centro do 

combustor, a máXima amplitude de pressão obtida foi 

27,2 mbar correspondendo ao valor de a igual a 1,91. 

Na Figura 5 são apresentadas as temperaturas dos 

gases de combustão na seção média e na saída do 



combustor. Na seção média do tubo, a temperatura dos 

gases aumenta de 777°C até 830°C, que é a temperatura 

máxima atingida, quando a aumenta de 1,05 a 1,21. Isto 

se justifica face ao aumento da eficiência de 

combustão e a variações do comprimento de chama 

conforme a aumenta. Posteriormente a temperatura 

naquele local experimenta um leve declínio à medida 

que a vazão de ar cresce, fato explicado pela 1111ior 

disponibilidade de oxidante. 
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Quanto à temperatura dos gases na salda do tubo, 

inicialmente há uma forte elevação de 474 até 656°C à 

medida que a aumenta de 1,05 até 1,36. Esta elevação 

ingreme da temperatura é justificada pelo fato de que 

o aumento da vazão de ar tende a elevar a eficiência 

de combustão, assim I iberando mais calor. 

Posteriormente, a elevação desta temperatura segue uma 

tendência mais suave e estável com o aumento do 

excesso de oxidante. 

A ignição nestes testes foi efetuada em regime de 

baixas vazões de ar e as oscilações iniciaram-se 

imediatamente após a ignição. No entanto, a queima se 

apresentava enfumaçada. COm o aumento do excesso de 

ar, a fumaça foi eliminada. 

Distribuidor com 6 Tubos e a Variável. Os primeiros 

-resultados para o distribuidor de 6 tubos são 

apresentados na Figura 6, de onde se observa que as 

amplitudes de pressão acústica na seção média do tubo 

aumentam com o aumento de a até aproximadamente a 

igual a 1,34, correspondente à máxima amplitude, no 

centro do tubo, igual a 29,7 mBar. Posteriormente, à 

medida que se aumentou a vazão de ar, as amplitudes 

decresceram em todas as posições, tendendo a valores 

constantes para a superior a 1,7. Este resultado 

difere daquele anteriormente apresentado para 12 tubos 

(Figura 4) em dois aspectos: a) um máXimo de amplitude 

é atingido para a em torno de 1,3 e b) as amplitudes 

são maiores. As razões para estas diferenças 

provavelmente estão relacionadas com as configurações 

de chama e 'com a perdas de carga através do queimador 

para os dois casos. 
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com a. Ensaios com 6 tubos e a variável. 

COm relação à temperatura dos gases de combustão, 

observa-se na Figura 7 que a temperatura no centro do 

combustor manteve-se praticamente constante em 850°C 

com o aumento da razão ar/combustível normali zada até 

esta razão assumir o valor 1,43, e, em seguida, 

diminuiu lentamente. Todavia a temperatura medida na 

saída do combustor, elevou-se até a razão 

ar/combustível normalizada assumir o valor 1,43 

correspondendo à temperatura dos gases na salda igual 

a 657°C. Esta temperatura não se alterou, mesmo com os 

aumentos posteriores da razão ar/combustível 

normalizada. Uma comparação com os dados para 12 tubos 

(Figura 5) mostra que não houve alterações 

substanciais entre as temperaturas dos gases obtidas 

para as duas configurações do queimador. 

CONCLUSÃO 

A queima de gás no combustor pulsante tipo tubo 

de Rijke foi relativamente simples porque, para sua 

efetivação, o aparelho foi adaptado a dispositivos 
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simples. O controle da alimentação do combustível foi 

facilitado pelo uso de válvulas, sendo a ignição 

efetuada sem dificuldades. As amplitudes de pressão 

rápidamente alcançavam patamares estáveis e foi 

posslvel a realização dos ensaios por longos períodos, 

sem interrupção. 
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De uma maneira geral, a tendência das amplitudes 

de pressão acústica, em todos os casos analisados, é a 

de inicialmente crescer com o aumento da vazão de 

combustível ou da razão ar/ combustlve-1 normalizada 

até um máximo valor, em torno do qual há uma certa 

estabilização para posteriormente decrescer. Há 

indícios que esta tendência esteja relacionada com a 

temperatura no interior do combustor. Observa-se que a 

diferença de temperatura dos gases entre a salda e a 

seção média do tubo decresce, em todos os casos. 

Para o caso de a constante, est~ diminuição da 

diferença das temperaturas dos gases decorre do 

crescimento da chama. O crescimento é confirmado tanto 

visualmente como pelos dados das temperaturas no 

centro e na salda do tubo que sempre crescem com o 

aumento das vazões de ar e GLP . A chama começa a 

procurar ocupar toda a extensão do tubo, à medida que 

se aumentam as vazões de ar e combustlvel, diminuindo 

então o gradiente de temperatura entre a pos.ição 1/4 

do comprimento do tubo e a salda do mesmo. Assim, a 

máxima liberação de calor deixa de ocorrer na metade 

inferior do tubo co110 estabelecido por Rijke. 

Consequentemente, o amortecimento das oscilações é 

favorecido. Evidentemente, há diversos fatores que 

t8.81bém favorecem o amortecimento, dependendo do 

caso. 

Para o caso de a variável, também ocorre o 

decréscimo da diferença de temperaturas dos gases na 

salda e no centro do COllbustor. Contudo, observa-se 

que a temperatura no centro do tubo sempre diminui 

conforme se aumenta a, enquanto na salda a temperatura 

ou cresce ou aanté•-se aproximadamente estável. Estes 
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dados indicam que ocorre diminuição do comprimento da 

chama com o incremento da vazão de oxidante, 

concentrando-se a troca de calor nas regiões mais 

próximas à metade inferior do tubo. Desta maneira, as 

amplitudes crescem até um valor li mi te e 

posteriormente tendem a decrescer quando as vazões de 

oxidante são mais elevadas, devido à perda de calor da 

chama para o excesso de ar, e aquecimento por 

convecção dos gases da parte superior do tubo, os 

quais diminuem o gradiente de temperatura entre a 

metade inferior e a salda do combustor. Assim, à 

medida que as temperaturas nos diversos pontos do 

combustor tornam-se próximas e não mais ocorrendo 

máxima liberação de calor na metade inferior do tubo, 

as amplitudes tendem a decrescer . 

Cons tatou-se de todos os ensaios, exceto para o 

tes t e com 6 tubos e a v a r iáve I no qual obteve-se a 

frequência de 69 Hz cons tante durante todo o ensaio, 

que o crescimento das frequências de oscilações es tá 

relacionada com o aumento das vazões tanto de ar como 

de combus tível, ou seja, quanto maiores as vazões 

des tes, maiores eram as frequências, como mostrado por 

Momma ( 1993). 
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ABSTRACT 

This paper presents the result of an experimental 

study of the gas burning in Rijke type pulsating 

combustor. The LPG was utilized in all experiaents. 

The inject ion condi t ion was varied by the number of 

distributor tube, by the mass flow of gas fuel (m) and 

by the normal ized a ir /fuel rat i o (a). The general 

behavior of the amplitude of acustics pressure is the 



initial rise with the increase of Ól or a up to it 

reaches a maximum value, around one there is a 

stabilization and afterwards it decreases. 
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ABSTRACT 
The influence of radia tive changes between the fia me and the fo res t material, at _qround 

levei, is _qiven by integral models derivin_q frorn the radiosity balance between an emittin_q 
volume and the receivin_q surface. Thus, the heat transfer can be described by a convolution 
integral where the flame influence is quantified by a Green function that desc ribes the heat 
exchange decay by the distance from the flame. From this approach, the formulat ion of 
an integro-differential model is proposed and numerically implemented by a Afonte Cario 
Inte_qration / Explicit Euler propagation coupled m ethod. 

INTRODUCTION 

Physical phenomena involved in the combustion of 
forest biomass, during natural or accidental fires , are ex­
tremely complex and its behavior involves advanced kno­
wledge related to fluid dynamics and heat transfer in re­
acting media. The current importance of the study of this 
kind of problems, within the scope of mathematical mod­
elization and numerical simulation, as well as advanced 
experimentation, are justified by the growth of the inter­
national interests related to environmental questions. An 
important point of interest is the necessity of evaluation 
of the amount of emissions in atmosphere, specially CO, 
co2 , and particulates , due to forest biomass bum. 

Besides many environmental problems related to for­
est fires , one can list some of great importance: the aftcr 
cutting burning in Amazon (Queimada), the natural fires 
in the Brazilian Cer~ado, the pa.sture maintenance fires in 
Amazon and sugar cane cul ture burns. A priority might 
be ~?;iVC!l to the Queimada due to Íts large a!llOU!ltS of C02 
emissions involved. ln this process, an area of the forest is 
cut. during the beginning of the Amazon dry season (june 
to october ). Two or three months !ater, when the for­
est material is dry, it is burned. Part of it is converted 
in combustion gases , anel this way, spread into thc atmo­
spherc. Othe!' part is laid ou the ground in the form of 
char. 

As this practice is very used during the dry season 
in Amazon, in recent years, severa! burns have becn ob­
served inducing many controversies abont its rule ir1 the 
increase of the Grcenhouse effect. Some receut. works such 
as Kirkch~ff (1993), Kirkchoff et ai. (1989), Carvalho et 
ai. (1993), Fearnside et ai. (1993) and Kaulfman et ai. 
(1992) show that tbe rates of co2 emissions in the atmo­
sphere are less than the amount stat.cd in severa! interua­
t ional works, and that tww experimental and theoretical 
st.udies must. be strongly encouragecl. 

Among sorne works relate<! to tlw simulation and 
modelizat. ion of physical phenom<~ua <luriug forest fires, 
the Russian literaturc is spccially ri ch. The works dcvel­
oped by Dorrer {1984a), (1984b) present modds of prop­
agation of fores t fires that are adopted as a basis for the 
prest~nt work. The works of Brabander et ai. (1989) c 
Grishin et a.l.(1985) use a mi xtun: thcory lik<' approach 
that describcs couveniently in útu observations of fircs in 
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homogeneous forests . Still on the russian literature, the 
works of Konev {1984), on the propagation of flame front s 
in surface fires, and Grishin et al ( 1984) . abou t the effects 
of thermals during forest fires are cited . 

Some other works present relevant aspects of heat 
transfer in forest fires: The works from Rothermel (1972) 
and Albini (1976). ln this last work, the heat transfer is 
quantified by a Green Function integral. This model is 
the basis of the works from Dorrer cited above. Anderson 
(1968) proposes a simplified model of forest fires propa­
gation based on discrete convolution methods which were 
recently improved by Richards (1988). 

Some combustion-fluid dynamics coupled approaches 
can also be found in the literature (Siqueira (1993)). ln 
this work, the simplified model of Rothcrmel is couplcd 
to a turbulent flow simulation code. 

MATHEMATICAL MODEL 

The propagation of the combustion in à generalla.yer 
of forest fuel will be considered in a fixed cartcsian coordi­
na te system x, y , z. ln two dimensions, a continuous layer 
f!( X, y) can be considered for surface fires. ln a generic 
point C( x, y) of this layer the potential forest fuel, iu a 
time instant t, can be in one of thrce statcs defincd by thc 
function s(x, y, t) : 

{

o, 

s( x,y,t) = 1, 
2, 

if there is potential fuel, but uo 
combustion ; 
if there is combustion ( mass decay ); 
if thcre is no potcntial fuel and the 
combustion is impossible. 

(1) 
ln s(x, y , t) = O geucrally the heating anel evapora­

tion are relatecl only to thc moi sture, so it is a process 
involviug only wa tcr. Thercfore, a general equation for 
the entha lpy iucrease is valid. 

ln .s( x , y, t) = 1 a biomass combnstiou mo dei can be 
implcnwnted by proposing a general rulc to thc chemical 
componcn ts of the combnstion products . The combustion 
of fores !. fue ls is quantificd by the kinetics of the pyrolizis 
reaction . 

ln this proccss, react. ion velocity is establishecl for 
tlw forma tion of each of its products a.nd also for each 



complete reaction stage. To evaluate a general description 
for a forest fire, a global reaction model is proposed for 
the mass decay in this point C( x, y) at s(x,y,t) = 1 as 
follows: 

(2) 

where K is the velocity rate of reaction that can be 
given by a Arrhenius term: 

E 
K = A([02 ],T) exp(- RT) (3) 

ln this equation, [02] is the concentration of oxygen 
in the air layer in contact with the material in combustion. 
T is the gas temperature and R the gas constant. A and 
E are characteristics constants of the combustion of forest 
material (see Kaviani & Fatehi (1992)) . These constants 
can also be evaluated from the experimental exponential 
decay plots of Rothermel ( 1972). 

The heat produced during the combustion is thus 
given by: 

<ll(x , y, t) = -K óHm (4) 

where óHm is the specific heat of the forest fuel. 
Besides the complexities involving the heat transfcr 

between the fire front ( s = 1) and the region with no 
combustion (s = 0), a general equat ion, based on the 
previous work from Dorrer (1984) can be proposed for 
the variation of enthalpy: 

âH( x, y, t) = qrad- qc 

ât 
(5) 

H( x, y, t) is the enthalpy of the forest material, q rad 

m the radiative heat flux and qc is the convective oue. 
These terms are given by: 

qc = U(T- Too) (G) 

qrad = J J <ll (x ' ,y ' ,t)~(x- x' , y- y')dxdy (7) 

Is those equations , (J is a convective heat transfer 
coefficient and ~( x- x', y - y') is a fiam e influence function 
proposed by Dorrer (1994) as (in polar coordinates): 

~(x- x',y- y') =~(r, O)= 

aob 1-- exp ( 
b ) ( r·cos

2
0:J ) 

3h 1 ro(1 + sin2 01 f cos 8 ) 
(8) 

The parameters in this equat ion are: 
ao : fraction of the heat spent in the propagation of 

the combustion. 
b : Thickness of the fuel bed . 
h f : fiame height. 
o: f : Flame inclination angle 
r·o : Effective flame effect radius 
As the fun ction ~( x - x ', y- y') is in polar coordinates, 

r and O are the polar coordinates with origins in the point 
C(x , y), and x' and y' are its neighbors. 
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NUMERICAL METHODS 

The present model was implemented by means of 
an explicit time discretization for the entalphy variation , 
mass decay and heat produced. 

H 1+61 
= H 1 + ót (q~ad- q~) (9) 

mt+ó.t = m 1 - K 1ót (10) 

q,t+ó.t = - K 1óHm (11 ) 

Before the calculation of the enthalpy variation, it 
is necessary to calculate the heat accumulatiou given by 
qrad· As this function is an undcfined integral of a con­
tinuous fun ction, it can not be calculated by a simple di­
rect convo)ut ion . ln !ater works from Puppin Macedo & 
Brasil Junior (1994) , it was possible dueto special discrete 
charac tt;ristics of the model. Some convolution matrices 
wer'e defined giving good qualitative behavior of the prop­
agation but imposing some difficulties in their calibration 
from experimental and field information. 

The use of a Green fun ction gives good possibili ties of 
calibration a nel comparisons with experiment anel field in­
formation . but imposes the use of more refiued integration 
techuiques. Under this situation, the use of a Monte-Cario 
method was chosen dueto its facilitie~ of implementa tion. 
Besides, it works very well with the Green function used , 
giving good precision. 

The Monte Cario Method is very well cited to sm ­

ooth multi-dimensional funct ions in an easy to sample 
region. The Green Function used in this model has ali 
these features. 

The region of interest is defined by a flame influ­
ence parameter defined by the characteristics of the flame 
(height , intensity etc. ). This parameter can be experi­
mentally defined as the distance, from the flanw fnm t, for 
the decay of the temperatnre to avalue dose to the value 
of the unheatcd fuel bed. Tlms , a sirnplc Monte Cario 
Method can by used. 

To perform it, N random numbers are set unifonnly 
distributed in a multidimensional volume V. These points 
are called { X J, . . . , x n}. Then the basic theorem of Monte 
Cario integration estimates that the integral of a function 
f over the multidimensional volume is given by: 

J fdV ~ V(f) ± vJ(J2) ~ (!) 2 

( 12) 

Here the angle brackets denote taking the arithmetic 
mean over the N sample points, 

1 N 

(!) = N L f (x;) (13 ) 
í== J 

N 
2 1 '\' 2 

(f ) = N ~ f (x;) 
i = l 

(14) 

The "plus or minus" term iu the equa.tion (12) is a 
one standard deviation error es t,imate for the integral, uo t 
a rigorous bound; further, there is uo garantee that tlw 
error is distributcd as a Gaussian, so the error term should 
be taken only as a rough indication of probahle error. On 
the other hand, it is possible to infer tha t the error is 
inversely proportional to the square root of the muuber 



of points N by the equation (12) above . 
The algorithm used wa~ very straightforward dueto 

characterist cs of the fl.ame cffect functi on uscd. At each 
t ime step of the time propagation a random set of num­
bers (in polar coordinates ) is set around the grid point in 
the space discretization grid. These points generate a ran­
dom Monte Cario ,mb-grid. As a large random sequence is 
needcd, so the loug pcriod random number generator pre­
senteei by Press et al. ( 19!)3) is used . After each time step 
a new sub-grid is generateel in order to avoiel conelitioneel 
propagation of the solution . 

The points in this .'!ub-grid may lay ou a region of sev­
era! points in thc main gricl, thus an interpolation routine 
is performccl for ali variables envolved in the calculation 
of the integral. 

To assure the precision of the integration routine im­
plementecl it was tested.for a defineel integral anel an errar 
of about 10% is usually observecl for a set of 500 random 
points. 

RESULTS AND DISCUSSION 

To perforrn initial tests on the moelel , some basic 
configurations were chosen. A square unitary griel of 50 
x 50 points was usecl for the spatial discretisation. For 
the Monte Cario integration 500 sample points were useel. 
Thus, the total gricl size can be considerecl as 50 x 50 x 
500 (1250000 points ). 

Simulations were perfonned only in oreler to assure 
stable propagation of the solution. Thc parameters en­
volved in the calcula tions are presenteei in table 1. 

__ Jil!ti"!ª-PI.:. 1 Dimensions: 1 _9Hter~_:.. .,-· _ 
1i.Q~ 400 l'vU>bg -- ~ Spj!ce_- 5_-...: 5_m _ ~\lass -~_Oí_bg'!ll-_ 
IH , _ 400 l\tJ kg _ :Gtld _50s 50 pts , (_a,)hlllll.' _4?0 

~H li!.-- 8901\U"kg : suh-<~rid 50\) pts , 
~li .1!!1' ~ 1100 1\.!Hg :Time _s_t~- 0.0 l scc I 

Tab. 1: Physical Parameters 

The fl.ame inclination augle of 45° corresponds to a 
micl-fl.ame wincl velocity of abont 2m/.s , as given by a Fr 
number relation from Ventura ct. ai (1989) anel Albini 
(1981). A flame height of 0.7m, as normally observed iu 
surface fires, (Baines (1990)) was nsecl here. 

Two cases of interest were choscu for the init ial simu­
lations: a front evolution anel a Qu eimada. ln this seconcl 
case, a square set of points is lmrned trying to reproduce 
this after cut burn technique in Amazon. 

As an initial condition for the front evolution case, a 
line of severa! points in the gricl were igni tcd, as show iu 

Fig. 1. 
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I Direction of the wind 

Fig. 1 : Fi r e front ini tia! condi tion 

The time evolution of this front is shown in Fig. 2. 
As expected, the front evolutes regularly driven by the 
wind. The velocity of propagation in the direction of the 
wind is faster than in the opposite one. ln the transition 
between ignited zones anel non-ignited ones, the enthalpy 
do not reaches the ignition enthalpy anel a small region of 
heating can be observed, as expecteel. 

. O . 

Fig. 2 : Evolution of the front fire 

The mass decay can be observed in the regions of the 
evolution of the burn as the fire consumes the forest fuel 
layer. ln the implemented model an a.mount of residual 
forest material is allowed after the burn but, in the present 
case, it was not consielered . 

To perform the initialization of the Queimada case, a 
square set of points was ignited as shown in Fig. 3. ln this 
case, the burn evolutes in a very efficient way burning a 
large forest region in a small time interval (Fig. 4) . Thus, 
the rates of combustion gases release are expectecl to be 
very high. The effect of adjacent small fire fronts usually 
make two different main front s to evolute. One evolutes 
in the inside direction of the initial square burn set anel 
other one in the outside direction. Between these fronts 
an expanding ring of burned material is formed, avoiding 
the propagation through it . 
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Fig. 3 : Queimada initial conditions 
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Fig. 4 : Queimada evolution 

CONCLUSIONS AND PERSPECTIVES 

As it can be seen from the results present here, the 
model has a good qualitative behavior and introduces a. 
very useful approach to the numerical simulation of forest 

fires. The evolution of the propagation agrees very wdl 
with what was cxpected from previous works, as well as 
it allows the approach of many different situations. 

The equations of the proposed model are baseei on 
many physical parameters easy to determine frorn exper­
iments class ically performecl and usually founcl in the li t ­
erature. 

The radiative heat accumulation given by a convolu­
tion integral gives a straightforward way to approach the 
radiative changes in means of a partially-transparent ra­
diative forest meclium. On thc other hand, the calibration 
of the flame effect function anel convolution function cod­
fkients II111st be very carefully done in order to rigorously 
fit the physical characterist ics of the phenomena. 

The hcat losses terms, nevertheless, are not vcry wdl 
nHHidi:~:aded in the prescnt work anel new considerations 
must be done specially following related topics in previous 
works like: de Mestre et ai (1989) , and Baines (1990). 
Some strong evidcnces showing the rule of the convectivc 
tcrms must also he t.aken into account in arder to better 
characteri;w the ph<·nomena. 
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By be results shown here, the stability of this ap­
proach is assured. The implementation of other different 
terms in the equations to deal with convective effects and 
others may not com()romise its precision anel stabili ty. 

This work gives the toais to the implemeutation of a 
new model in the forest fire heat transfer problem, mak­
ing it also possible to be applyble to other situations. The 
qualita tive physical behavior of the model is very satisfac­
tory and its calibration parameters are general enough to 
deal with m any different praticai situations. 
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SUMÁRIO 
Neste trabalho foram estudadas as influências de parâmetros construtivos e operacionais de 

queimadores oxi-combustíveis nas taxas de emissão de óxidos de nitrogênio por chamas produzidas 
numa fornalha de testes cilíndrica horizontal, tendo-se concluido que a posição relativa dos jatos de 
oxigênio e do "spray" central de combustível, a natureza do fluido de nebulização, a relação mássica 
fluido de nebulizaçãolcombustível, a estequiometria global do processo e a taxa volumétrica de 
combustão influem fortemente nas taxas de emissão desse poluente. 

1. INTRODUÇÃO 
No caso de processos de combustão em que se usa oxigênio 

puro ou ar enriquecido como comburentes, além das emissões de 
SOx e ÇO, existe especial preocupação com as taxas de emissão de 
NOx, em razão das altas temperaturas e dos altos teores de 02 
reinantes em determinadas regiões da câmara de combustão, fatores 
estes que reconhecidamente governam as taxas de formação deste 
poluente. 

destas, associado a radicais, os quais geram posteriormente NO a 
partir das seguintes reações : 

Neste trabalho procurou-se verificar experimentalmente a 
influência de: geometria do bocal do queimador (C), natureza do 
fluido de nebulização (A), relação mássica entre este fluido e o 
combustível (B), excesso global de oxigênio utilizado no processo 
(D) e taxa volumétrica de combustão (E) na taxa de emissão de 
NOx em processo de combustão de óleo residual de média 
viscosidade. 

2. MECANISMOS DE FORMAÇÃO DE NOx 
No interior de chamas, pequenas parcelas do nitrogênio 

presente podem ser convertidas a NO e, posteriormente a N02, cuja 
mistura se denomina genericamente NOx (normalmente a mistura 
tem apenas alguns por cento de N02, sendo a quase totalidade 
NO). Existem três mecanismos pelos quais essa oxidação ocorre, 
denominados: "térmico", "combustível" e "prompt" . No chamado 
mecanismo "térmico", NO é produzido a partir de nitrogênio do 
comburente, de acordo com o seguinte conjunto de ~eações, 

proposto por Westemberg (1971). 

N2 +0~NO+N 

N+02 oN0+0 

N+OH ~H+NO 

(I) 

(2) 

(3) 

A taxa de formação do mecanismo "térmico" pode ser 
representada por: 

onde Te. [02le e [N2le são a temperatura, o teor de 02 e o teor de 
N2 na região considerada em equilíbrio termodinâmico local. 

No chamado mecanismo "combustível", nitrogemo 
associado a moléculas de combustível é liberado no craqueamento 

NH+O~N+OH (S) 
NH+O~NO+H (6) 

HÇN +0 ~ NCO+H (7) 

CN +02 ~ NCO+O (8) 

NCO+O~NO+CO (9) 

NC0+02 ~ NO+CO+O (lO) 

Por outro lado outros produtos liberados no craqueamento 
das moléculas de combustível podem reagir com o NO formado, 
consumindo-o, conforme o conjunto de reações a seguir, resultando 
N2. 

HCN +NO~ N 2 + produtos 

NH +NO ~ N2 +produtos 

NH3 +NO~ N2 +produtos 

CN +NO~ N2 +produtos 

( 11) 

Miller ( 1989) propôs as expressões a seguir para a taxa de 
formação (eq. 5 a 10) e para a taxa de consumo (eq. li) 

d~to =Ka[Ncomb][o2Je ExP(-EiiTJ 

para formação e 

dNO _ _ [ ] (-Eb/ ) 
dt - Kb Ncomb (NOJe EXP JRTe 

para consumo 

(12) 

(13) 

onde Ka e Kb são as constantes de velocidade de reação, Te· [02le 
e [NO]e são a temperatura, o teor de 02 e o teor de NO na região 
considerada em equilíbrio termodinàmico local e [Ncombl é a fração 
mássica de N no combustível. 

A parcela de NO produzida pelo mecanismo denominado 
"prompt" é muito pequena e será desprezada neste trabalho. 
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Observando-se a expressão 4, fica claro que à medida que a 
temperatura, o teor de 02 e N2 sobem, aumenta a taxa de formação 
de NO "térmico" . No caso de chamas a ar, os teores de N2 são tão 
altos que suas variações pouco afetam essa taxa. No entanto, em 
chamas cujo comburente é o 02, os teores de N2 podem ser 
bastante baixos CN2 provém apenas do ar de nebulização, se 
utilizado, ou de infiltrações de ar ambiente); neste caso os teores de 
N2. conforme mostrado naquela expressão terão papel mais 
importante que os de 02 na taxa de reação . 

Em qualquer chama, a temperatura, o teor de 02 e o de N2 
variam ponto a ponto e, portanto, percebe-se que para uma mesma 
estequiometria global pode-se ter distribuições muito diferentes para 
estas variáveis e, conseqüentemente, para as taxas de emissão de 

NOx· 

A observação das expressões 12 e 13 revela que a taxa 
líquida (formação- consumo) de NO, depende do teor de 
Nitrogênio do combustível e do teor de 02 na região da chama 
onde ocorrem a vaporização e o craqueamento das moléculas de 
combustível, região esta localizada nas proximidades do bocal do 
queimador. Neste caso fica mais claro o efeito de outros 
parâmetros, por exemplo de aerodinâmica, derivados da geometria 
do bocal do queimador, na formação de NO "combustível" , 
acarretando taxas de emissão bastante distintas para duas chamas 
com a mesma estequiometria global. 

Adicionalmente é imediato verificar que para uma dada 
estequiometria global, à medida que se aumenta a taxa de operação, 
potência liberada por unidade de volume da câmara de combustão, 
as temperaturas ao longo da chama aumentam e, portanto, devem 
aumentar também as taxas de emissão de NOx, quer formado pelo 
mecanismo "térmico" quer formado pelo mecanismo "combustível" . 

3. APARA TO EXPERlMENT AL 
Para a realização das chamas nas quais foram estudados os 

efeitos dos parâmetros já mencionados foi utilizada uma fornalha de 
testes cilíndrica, horizontal, com diâmetro interno I, L m e 
comprimento 4,0 m, tendo revestimento interno em mantas de fibra 
cerâmica. Tal fornalha é acoplada a um canal de gases horizontal, no 
qual existe uma secção de amostragem para inserção da sonda 
resfriada destinada a coletar continuamente amostras dos gases de 
combustão. O canal de gases é por sua vez conectado a uma 
chaminé, com a qual se pode estabelecer o valor da pressão 
desejada no interior da fornalha. Nestes ensaios as pressões no 
interior da fornalha foram mantidas em cerca de 20 Pa (efetiva). 

Os queimadores utilizados foram dois protótipos em escala 
real, cujo bocal é constituído por um orificio central para descarga 
do jato de combustível nebulizado (fluido de nebulização + gotas), 
circundado por bocais circulares pelos quais é feita a descarga de 
oxigênio. Os bocais de injeção de oxigênio podem ser dispostos de 
forma que os jatos deles efluentes sejam paralelos, convergentes e 

divergentes em relação ao jato central de névoa de combustíveL 
Estes queimadores/processo são cobertos pelas patentes nos 
U S. 4 .378.205 de 29/3/83 e U S. 4.541.796 de 17/9/85 
pertencentes à Praxair, lnc., ex-Union Carbide Industrial Gases. 

O óleo foi previamente condicionado em uma estação de 
aquecimento, bombeamento e filtragem, sendo controladas a 
temperatura (tolerância de I °C em torno do ponto desejado) e a 
vazão (tolerância de 2,5% em torno do ponto desejado) 

A composição da fase gasosa no canal de gases foi 
continuamente monitorada através de um trem de analisadores 
contínuos: 02 (paramagnético); C02 e CO (infravermelho) e NOx 
(quimiluminescência). O teor de 02 nos gases de escape foi mantido 
ao redor de 1% (com tolerância de 0,5%) em todas as chamas, a 
não ser nos casos devidamente assinalados na tabela I Todas as 
variáveis foram registradas continuamente. 

4 . COMBUSTÍVEL UTILIZADO E CHAMAS PRODUZIDAS 
O óleo combustível utilizado foi do tipo 3A (nomenclatura 

DNC), tendo sido submetido a caracterização laboratorial no IPT 
que resultou os seguintes valores: 

-Análise elementar(% em massa, base seca) 

C- 86,5%; H- 9,5%; S- 2,7%; N- 0,7%; O- 0,5%, Cinzas< 
0,06%; umidade < O, I%; PCS = 41 ,6 + O, I MJ/kg; PCI = 39,6 + 
O, I MJ/kg; viscosidade (s. s. u.) 19636 s a 50°C e 703 s a I 00°C 

Para estudar a influência dos parâmetros já mencionados 
foram realizadas várias chamas, conforme mostrado na Tabela I, 
cada uma delas com cerca de 20 horas de duração em regime 
permanente. 

5. RESULTADOS OBTIDOS 
A tabela 2 sumariza os resultados obtidos com relação á taxa 

de emissão de NOx. 

5.1. Efeito da Natureza do Fluido de Nebulização 
Observando os resultados obtidos para as chamas 5A, 21 c 

22, todas com mesma potência (cerca de 620 kW) mesma 
configuração (bocais convergentes) e mesma estequiometria global 
(1% de 02 nos gases de escape), verifica-se que a menor taxa de 
emissão ocorre para a chama 22 (nebulização a vapor) e a maior 
taxa ocorre para a chama 21 (nebulização a ar), ficando a taxa de 
emissão da chama 5A (nebulização a oxigênio) num valor 
intermediário. 

Estes resultados confirmam a importância da concentração 
de N2 na taxa de formação de NO "térmico", como mostrado na 
equação 4. Considerando que nas chamas 5A e 22 todo o NO é 
formado pelo mecanismo "combustível", percebe-se a influência do 
teor de 02 nas regiões iniciais da chama na formação de NO por 

TA BELA 1: Caracterização das chamas estudadas. 

CHAMA VAZÃO FLUIDO DE RELAÇÃO FLUIDO POSIÇÃO DOS %02 NOS lNFLUÊNCIA 
No DE ÓLEO NEBULIZAÇÃO NEB./COMBUSTÍVEL JATOS DE 02 GASES DE DO 

(kg/s) ESCAPE PARÃMETRO 

I 0,0109 ar 0,47 paralelos I c 
4 0,0108 ar 0,48 divergentes I c 
5 0,0111 ar 0,44 convergentes I c 
17 0,0059 ar 0,82 paralelos I B 
18 0,0058 ar 0,49 paralelos I B 
5A 0,0111 02 0,51 convergentes I A 
20 0,0062 ar 0,44 convergentes I a 20 DIE 
21 0,0104 ar 0,41 convergentes I a 20 AIO/E 
22 0,0106 vapor d'água 0,44 convergentes I a 20 AIO 
23 0,0148 ar 0,49 convergentes I a 20 DIE 
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TABELA 2: Resumo das taxas de emissão obtidas. 

CHAMAW I 4 5 17 

NOx • ppm 
1300 400 2600 1897 

NOx ng/J 
173 48 337 200 

*nonnahzado para 1% de 02 

este mecanismo, conforme mostrado na eq. 12 . Observe-se que na 
chama 5A o teor de 02 no jato central é superior ao da chama 22. 
Este teor é também superior ao prevalente na chama 21, o que 
denota a menor influência do 02, relativamente ao N2, como 
mostrado na eq. 4 . 

5.2 . Efeito da Relação Mássica Fluido de Nebulização/Combustível 
No caso de chamas nebulizadas a ar, o qual aparta 

nitrogênio ao processo, é de esperar que o aumento da vazão de 
fluido de nebulização aumente a taxa de emissão de NO, 
principalmente formado pelo mecanismo "térmico", como mostrado 
na eq . 4. 

De fato, comparando as chamas l 7 e 18, ambas realizadas 
com a mesma potência (248 kW), mesma configuração dos jatos de 
02 (paralelos) e mesma estequiometria global ( 1% de 02 nos gases 
efluentes), verifica-se que a taxa de emissão de NOx da chama 17 
(relação fn/c = 0,82) é quase o dobro daquela relativa à chama 18 
(relação fn/c = 0,49) . Na verdade esta diferença nas taxas de 
emissão não se deve apenas ao maior ap011e de N2, mas também ao 
maior aparte de 02 ao jato central, o que favorece inclusive a 
formação de NO pelo mecanismo "combustível", como se verá 
adiante. 

5.3 . Efeito da Geometria do Bocal 
Como visto na tabela 1, três diferentes configurações dos 

bocais de 02 (periféricos) foram utilizadas uma na qual os jatos de 
02 eram descarregados paralelamente ao jato central; a segunda na 
qual esses jatos eram divergentes em relação ao jato central e a 
terceira na qual os jatos de oxigênio convergiam para o jato central. 

É intuitivo que fixada uma abcissa a partir do bocal do 
queimador, a fração das vazões mássicas dos jatos (central e 
periféricos) já misturadas até aquela abcissa, valor este denominado 
"índice de mistura" por Pieri ( 1973) é maior para o caso da 
configuração convergente e menor para a configuração divergente, 
assumindo valor intermediário para o caso da configuração de jatos 
paralelos; desta forma, o aparte de 02 ao jato central é maior para a 
chama 5, intermediário para a chama l e menor para a chama 4. É 
importante observar que quanto maior o aparte de 02 ao jato 
central maior será o valor do pico de temperatura no eixo da chama 
e menor a distância deste pico em relação ao bocal do queimador. 

Os dois fatos apontados, teor de 02 e temperatura influem 
quer na formação de NO pelo mecanismo "térmico" , quer pelo 
mecanismo "combustível". 

As taxas de emissão de NOx, 337 ng/1 para a chama 5 (jatos 
convergentes); 173 ng/J para a chama I (jatos paralelos)e 48 ng/J 
para a chama 4 (jatos divergentes) deixam clara a importante 
influência do índice de mistura dos jatos central e periféricos no 
fenômeno. 

5.4 . Efeito do Excesso de 02 (estequiometria global) 
Observando as expressões das taxas de formação de NO por 

ambos os mecanismos, eq. 4 e eq . 12, constata-se que o aumento do 
excesso de 02 e, portanto da pressão parcial de 02 ao longo de 
toda a chama acarreta aumento de ambas as taxas. Por outro lado, o 
aumento do excesso de 02 a valores significativamente superiores á 
condição estequiométrica provoca abaixamento das temperaturas ao 

18 5A 20 21 22 23 

1215 2100 1883 2270 1710 2462 

119 173 193 212 137 237 

longo da chama e, conseqüentemente abaixamento dessas mesmas 
taxas. É previsível, portanto, a existência de uma faixa na qual o 
primeiro efeito supera o segundo, fazendo crescer a taxa de emissão 
de NOx e, a partir de um máximo, a preponderância do segundo 
efeito. 

Para verificar as faixas em que estes fenômenos ocorriam 
foram realizadas quatro chamas: nos 20, 21, 22 e 23; a figura l 
mostra claramente que as taxas de emissão (normalizadas para 1% 
de 02) crescem com o teor de 02 nos gases de escape (excesso de 
02) ; no caso das chamas 20 e 21 nota-se claramente a existência de 
um máximo para essa taxa, sendo que para as chamas 22 e 23 esses 
máximos provavelmente estão situados além das condições 
exploradas nos ensaios. 

Fig.1 NOx X 02 
(no canal de gases) 
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5.5. Influência da Taxa Volumétrica de Combustão 
Dada uma câmara de combustão, um queimador nela 

acoplado com certa geometria do bocal, um determinado 
combustível e determinada relação ar combustível, mantida 
constante, à medida que se aumenta a vazão de combustível ou seja 
a potência liberada por unidade de volume da câmara, também 
denominada "taxa volumétrica de combustão", sendo o mecanismo 
de transferência de calor da fase gasosa para as paredes da câmara 
predominantemente por radiação (caso presente), pode-se constatar 
que a fração da potência total liberada transferida para as paredes 

diminui com o aumento daquela taxa. Hottel ( 1967) demonstra este 
fato trabalhando não com a taxa volumétrica de combustão mas 
com uma taxa referida à unidade de área global de troca de calor 
por radiação entre a fase gasosa e a superfície interna da câmara 
que, uma vez fixadas as condições acima referidas, poder ser 
convertida para a taxa volumétrica. A figura 2 ilustra o resultado 
que nos interessa. 

À medida que a taxa volumétrica de combustão aumenta, a 
eficiência da troca de calor com as paredes diminui e, portanto, as 
temperaturas ao longo da chama devem aumentar, acarretando 
aumento das taxas de formação de NO por ambos os mecanismos já 
citados. 
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De fato, comparando as chamas 20, 21 e 22, realizadas com 
o mesmo fluido de nebulização e com relações mássicas entre este 
fluido e o combustível muito próximas, porém com taxas 
volumétricas de combustão de 72, 121 e 173 kW /m3, 
respectivamente, verifica-se que as taxas de emissão de NOx são 
193, 2I2 e 237 ng/J respectivamente, o que mostra uma relação 
aproximadamente linear nesta faixa de taxas volumétricas. 

TENOx = I6I,6+0,4356.TVC 

onde TENOx é a taxa de emissão de NOx (ng!J) e TVC a taxa 
volumétrica de combustão (kW/m3) 

(I4) 

No entanto é importante observar que as taxas volumétricas 
de combustão utilizadas são relativamente baixas. À medida que 
estas taxas cresçam as temperaturas ao longo da chama tendem a 
valor assintótico (temperatura de chama adiabática) e, portanto, 
nessas regiões as taxas de emissão devem tender também a valores 
assintóticos. 

5.6. NOx "térmico" versus NOx "combustível" 
Para verificar a contribuição relativa de ambos os 

mecanismos nas taxas de emissão de NOx foi realizada uma bateria 
de 3 testes, utilizando oxigênio como fluido de nebulização, 
eliminando portanto a presença de N2 e, conseqüentemente, 
eliminando o mecanismo "térmico" . Esses testes foram numerados 
como I-A, 4-A e 5-A, uma vez que a menos do fluido de 
nebulização, todas as demais características são idênticas às das 
chamas I , 4 e 5 respectivamente. 

As taxas de emissão de NOx foram 148, 30 e 173 ng/J para 
as chamas I -A, 4-A e 5-A respectivamente. Assumindo que todo o 
NOx é formado pelo mecanismo "combustível" e que o teor de N do 
óleo é O, 7% conclui-se que as porcentagens do nitrogênio presente 
no combustível convertidas a NOx são respectivamente 31 %, 6% e 
36%. 

Estes resultados mostram a importante influência do índice 
de mistura (aporte de 02 ao jato central) na taxa de formação do 
NOx "combustível" ; na chama 4A (bocais divergentes) esse índice é 
muito baixo levando a taxas de conversão do N do combustível 
muito baixas. 

Comparando agora as taxas de emissão das chamas 
I(I73 ng/J)e I-A(l48 ng/J) conclui-se que nesta configuração a 
contribuição mais importante é do mecanismo "combustível"; na 
chama I , a contribuição do mecanismo "térmico" representa apenas 
I4,5% do total emitido. 

Se por outro lado se comparam as taxas de emissão das 
chamas 5(337 ng!J) e 5-A(I73 ng/J), verifica-s.e que na chama 5, a 
contribuição do mecanismo térmico representa 48,7% do total 
emitido. A diferença entre as chamas I (jatos de 02 paralelos) e 5 
(jatos de 02 convergentes) se explica basicamente pela diferença 
dos índices de mistura. Na chama 5 este índice é muito mais 
elevado, elevando simultaneamente a temperatura e a concentração 
de 02 no eixo do jato o que contribui duplamente para o aumento 
da taxa de formação de NO "térmico" , conforme visto na eq. 4 . 

7. CONCLUSÕES 
A figura 3, na qual estão comparadas as taxas de emissão 

das doze chamas com o padrão de emissão para NOx da USEPA, 
mostra que é possível, mediante escolha apropriada da configuração 
do bocal do queimador e do fluido de nebulização, obter chamas 
oxi-combustíveis que, retendo a peculiaridade de apresentar altas 
temperaturas e altas taxas de transferência de calor para o invólucro 
ou cargas a aquecer, permitem atender o padrão de emissão EPA, 
conclusão esta que era um dos objetivos do trabalho realizado. 

fig . 3 - Resumo das taxas de emissão de NOx 
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ABSTRACT 

ln this work influences of geometrical and operational parameters of 
oxi-fuel burners on the NOx emission rates were studied. The 
flames were confined in a cilindrical furnace with high recirculation 
rates, the conclusíon being that the relative position of oxigen 
peripheral jets, the nature of atomizing fluid, the massic relation 
between this fluid and fuel , the overall sto ichiometry and the 
volumetric combustion rate ali influence the NOx emission rate. 
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RESUMO 
A queima de um combustível sólido em presença de um fluxo 

oxidante envolve reaçé5es químicas em camadas-limite . Neste trabalho, 
analisa-se um desenvolvimento análogo ao do problema de Emmons, 
aplicando-o a uma câmara cilíndrica de um sistema híbrido 
polietileno-oxigénio liquido, calculando-se a taxa de combust~o . 

INTRODUÇ:A:O 

A câmara de combust~o analisada neste 
trabalho constitui-se de um tubo cilíndrico 
com um gr~o de polietileno monoperfurado no 
seu interior. Através do furo do gr~o de 
combustível flui oxigénio, que foi 
previamente injetado na fase liquida, de 
forma que se processe a reação de combustão. 
A situaç~o é montada de forma que a taxa de 
regressão do combusti vel é observada apenas 
radialmente na superfície interna do grão. 

Esta câmara se di vide em duas regié5es 
distintas: regi~o de suporte de chama , onde o 
oxidante, admiti do na fase 1 i qui da. é 
vaporizado e tem a sua veloc idade diminui da 
pelo concurso da diferença de diâmetros entre 
os injetores-difusores e o furo do grão, e a 
regi~o da câmara de reaç~o. onde se 
desenvolve o escoamento e o processo de 
combust~o é realizado e completado . Estas 
duas regié5es estão reunidas pelo chamado 
"Ponto de Reatamento" CFig . 1). 

l t<jJ[T ORES 

OlfU SO FtE ~ 

·· ·~ 
OXIOANfE 

LÍOU IOO 

Figura 1 . Esquema da Câmara de Combustão . 

O modelo de câmara proposto assume as 
seguintes hipóteses : 
a) o escoamento interno ~ axi ssi métrico em 
relaç~o ao eixo longitudinal da câmara de 
combust~o; 

b) o escoamento está em regime permanente; 
c) as velocidades das reaçé5es químicas são 
altas o bastante para se manter o equilíbrio 
no interior da camada-limite; 
d) o polietileno está isento de aditivos 
sólidos, de forma a se admitir uma taxa de 
combustão uniforme em sua superfície. 
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CAMADA-LI MI TE COM REAÇ:A:O QUl MICA 

A ma! or i a dos modelos anal i ti c os da 
combustão em um foguete hibrido considera que 
a reação quimica entre combustível e oxidante 
ocorre na camada-limite próxima da superfície 
do grão e não na sua superfície propriamente 
dita. Assim, adota-se um desenvolvimento 
análogo ao do problema de Emmons, onde, 
devido A característica inicial de fluxo não 
misturado, aplica-se o ponto-de-vista .da 
formulaç~o de Shvab e Zeldovich. Contudo, a 
geometria cilíndrica da câmara de combustão 
exige uma mudança de coordenadas, o que é 
feito como descrito por Williams (1955). 

No caso analisado, o número de Lewis 
pode ser considerado unitário.O número de 
Prandtl também pode ser considerado unitário 
em se tratando de gases e, logo, o número de 
Schmidt será igual à unidade, permitindo a 
generalizaç~o da formulação de Shvab e 
Zeldovich. 

Com base nestas consideraçé5es, obtém- se 
as equaçé5es de equi li br 1 o simplificadas que 
guardam as características fisicas do 
problema, ou sejam, os efeitos de 
compressibilidade, liberação de calor devido 
à reaç~o quimica e efeitos viscosos na 
camada-limite . Todavia, busca-se obter formas 
que facilitem a sua solução sem a 
a descaracterização do problema. Através d a 
transformação de Howarth CSchlichting, 1968) , 
pode-se convertê-las em equações de uma 
camada-limite incompressível hipot ética em 
termos de uma coordenada radial (: 

a 

( _ J prdr 
b 

e de um novo fluxo de massa radial v: 

(1) 

C2) 

onde r e z s~o. respectivamente, coordenada 
radial e longit-udinal do sistema cilíndrico 
considerado, p é a massa especifica do fluxo 
gasoso e ü, são as componentes da velocidade 
média do fluxo. 

Considerando-se, a seguir, que p~ Conde 



~ é a viscosidade dinâmica do fluxo) é apenas 
função de z, define-se: 
- uma coordenada longitudinal transformada ~ : 

2: 

e = c f _f1!_ dz 
f. 2 

Cr;o<O) (3) 

c r 

uma nova velocidade radial 
coordenada radial C(') 

Cv') em uma nova 

v' -

. c 

c...::!.. 
2 p~ 

c =c f-3 . 

1 
2 

r a 

(4) 

d( (6) 

onde : C. constantes que 
unidades 

relacionam as 

Assim, 
reduzem a: 

as equações de equilibrio se 

bU 

lN' bU 
~ + bl;z =O 

bU 2-

" u 

(6) 

z + 
v'~ 

d[p 

--a-r (7) 2 2 

u2-ae IJ(. 2 

h(1T 
v·~ 

onde: 

lJ(1T 
+ u2~ 

h2(1 
T (8) 

u2 d[p 

----yq ~ nc·2 c 

J - equivalente mecânico do calor 

d[p 

dr 
P - pressão 

T 

J Cpdl 
To 

(1T = qc 

1 
p 

dP 
~ 

yi. 

wiCv~ ·-v~> 

Cp - calor especifico a P constante 
qc - calor de combustão 
Yi. - fraç~o mássica da espécie i 
wi. - massa da espécie i 
v :- - coeficiente eslequiométrico da 

' espécie i que aparece como 

onde: 

v: 
produto 
coeficiente 
espécie i 
reagente 

eslequiomélrico 
que aparece 

As condições de contorno são: 

"f1 I 
h( ~ C' ->(1) 

o (1T I(' =O CTE . 

:~ I c ~oo o uz,('=o =o 

da 
como 

ü2 I c ~oo 
c 

u 
z 

• - 1 ( bf1T) I vo- ~ ~ C'=o 

r c 

lg + qp 

qc 

1 9 - calor de gaseificação 
combusti vel 

qp - calor perdido pela superficie 

do 

A solução para o sistema constituido 
pelas Eq. (6), (7) e (8) é buscada através da 
similaridade, o que fornece a Eq. (9) que se 
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segue (diferencial ordinária de 3~ ordem), a 
qual, juntamente com as suas condições de 
contorno, resolve o problema da camada-limite 
com reação quimica CRonzani, 1989) . Ou seja: 

f ••• + f f •• + (1C ~) ( 1 - c f • 2 ) l 

condições de contorno: 

T) ~ T)OO 

T) = o 
f • c T)ocU = 1 
f' CO) = O 

o (9) 

-f. 

f' '(O) 

f(O) rc[2(r~cu~)- f1TCu2 =0) )+(ujc~:l
2

] 

onde T) é a coordenada da espessura da 
camada-limite, noo está associada à borda da 
mesma e (1~ ao centro da câmara de combustão. 

CAMARA DE REAÇÃO 

Conf.orme indicado pelas condições de 
conlorn9 à Eq . (9), nec essita-se cal c ular a 
velocidade do fluxo ao longo da c âmara . Este 
cálculo é feito de forma análoga à realizada 
por Costa C1992), levando-se, porém, em conta 
a variação de á.rea de queima prevista por 
Ronzani (1989) e observada experimentalmente 
por Gurgel (1991) em modelos de câmara de 
eslato-reatores semelhantes ao do caso em 
estudo. 

Considerando-se, então, que a região de 
suporte de chama propicia um fluxo com 
velocidade inicial de 10 m/s e temperatura 
igual a 587 K para um diâmetro interno 
inicial de 6 cm, obtém-se valores para a 
velocidade do escoamento em 2 0 cm de 
comprimento da câmara que podem ser ajustados 
a um rela CFig. 2). Logo: 

< 
"• 

{mt •l 

"' 
"' •o 

"' 

u~C.!;) = a 0 + a 11; (10) 

___._-~----.1.---··-~ ,, 
" 

zo z (cm/ 

Figura 2 . Gráfico velocidade do escoamento 
versus comprimento da câmara . 

A solução da Eq. (9) é local, devendo 
ser obtida para cada ponto da câmara, e 
não-1 i near , necessitando de métodos 
numéricos. Cebeci (1977) apresentou um método 
para a sua solução, empregando Runge-Kutta de 
4~ ordem. A partir desta solução, pode-se 
obter a taxa de combustão transformada Cv') 
através da Eq. C11): 0 

v~ gCI;) = - fCO) (11) 

e a taxa de combustão local c;q) através de : 

rqC{) 
pg~ 

PrRi. 
v' 

o 
(12) 

logo, substituindo-se a Eq . C12) na Eq . (11), 



obtém-se: 

C13) 

onde : Pg mass_a especi!'ica do combustivel 
gasei!'icado 

Pf 'massa especi!'ica do combustivel 
sólido 

R;. raio interno do grão para cada 
seç~o de câmara 

gC{) [ 2{ ( )]t/2 
C ao+as{) z ao+ ~t { (14) 

o valor de e é avaliado por: 

C15) 

·Observa-se que existe uma variação da 
área da seção reta do grão com o comprimento 
da câmara e, logo, deve-se calcular ;q em 
valores de 6.z su!'icientemente pequenos nos 
quais a variação do raio possa ser desprezada 
para tornar passive! a aplicação da 
coordenada longitudinal trans!'ormada . A cada 
t..z, contudo, o valor de R;. será dif"erente e 
considera-se que um perf"il da superf"icie de 
combustão se desenha passo a passo a parti r 
de um diâmetro inicial constante em toda a 
ext.ensão do grlro, de acordo com a Eq. C16) 
que se segue: 

D 
\. -t. 

R;. "' --2--- Ct.an ci)6.z (16) 

onde a= 2~. con!'orme sugere a observação dos 
resultados experimentais de Gurgel (1991) . 

Os dados de entrada para a resolução 
numérica do problema da câmara de reação de 
um sistema hibrido polietileno oxigénio 
f"unci onando a 1 O atm com expansão óti ma dos 
produtos da combust~o a uma relação de 
equi valência de 1 , 5, em comparação à r azll:o 
estequi ométr i c a entre as vazões más si c as de 
combustivel e oxidante, são avaliados nos 
valores abaixo: 

onde : 

0,93 g/cm9 

6,63 e-03 g/cm9 

3,35 e-03 g/cm9 

7,67 e-04 g/cms 
1,7889 cal/g 
1,53 e-04 cal/c~ s 
-4655,74 cal/g 

t>~ le=o = -0,104 

Te = 3392 K 

i>T lt;. =o= -o. 271 

/-J I = 2. 22 e-4g/ cms 
R' ' 

rc 0,02!3 

Po - massa especif"ica de oxi'dante 
Pp - massa especif"ica dos produtos 

da combustão 
k - condutividade térmica média dos 

TC 
• produt.os da combustão 

temperatura de câmara 

Alguns dos resultados colhidos 'são 
apresentados na Tab . (1).0 valor médio de 
0,113 mm/s para a taxa de combustão do 
polietileno f"oi obtido para 20cm de câmara. 

CONCLUSJtO 

Con!'orme se nota, a t~xa de combustão 
decresce ao longo da câmara, justif"icando a 
suposição inicial da variaçll:o da área de 
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que i ma com z. Como conseqüência do processo 
de queima do grão, haverá uma variação 
crescente do seu diâmetro interno e, logo, a 
velocidade do f"luxo e a taxa média de 
combustão diminuem CTab . 2), enquanto aumenta 
a área de queima, tendendo para um processo 
de queima neutra. 

Tabela 1. Taxa de combustão na câmara de 
reação para D;.= 50 mm . 

. 
z(mm) r,Cmm/ s) 
10 0,429 
30 0,178 
50 0,129 
70 0,096 
90 0,079 

110 0,069 
130 0,061 
150 0,055 
170 0,050 
190 0,047 

Tabela 2. Valores de Uzlr-o e ;~m•~ devidos 
ao aumento de D;.. 

. 
D;. Uzlz=o rq 

C mm) Cm/ s) Cmm/s) 
56 7,97 0,109 
62 6,50 0,107 
74 5,41 0,095 

Pela aplicação da Eq. C16) a evoluç~o da 
super!'icie de queima do grão pode ser 
ilustrada conf"orme a Fig. (3). 

y ~ - - - • - • - • -- • - • 

20 4 0 10 10 tOO 120 140 16 0 110 
z { mm) 

zoo 

<t>-D;.=50mm <!I>-Di=<S2mm 

<2>-Di,.=5<Smm <4>-Di,=74mm 

Figura 3 . Evolução da super!'icie de queima. 

Finalmente, deve-se mencionar que estes 
resultados f"oram obtidos aplicando-se 
procedimentos de trabalhos anteriores sobre 
propulsão aeróbia CRonzani, 1989 e Custa, 
1991) que não incluem os ef"eitos da radiação 
na equação da energia. Tal e!'eito, contudo, 
deve ser importante no caso de um sistema 
hibrido, tendo em vista as altas temperaturas 
de combustão .destes sistemas. Assim, o 
próximo passo deve ser o de inclui-lo em 
estudos posteriores . 
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"Combustion 
Publishing 

Theory", 
Co .• 

The burning of a solid fuel under an 
oxidizer flow involves chemical reactions 
whithin boundary layers. In this paper, a 
similar development to the Emmons problem 
applied to a cilyndrical combustion chamber 
of a polyethylene-liquid oxygen hybrid system 
is analysed, in order to calculate lhe fuel 
regression rate. 
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RESUMO 
O objetivo deste artigo é apresentar um estudo comparativo entre alguns modelos computaci<:mais 
de incêndio em compartimentos (FIRST, BRI2, COMP.BRN-II~, .CFAS~) e ~ados expenmentrus da 
SNUUL relativos à simulação de incêndio em comparttmento uruco. F01 venficado 9ue os. modelos 
fornecem resultados que estão aproximadamente ~e acordo com os dados ~xp~nmentats; sendo 
portanto, adequados para os propósitos de engenhana. Os resultados computacH~nats mostraram que 
a análise de combustão e o modelo de pluma desempenham papel chave na predtção dos resultados. 

INTRODUÇÃO 

Especialistas em fenômeno.s naturais afirmam que .o inc.ê~dio 
em ambiente confinado é o actdente que provoca mator pamco, 
pois a geração de fumaça tóxica, a falta d~ oxigênio e as altas 
temperaturas atingidas, dificultam mUtto o combate ao 
incêndio e a evacuação de pessoas. 

Segundo Nowlen (1987), somente nos Estados Unidos, 
morrem 12.000 pessoas a cada ano em decorr~ncia de incêndios, 
sendo que outras 300.000 são gravemente ~e':das . Essas l?erdas 
humanas tem sido acompanhadas por um preJutzo anual esttmado 
em quatro bilhões de dólares. Nos países desenvol_vi.dos, o custo 
total dos incêndios (custos ligados à perdas matena1s, seguros e 
equipamentos de prevenção e combate a incêndio, e custos com 
assistência médica e previdenciária) chega a ser da ordem de 1% 
do Pffi, valor este bastante significativo. 

A procura dos Modelos Computacionais de Inc.êndio tem 
sido cada vez maior devido aos altos custos dos expenmentos em 
escala real ao desenvolvimento tecnológico de novos materiais 
muitas ve~es inflamáveis, às obras com grandes am?ientes 
confinados (altos edificios, metrôs, túneis, etc) e ao crescimento 
industrial principalmente da ~re~ petroquími~a ~ n~clear . , . 

Num incêndio em compartimento as pnnc1pa1s caractenst1cas 
a serem determinadas são a variação da temperatura ambiente 
com o tempo, os fluxos de calor transferido às regi~es vizin~as e 
as concentrações de gases tóxicos. Estes dados permttem avahar a 
extensão do incêndio, sua possível propagação para outras áreas 
e as eventuais rotas de dispersão dos gases de combustão. 

As caracteristicas do incêndio dependem fortemente do 
volume do compartimento, do tamanho e locali~ação das 
aberturas de comunicação, da geometria e localização . dos 
materiais combustíveis presentes, da existência 'ou não de 
proteção contra incêndio e das propriedades tisico-química~ não 
só dos materiais combustíveis mas também das paredes, p1so e 
teto do compartimento. 

Genericamente, o incêndio em um compartimento pode ser 
subdividido em cinco estágios: a) início; b) desenvolvimento; 
c) flashover; d) incêndio generalizado; e) extinção. 

A fase de início de incêndio envolve a ignição de um pequeno 
elemento combustível no local analisado. Neste estágio de 
desenvolvimento a zona de risco restringe-se a vizinhança 
imediata ao foco do incêndio. 

Na etapa seguinte, o fogo alastra-se sobre as sup~rficies 
combustíveis por avanço contínuo da chama, pelo aquecimento 
por radiação ou convecção de elementos combustíveis não 
contíguos, podendo provocar a ignição dos mesm~s 
e, por vezes, pelo simples transporte de chama entre d01s 
materiais combustíveis em contato. Próximo a chama, o ar e os 
gases voláteis aquecidos adquirem, por convecção natural, um 
movimento ascensional. Se não houver uma abertura no teto, os 
gases quentes podem começar a se acumular em tomo da área do 
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teto formando uma camada de gases. 
'Por radiação e convecção o fogo aquece também as paredes 

e o teto do compartimento. Estes corpos quentes, bem como a 
camada de gases quentes passam a agir como f?ntes irradia~do. e 
refletindo de volta o calor para as superfic1es combust1ve1s, 
estejam elas queimando o~ não, . aumentando. a tax~ de 
volatilização dos combustíveis e ahmentando amda ma1s as 
chamas. Havendo combustível suficiente, o volume e a 
temperatura dos gases aumentarão co'? ~ te!llpo. Se não houver 
nenhum sistema de proteção contra mcend1o atuando, e se as 
aberturas não forem suficientemente grandes, a temperatura no 
compartimento poderá atingir .~veis tais q,ue . ocorra a ignição 
simultânea de todos os matena1s combusttve1s presentes. Esta 
propagação abrupta é. conhecida, como "fl~s~o_ver". O incênd.io 
toma-se então generahzado e o mvel de mogemo começa, a. ca1r, 
acompanhado de um aumento nas concentrações de monoXJdo e 
dióxido de carbono. 

O periodo de combustão gene~alizada, que .se s~g~e ao 
"flashover" é caracterizado por velocidades de que1ma hm1tadas 
seja pela t~a de ventilação do ambiente ou seja pela superficie 
livre de combustível. Nesta fase as temperaturas e os fluxos de 
calor aumentam consideravelmente, diminuindo em seguida, à 
medida que os materiais combustíveis são consumid?s. 

A fase de extinção ocorre quando a ma10r parte do 
combustível já foi consumida. A intensidade do fogo diminui 
drasticamente e a queima, em geral, se processa em pequenas 
chamas. . . 

Os modelos existentes de incêndio em compartimentos 
colocam em evidência a grande complexidade do assunto, pois 
fenômenos térmicos, químicos, e da dinâmica dos fluidos aí estão 
presentes. Por esta razão, o problema é frequentemente trat~~o de 
forma simplificada no modelo de zonas, e para fins de anahse o 
compartimento é dividido em zonas características com 
propriedades tisicas e químicas homogêneas, como mostrado na 
figura I . 

Figura 1 : Modelo de Zonas 

Ambiente Externo 
Paredes superiores 

Paredes inferiores 
e piso 

em 

A vantagem dos modelos de zonas é que os programas de 
cálculo que a eles estão associados dão respostas rápidas e 



razoavelmente precisas, rodam em computadores de pequeno 
porte permitindo facilmente atualizações e podem ser usados por 
não especialistas da área de Engenharia de Incêndio. 

Os modelos de zonas são do tipo integral, não fornecendo 
portanto detalhes sobre a distribuição espacial das variáveis. A 
cada zona é atribuído um valor característico de cada variável 
principal e o modelo é capaz de descrever a variação no tempo 
de cada uma dessas grandezas. 

MODELOS DE INCÊNDIO EM COMPARTIMENTO 

Os seguintes programas de simulação de incêndio, que usam 
o modelo de zonas, foram analisados: BRI2, COMPBRN-III, 
FIRST, CFAST. 

FIRST (versão 1.2 - Set.l987) foi desenvolvido na 
Universidade de Harvard, Cambridge, EUA, (Mitler e Rockett, 
1987). 

BRI2 (versão BRI2T- Fev.92) foi desenvolvido no Building 
Research lnstitute, Tsukuba, Japan (Tanaka, 1992). 

CFAST (versão 2.01- Fev.94) foi desenvolvido no National 
Institute of Standards and Technology, Gaithersburg, EUA 
(Peacock et ai., 1993). 

COMPBRN-III (versão e-1.1 - Fev.1993) foi desenvolvido 
na Universidade da Califórnia, Los Angeles, EUA (Apostolakis 
et ai., 1990). 

BRI2 e CF AST foram desenvolvidos para compartimentos 
múltiplos, FIRST e COMPBRN-III para compartimento único. 

Os principais fenômenos que ocorrem num incêndio estão 
indicados na figura 2, sendo que estes fenômenos são tratados de 
forma distinta por cada programa de simulação de incêndio em 
compartimentos, conforme descrito a seguir. 

Figura 2 : Fenômenos Físicos rto incêndio em compartimento 

Eguacões de Conservação. Todos os programas utilizam as 
equações de conservação de massa e de energia para as camadas 
superior e inferior. A equação de conservação de espécies 
químicas também é utilizada no BRI2, CFAST e FIRST. 

Para resolver o sistema de equações resultante FIRST utiliza 
um dos seguintes métodos: I) Método de Jacobi (Substituições 
sucessivas); 2)Método Newton-Raphson (Método das secantes); 
3) Método de Newton Rápido. COMPBRN-III utiliza somente o 
Método de Newton-Raphson. BRI2 e CFAST resolve as 
equações diferenciais ordinárias resultantes dos balanços por 
integração via Runge-Kutta. 

Modelo de Combustão. A energia liberada através da queima 
de uma massa de combustível em função do tempo, levantada 
experimentalmente, é introduzida como dado inicial. 

A taxa de queima depende da ventilação disponível, da área 
de superficie do combustível e da natureza do combustível. Nos 
quatro modelos, o incêndio pode ter sua taxa de queima limitada 
pela quantidade de oxigênio ou combustível disponível. 

No FIRST existe, também, a possibilidade se utilizar uma 
curva de crescimento exponencial ou o modelo de incêndio em 
poças. 

Plumas. O empuxo gerado pelo processo de combustão em 
um incêndio causa a formação de uma pluma. A pluma transporta 

massa e energia da fonte de incêndio para a camada superior. 
Quando a pluma de gases ascende ao teto o ar ambiente ao redor, 
relativamente mais frio, é misturado com a pluma 
("entrainment"). Uma camada de gás quente é então, formada 
pela pluma do incêndio junto ao teto do compartimento. 

O modelo de "entrainment" considera a penetração de ar 
lateralmente na pluma. Esta entrada de ar frio abaixa a 
temperatura dos gases da pluma. 

O efeito da colocação de uma parede vertical próxima a uma 
fonte de incêndio, reduz o fluxo de massa da pluma pela 
diminuição da área da pluma em que ocorre a entrada de ar do 
ambiente. A redução do ar de "entrainment" causa uma elevação 
da temperatura da camada superior. Como menos ar entra na 
pluma, a espessura da camada quente diminui. 

Os programas utilizam modelos de pluma baseados em dados 
empíricos. BRI2 utiliza o modelo de pluma de Zukoski. 
COMPBRN-III utiliza modelo de Zukoski simplificado. FIRST 
permite a escolha da modelo de pluma dentre as seguintes opções: 
1) Morton-Taylor (Morton, 1956) 2) McCaffrey, (McCaffrey, 
1983) 3) Zukoski, (Zukoski et ai., 1981) 4) Delichatsios (Mitler, 
1987) 5) Hasemi (Hasemi, 1982). No CFAST é utilizado somente 
o modelo de ~cCaffrey. 

Vents. O ambiente do compartimento troca massa com os 
compartimentos adjacentes e com o exterior através dos vents. A 
entrada de ar e saída de gases quentes muda a energia interna do 
compartimento. Os sistemas de ventilação aumentam as trocas de 
massa com os compartimentos adjacentes. 

Os programas BRI2, COMPBRNHI, FIRST e CF AST 
deduzem expressões de fluxos em vents em função da diferença 
de pressão e de densidade entre camadas de compartimentos 
adjacentes, do coeficente de vazão, da área do vent e outros 
parâmetros geométricos. 

Transferência de Calor por Condução. Parte do calor 
recebido pelas paredes e objetos é perdido por condução. Nos 
modelos de condução a equação de difusão de calor 
unidimensional é resolvida por Crank-Nicholson. As condições de 
contorno diferem de um programa para outro. 
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Transferência de Calor por Convecção. Os gases da camada 
superior perdem calor para as paredes e objetos por convecção 
conforme a lei de Newton de resfriamento. O coeficiente de 
transferência de calor por convecção é calculado de forma 
diferente em cada programa. 

Transferência de Calor por Radiação. Os modelos utilizam o 
método da radiação líquida para o cálculo do calor líquido 
trocado pelas camadas, paredes, teto e objetos. No BRI2, CF AST 
e FIRST, a emissividade da camada superior é considerada 
dependente da concentração de fumaça na camada superior. 
COMPBRN-111 não considera esse efeito. 

Jato de porta (doorjet). O modelo de jato de porta considera 
a passagem de gases da camada superior de um compartimento 
para outro através de uma abertura entre eles (uma porta, por 
exemplo). A passagem de gases se dá através de um jato que 
entra no compartimento adjacente formando neste, uma camada 
de gases quentes. A distribuição de velocidade e temperatura nos 
gases ascendentes segue uma distribuição gaussiana. A parte 
interna do jato com maior velocidade penetra na camada superior 
do compartimento adjacente. BRI2 e CF AST consideram o jato 
de porta na modelagem. 

Jato de teto (Ceiling jet). A pluma de incêndio penetra a 
camada superior e atinge o teto na forma de jato, estando a alta 
velocidade e temperatura. Este jato turbulento flui radialmente 
para fora ao longo do teto, transferindo calor. A taxa de 
transferência de calor varia com a distância radial do ponto em 
que o jato impinge o teto, reduzindo rapidamente com o aumento 
do raio. CFAST é o único dos programas que considera o jato de 
teto. 

Jatos de parede. Um jato de teto, quando situado próximo a 
uma parede, pode produzir um jato de parede que se dirige para 



baixo. O fluxo descendente nas paredes é revertido, num 
determinado momento, pela influência das forças de empuxo, 
reentrando na camada superior após provocar um 
"entrainment"adicional de ar frio da camada inferior. Desta forma 
a espessura da camada superior cresce mais rapidamente, mas 
com temperatura e concentração de gases menor. COMPBRN-III 
é o único dos programas que considera o jato de parede. 

Mistura de ar de entrada com a camada superior. A mistura 
de ar de entrada com os gases da camada superior · é um 
"entrainment" turbulento que ocorre quando ar frio entra na 
abertura e gases quentes saem do compartimento acima da 
interface témica. Parte dos gases que saem é dirigido para a 
camada inferior por esse processo. O empuxo faz com que os 
gases quentes voltem a subir e uma quantidade adicional de ar 
mais fresco da camada inferior vai para a camada superior. Esta 
mistura causa diminuição da temperatura da camada superior e 
aumento da espessura da camada de gases de co~bustão . 
COMPBRN-III é o único dos programas que considera a 
mistura de ar de entrada com os gases da camada superior. 

SIMULACÃO 

Com o intuito de comparar o desempenho dos programas 
citados, foi considerado o experimento realizado pela S~L/UL 
(Sandia Natíonal Laboratories e Underwriters Laboratones). O 
objetivo da experiência SNLIUL era verificar a adequabili~a~e da 
afirmação do apêndice R da norma I OCFR 50 de que a dtstancta 
de 20 ft de separação entre cabos elétricos e materiais 
combustíveis seria suficiente para garantir a integridade funcional 
dos cabos em uma emergência. 

A configuração do compartimento no experimento da 
SNLIUL está indicada na figura 3. Um tanque de heptano de 
1 O galões é colocado a 20 ft de distância horizontal de . três 
bandejas de cabos e entra ignição através de uma chama ptloto. 
Analisa-se a seguir a evolução do incêndio. 

Para os modelos computacionais, foram fornecidos os dados 
referentes a geometria do compartimento, tamanho dos vents, 
propriedades fiscas dos objetos, curva do calor liberado em 
função do tempo, etc. A partir desses dados os programas 
calcularam a temperatura e espessura da camada superior, a 
concentração dos gases, os fluxos nos vents etc, em função do 
tempo. Foram utilizados os dados de propriedades físicas do 
heptano conforme Brandbeny ( 1990) e do PVC de revestimento 
dos cabos elétricos conforme Mitler (I 987). A curva de calor 
liberado fornecida como dado de entrada é baseada em dados de 
Duong (1991). As estimativas das taxas de queima para o heptano 
foram baseadas em valores obtidos por Babrauskas ( 1983 ). 

ae ~t (6 ~ 1•d 

Figura 3 : Configuração do Experimento SNLIUL 

A análise dos testes da SNLIUL, segundo Cline et ai. 
(1983), mostrou que a distância de 20ft não garante em todas as 
situações que não haja queima dos cabos elétricos. O relatório 
final da SNLIUL, demonstra vários casos em que houve danos 
aos cabos elétricos mesmo obedecendo a distância de 20 ft entre 
bandejas de cabos e uma fonte de incêndio no rateamento de 
cabos. · 
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DISCUSSÃO DOS RESULTADOS 

Foi verificado que a eficiência de combustão é um parâmetro 
de forte influência nos resultados. FIRST e COMPBRN-III 
necessitam da eficiência de combustão como dado de entrada. Para 
estes foi utilizado o valor de 85% que está de acordo com dados 
de eficiência de queima de heptano para ambientes pouco 
ventilados similares ao do experimento SNUUL (Tewarson, 
1983). Já os programas BRI2 e CFAST possuem subrotinas que 
calculam a eficiência de combustão. BRI2 e CF AST fornecem 
eficiências de combustão mais altas que a real, e portanto 
fornecem temperaturas da camada superior mais altas que a real. 

A figura 4 mostra que FIRST (utilizando o modelo de 
McCaffrey) e COMPBRN-III (com eficiênci~ de combu~t~o 
85%) predizem a temperatura da cama~a supenor com prec1sao 
muito boa, já BRI2 (modelo de Zukoski) e CFAST (m~delo ~e 
McCaffrey) predizem temperaturas para a camada supenor mws 
altas. 
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Figura 4- Temperatura dos gases quentes da camada superior em 
função do tempo. 

Os resultados computacionais do FIRST quando rodado com 
várias opções de subrotinas de pluma estão mostrados na 
figura S. Verificamos que para este caso, os modelos de pluma de 
McCaffrey e Hasemi foram os que forneceram melhores 
resultados e o de Zukoski, o pior resultado. 
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Figura 5 - Temperatura da camada superior 
FIRST para vários modelos de pluma. 
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Todas subrotinas de pluma são baseadas em relações 
empíricas para queima de diversos combustíveis em tanques de 
base circular. Para este caso que possui base não circular 
considera-se um tanque de área da base circular equivalente. 

FIRST fornece a espessura da camada superior com boa 
aproximação, os demais fornecem valores menores que o real 
conforme figura 6. O modelo de pluma influe fortemente no fluxo 
de massa ascendente e portanto na espessura da camada superior 
formada. A taxa de queima e o fluxo de massa nos vents também 
influem na espessura da camada, e devem ser a causa dos 
resultados diferentes em cada modelo. 
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Figura 6 - Espessura dos gases quentes da camada superior em 
função do tempo 

BRI2 e CF AST não avaliam a possibilidade de auto-ignição 
de objetos presentes no compartimento. Os resultados de FIRST 
e COMPBRN-III da figura 7 indicam que não ocorre auto-ignição 
no trem de cabos elétricos já que a temperatura da superficie dos 
cabos não atingiu 789 K (temperatura de auto-ignição dos cabos), 
o que está de acordo com o experimento da SNLIUL. 

500 

g 
~450 

~ 
~400 

~ cn 

~350 

~ 
~300 
~ 

250 +-+-4--r-r-+-+~--r-r-+-+-4--r-r-+-+~~ 

o 100 200 300 400 500 600 700 800 900 
1EMPO(s) 

Figura 7 - Temperatura da superficie dos cabos elétricos em 
função do tempo 

CONCLUSÕES 

Através de comparação com resultados do experimento da 
SNLIUL, verificou-se que os modelos computacionais 
apresentaram resultados satisfatórios. 

Entre os parâmetros em estudo, a eficiência da combustão, a 
taxa de queima de combustível e o modelo de pluma são os que 
tem maior influência nos resultados. Foram verificados valores 
mais altos de temperatura e espessura da camada superior nos 
modelos que superestimaram a taxa de queima e a eficiência da 
combustão. 

Houve grande variação nos resultados das temperaturas da 

1 qo 

camada superior para as diversas subrotinas de plumas. Nenhuma 
das subrotinas de plumas considera o efeito da forma geométrica 
do tanque de heptano. Esta simplificação entretanto pode ter 
produzido desvios no cálculo da vazão de ar de "entrainment" e 
por consequência desvios no cálculo da temperatura e espessura 
da camada superior. 

Da análise feita, conclui-se que deve-se utilizar as subrotinas 
disponíveis atualmente nos modelos computacionais com muito 
cuidado, já que estas somente são váli,das em determinadas 
condições particulares de um incêndio. E necessário melhorar 
ainda mais os modelos de pluma e de taxa de queima de forma 
que para cada configuração do compartimento, tipo de 
combustível e concentração de oxigênio tenha-se o modelo mais 
adequado. 
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ABSTRACT 

The aim of this article is to present a comparative study of 
some computer fire models (BRI2, COMPBRN-III, FIRST and 
CF AST) and experimental data by SNLIUL. lt was found that the 
models give adequate results for engineering purposes.The 
computacional results imply that the combustion analysis and the 
plume model play a keyrole on the prediction. There are many 
features that could be improved in each model. 
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SUMMARY 

We present a numerical study of the ignition of hydrogen-air spherica/ premixed fiames. The 
numerical code used accounts for a detailed description of chemical kinetics . Physical properties are 
taken as functions of the local state of the gas. The minimum energy required to obtain ignition is 
mapped as a function of the mixture equivalence ratio, initial pressure and temperature, and of the 
characteristics (spatial extent and duration) of the energy source. 

INTRODUCTlON 

Precise knowledge of the criticai ignition condi­
tions of premixed combustible gases is important from 
the point of view of both engine design and industrial 
hazards prevention . 

ln this work we focus our attention on the study 
of the conditions under which ignition and propaga­
tion of a spherical premixed flame can be obtained in 
hydrogen-air mixtures . 

This problem has been treated previously both 
from an experimental and theoretical points of view. 
Lewis & von Elbe (1961) presented an experimental 
study of the.influence of the equivalence ratio of the 
mixture on the energy required to obtain ignition by 
a spark ignition. A difficulty present in the interpre­
tation of their results is the unknown amount of heat 
losses to the electrodes. Deshaies & Joulin (1984) and 
Champion et ai. (1986, 1988) eviden ced, by means 
of a theoretical and numerical study, the existence of 
a criticai energy required to obtain ignition and prop­
agation of a spherical premixed flame in an homoge­
neous mixture, in the case of a one-step irrt;versible 
rcaction. 

The study we present is carried out. by using 
a computer code capable of simulating the combus­
tion of a gaseous mixture whose physical properties are 
functions of pressure, temperature and of the compo­
sition (Kee atai., 1980, 1983) . A complex chemical 
kinetics scheme (9 species and 19 reactions) is used 
to describe hydrogen-air chemistry (Kee et ai., 1980) . 
Ignition is triggered by a localized heat source of finite 
duration and spatial extent, which intends to approx­
imate some of the characteristi cs of a spark ignition 
plug. 

ln a first step, we successfully compare the min­
imum ignition energy and the steady propagation ve­
locity of the flame with previous numerical and ex per-
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imental results. 
ln a second step, we conduct an extensive study 

of the influence of the mixture equivalence ratio and 
of initial temperature and pressure on the criticai ig­
nition energy. We show that there exists avalue of the 
equivalence r a tio which leads to a minimum of the crit­
icai ignition energy. Furthermore, for given mixture 
composition and temperature, there exists a value of 
the pressure that leads to a minimum ignition energy. 
This feature is shown to be directly related to the exis­
tence of the extented second limit of explosion, which 
is in accordance with experimental evidence (Kurban 
Ghafil , 1986) . 

A survey on the influence of the duration of heat 
deposit on the criticai ignition conditions is also per­
formed. An asymptotic value of the minimum ignition 
energy is found to exist for the shortest durations. 

MATHEMATlCAL FORMULATION 

ln the present paper we make the following as­
sumptions: (i) spherical geometry, (ii) constant static 
pressure, (iii) negligible radiative and Dufour heat 
transfer, (iv) species diffusion obbeys Fick's law. A 
criticai analysis of these hypothesis can be found else­
where (Champion et ai., 1986) . The conservation 
equations for mass, species, and energy can be writ­
ten as (Williams , 1985) : 

ap + 2_ apur2 = O 
at r 2 ar 

aT aT 1 a ( 2 aT ) 1 K . p-+pu----- r>.- +-'hkwkWk-
at a7' r·2c ar ar c ~ p p k=l 
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1 "' ( D âYk âT) 
Cp L;: p k cPk âr âr + Q = 0 

K yk 

!?.=RTLwk; 
p k=l 

hk = h~ + ( Cpk dT 
}To 

ln these equations classical terminology is em­
ployed. The boundary conditions used at the origin 
are zero velocity and derivatives for temperature and 
mass fractions. At the outer edge of the domain we 
suppose that temperature and species mass fractions 
remain constant. At the beginning of the calculation, 
and for a time duration r, a constant energy source is 
imposed at O< r< R. 

The chemical kinetics scheme used in this pa­
per (Kee et ai., 1980) involves the following species 
H2, 02, H20, OH, H, O, H02, H202 and N2, and 19 
elementary reactions. 

RESULTS AND DISCUSSION 

Numerical Code Validation. We validate our 
n.umerical code for both ignition an4 flame propaga­
tion phases. 

Experimental data are available concerning the 
energy required to obtain ignition for different equiva­
lence ratios of the hydrogen-air mixture (Lewis & von 
Elbe, 1961) . The typical size and time for the en­
ergy deposit taken in our numerical study are 0.3mm 
and 5f1S repectively. ln figure 1 we show a comparison 
between experimental values of the energy required 
to ignite the mixture and our calculated results, as 
a function of the equivalence ratio of the fresh un­
burned gases. lnitial pressure and temperature are 
Po=0.1MPa To=300K. It is clear in this figure that 
the calculated criticai energy required to ignite the 
mixture is always of the order of 10% of the measured 
eletrical energy. This discrepancy can be attributed 
to the energy losses through the electrodes. Maly & 
Vogel (1979) have measured these losses, which vary 
between 50% and 70% of the electrical energy. 

A second comparison is made with experimen­
tal data (Kageyama & Rakotonia, 1993) for an H2-air 
mixture with unity equivalence ratio. The duration of 
the spark is 2.355ms and the distance between elec­
trodes is 2mm. The calculated criticai energy, 11mJ 
is again 20% of the measured one (51mJ). 

Numerical results concerning the ignition by a 
central heat source are given by Mass & Warnatz 
(1988) and Kailasanath et ai. (1982) . ln these works 
the heat source is considerd to be an exponential de­
creasing function of the radius. ln these two papers 
the ignition energies they obtain are 2mJ and 4mJ, 
respectively. These energies correspond to a radius of 
1mm anda typical time of 0.1ms ( duration time of the 
spark). For the sarne mixture (p0 =0.1MPa, T0 =300K 
and r/> = 1), we obtain a criticai energy of 1.75mJ. It 
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Figure 1: lgnition energy as a function of the equiv­
alence ratiq of the fresh unbured gases. Compar­
ison between calculated and experimental results. 
Po=0.1MPa, T0 =300K, r=5f1s and R=0.15mm 
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Figure 2: Flame velocity as a function of the equiv­
alence ratio of the fresh unbured gases. Comparison 
between calculated values for the spherical flame and 
the"adiabatic planar flame. po=0.1MPa, Ta=300K 

must be noticed that different chemical kinetics mod­
els are used by each of the authors. 

Once ignition is obtained, a spherical flame 
propagates in the mixture of fresh unburned gase. ln 
the limit of very large flame radius (when compareci 
to the flame thickness), this flame possesses the sarne 
characteristics of a planar freely propagating adiabatic 
fiam e. 

ln figure 2 we compare the adiabatic flame speed 
calculated with the original computer code with the 
values we obtain after the spherical flame attains a 
stable propagation. The values we calculate are within 
10% of the adiabatic flame speed. 

On the basis of the comparisons performed 
above, we consider that our numerical code is able 
to describe correctly the phases of ignition and prop­
agation of combustion. 
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Figure 3: Criticai gnition energy as a function of the 
temperature of the fresh unbured gases . p0 =0 .1MPa, 
<P = 1, r=5ps and R=0 .15mm 

The Influence of the Initial Conditions of the 
Gas on the Criticai Ignition Energy. We adress here 
the influence of the initial temperature and pressure 
of the fresh unburned gases on the criticai ignition en­
ergy. The characteristics of the heat source are held 
fixed (r=5ps, R=0 .15mm), as well as the equivalence 
ratio, </>=1. 

ln figure 3 we show the influence of the initial 
temperature of the mixture on the criticai ignition en­
ergy, the pressure being held constant a t 0.1MPa . We 
observe that the criticai energy decreases as the initial 
temperature increases. This result can be expected: 
as we increase the temperature of the fresh unburned 
mixture, we approach the self-ignition point, and thus 
less energy is required to ignite the gas. 

ln figure 4 the criticai ignition energy is plotted 
as a function of the initial pressure, the temperature 
of the fresh unburned gases being T0 =300K. It can 
be seen that this curve possesses a minimum around 
p0 =0.1MPa. This is attributed to the second explo­
sion limit of the hydrogen-air mixtures (Lewis & von 
Elbe, 1961) . During the ignition phase, a competi­
tion exists between the reactions H+02 r=OH+O , a 
chain branching reaction with high activatiori energy, 
and H+02+Mr=H02+M , a three-body chàin propa­
gation reaction, which is very sensitive to pressure . 
For the low pressures of the mixture, the first reac­
tion dominates, while the second one becomes more 
important around p0 =0.1MPa. This second reaction 
leads to the slow propagating H02 chain. Therefore, 
at high pressures, more energy is required in order to 
produce radicais, and thus ignite the mixture. 

The Influence of the Heat Source Characteristics 
on the Criticai Ignition Energy. We now fix the state 
of the fresh unburned gases to Po=0 .1MPa, To=300K , 
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Figure 5: lgnition energy as a function of the source 
duration . Po =0.1MPa, T0 =300K , <P = 1 and 
R=0 .15mm 

<P = 1 and vary both the duration and radius of the 
heat source. 

Figure 5 shows the criticai ignition energy as a 
function of the heat source duration for a fixed source 
radius of R=0.15mm . We can observe that the criti­
cai energy has an asymptotic behaviour for very small 
source times , increasing drastically for r > 0.1ms. For 
given energy deposition, the smaller is the dura tion 
time, the higher is the temperature reached in the ker­
nel and the smaller the corresponding chemical time. 
For very small source durations, the chemical time is 
very short compared to the molecular transport time, 
and nearly ali the energy is used by the chemical pro­
cess. lgnition is triggered almost instantaneously. 

As we increase the source duration, molecular 
transports will begin to play an important role , de­
creasing the temperature and radical concentration of 
the source kernel. This will lead eventually to an in­
crease in the criticai energy. 
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Figure 6: lgnition energy as a function of the source 
radius. Po=0.1MPa, To=300K, <P = 1 and r=5J-!S 

ln figure 6 the infiuence of the source radius 
on the criticai energy, for a fixed duration r=5J-ls of 
the energy source is plotted . For large source radius, 
R>1cm, the criticai energy possesses an asymptote, 
and for R<0.5cm a sharp decrease can be noticed. 

ln the limit of very small heat source radius, dif­
fusion effects become extremely important, due to the 
1/r "aditional" term in spherical coordinates. This 
has the effect of increasing heat and species transport 
from the source kernel to the fresh unburned gases, 
thus favouring ignition. As the source radius is in­
creased, more energy will be required to heat the gas 
up to ignition. For large source radius, diffusion effects 
are far less important, and the center of the kernel is 
increasingly isolated from the fresh gases. This leads 
to a stabilisation of the criticai energy required to ob­
tain ignition. 
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RESUMO 

Este artigo apresenta um estudo sobre a utilização de combustíveis secundários c residuais alternativamente aos 
combustíveis fósseis na produção de cimento Portland, considerando aspectos tecnológicos e ambientais. A 
utilização destes está condicionada ao processo de transferência de calor no forno, às rcações químicas no interior 
do mesmo, às emissões de sub-produtos para a atmosfera c aos níveis de absorção de metais pesados na matriz do 
clínqucr. 

INTRODUÇÃO 

A indústria de cimento é caracterizada pelo uso intensivo de energia 
térmica c elétrica, sendo a primeira forma utilizada principalmente nos 
fornos rotativos, c a segunda na moagem do cru e do cimento. Em termos 
do consumo mundial de energia cm 1992, o setor apresentou-se como o 
quarto maior consumidor (Bcnoit c Hamcl, 1993). Em 1990, a produção 
mundial alcançou a marca de I, 153 bilhões de toneladas anuais (SNIC, 
1992). 
O cimento Portland é obtido a partir de uma mistura, em proporções 
dctenninadas de clínqucr, gesso c adições ativas. Em presença de água 
este inicia as reações de hidratação, que conduzem ao seu endurecimento, 
com características de alta resistência à compressão. O principal 
constituinte do cimento Portland, o clínquer, é obtido a partir da queima 
de uma mistura finamente moída, de calcário, argila, areia, minério de 
ferro c eventualmente outros aditivos cm alta temperatura (1450"C). 
Algumas rcaçõcs de formação do clínqucr são cndotérmicas c outras 
exotérmicas. A reação de calcinação (CaC03 => CaO + CO,) é 
fortemente cndotérmica c consome a maior parte do calor téorico de 
formação do clínqucr. 
O clínqucr pode ser obtido basicamente por dois tipos de processos, isto 
é, pelo processo de via úmida c pelo processo de via seca. A obtenção do 
clínquer pelo processo de vi a seca pode se dar cm fornos longos, cm 
túrnos com prcaqucccdorcs, c cm fornos com prccalcinadorcs c prca­
qucccdorcs. As características operacionais dos mesmos são apresentada~ 
na Tabela I, (Fonseca cl ai, 1992). 
Os combustíveis tradicionais utilizados pela indústria cimenteira são: 
carvão mineral , óleo combustível c gás natural. Contudo o set'or deste 
1970, cm especial nos Estados Unidos, vem investigando nova~ fontes de 
energia, com o ohjclivo de reduzir os custos de fabricação , 'no qual os 
combustíveis rcprcscntanl 1/3 do custo total. Neste contexto, a 
possibilidade de queima de combustíveis secundários, originados de resí­
duos industriais ou urbanos, nos fornos rolativos de produção de dín­
qucr, representa não apcna~ uma alternativa do ponto de vista técnico c 
económico, ma~ também uma alternativa à disposição destes cm aterros 
s<ulilários. 
Combustíveis secundários tem ganhado importância como uma alterna­
tiva à forte dependência de combustíveis fósseis, c sobretudo aos 
problemas ambientais criados pela disposição inadequada de resíduos cm 
aterros sanitários. 

CONDIÇÕES PRELIMINARES 

Os combustíveis secundários utilizados na fabricação de cimento normal­
mente substituem parte dos combust.ívcis fóssei s. A quantidade de subs-

tituição depende de sua composição química, do teor de cloro, traços de 
metais pesados presentes, e a constituição de suas cinzas. Muitos destes 
resíduos possuem alta umidade (>20%), alto teor de cinzas (>40%), e 
baixo poder calorít1co (<15000 kJ/kg) . Por vezes apresentam também 
alta porcentagem de constituinles como: álcalis, enxofre, cloro, tilãrúo, 
P,O,. etc. 
Podem ser cla~sificados como combustíveis secundários: carvão mineral 
com alto teor de cinzas e enxofre ; resíduos agrícolas como, casca e palha 
de arroz, bagaço, etc.; materiais sintéticos como, resíduos de papel e 
plásticos; resíduos industriais; resíduos de petróleo; resíduos da indústria 
de fertilizante; resíduos da indústria de alumírúo, ele. Existe uma longa 
lista de resíduos identificados, que podem ser utilizados na produção de 
cimento, os quais são apresentados na Tabela 2. 
O forno rotativo da indústria de cimento é considerado um versátil inci­
nerador , c po<.lc queimar combustíveis no estado sólido, líquido ou 
ga~oso. Pode ainda queimar uma variada gama de resíduos, cm condições 
cspecíticas. Contudo, deve-se atentar para a compatibilidade das cinzas e 
de outros sub-produtos da queima destes combustíveis com o clínqucr, 
afim de se evitar queda da qualidade, problemas operacionais na 
produção, problema~ anJbientais com emissões, c saúde dos operários 
que manuseiam o cimento cm seu uso final (Abluwalla, 1992). 

A UTILIZAÇÃO DOS COMBUSTÍVEIS 
SECUNDÁRIOS 

O uso de combustíveis secundários requer estudos especílicos para 
solucionar muitos problema~ que resultam de seu uso. Os principais 
problemas relacionados ao uso destes combustíveis podem ser cla~sitica­
dos cm: problema~ operacionais e de preparação do combustível ; impacto 
na qualidade; c poluição ambiental. 

Prcpara<,;ão do Combustível c Prublcmas Operacionais. 
Alguns tipos de combustíveis secundários queimados cm t(Jrnos 
rotativos, necessitam por vezes de preparação prévia para sua utilização. 
Em certos tipos de rcsÍlluos é necessário proceder-se a uma secagem, 
pclcliJ.ação, e/ou pulverização. Outros resíduos requerem corte, 
esmagamento, e/ou pulverização. Os problemas relacionados com a 
preparação uo combust.ívcl sãn diferentes para cada tipo de rcsí(lun. 
requerendo estudos individuais. 
Alguns problema~ operacionais relacionados com o uso de combustíveis 
secundários são: obsu·ução ao tluxo de material no preaqucccdor devido 
aos voláteis, instabilidade na temperatura, türmação de colagens, vida 
tios refratários , problemas de moagem devido à mistura, c problemas 
operacionais devido ao armazenamento c manuseio, etc. 
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Tabela I - Características Operacionais dos Sistemas 

de Produção de Clínquer 

Tipo de Processo Cons. Espec. Temperatura 

[kJ/kg de clq] ["C] 

Processo de Via Úmida 

fomo rotativo longo 5860-5000 180-260 

Processo de Via Seca 

fomo rotativo longo 4600-3970 550-760 
fomo com preaqueccdor 3600- 3350 330- 380 
com precalc. e preaquec. 3180- 3050 300- 360 

Tabela 2 - Resíduos Utilizados como Combustíveis 

Secundários na Produção de Cimento Portland 

1- MATERIAIS NATURAIS 3- RESÍDUOS INDUSTRIAIS 
a - Agricultura a - Res. Petroquímicos 

- casca de arroz - coque de petróleo 
- palha de arroz -coque 
- casca de coco - resíduo a~fáltico 
- casca de amendoim -lama ácida 
- resíduos de madeira - resíduos químicos 
-bagaço 

h - Resíduos da Indústria 
h- Outros de Fertilizantes 
- resíduos de animais 

- lama de esgoto c - Resíduos da Indústria 
- óleos usados de Alumínio 

2- MA TER. SINTÉTICOS 4- OUTROS 
- pneus usados - Resíduos dom6sticos 
- resíduos de borracha - Resíduos municipais 
- resíduos plásticos 

-papelão 

- pó de gralltc 

- carc. de bateria 

Impacto na Qualidade. 
A qualidade representa individualmente o mais importante parâmetro de 
controle no uso de combustíveis secundários na fabricação de cimento. 
Por isso, os combustíveis secundários podem somente ser utilizados, 
quando a composição de sua~ cinza~ estiver cm urna faixa considerada 
apta para a absorção pelo clínqucr. Deve possuir também, 
compatibilidade com os componentes do cru, não apresentar problemas 
quanto à quantidade de metais pesados presentes c baixa toxidade. 
Entretanto, até o momento não se tem notícia de problemas mais sérios 
relacionados ao uso de combustíveis secundários, na qualidade do 
clínqucr c no cimento produzido com ele. 
Os efeitos da presença de metais pesados na qualidade do cimento 
produzido, tem sido objeto de novas investigações, com a avaliação dos 
níveis máximos de absorção, sem problemas na qualidade e na saúde de 
trabalhadores que manuseiam o cimento. 

Poluição Ambiental. 
A queima de combustíveis secundários nos fomos rotativos pode levar, 
de acordo com a classe c composição química, às emissões de produtos 
clorados, ácido clorídrico (HCI), outros gases ácidos, emissões de metais 
pesados (quando presentes em sua composição), bem como ao aumento 
das emissões de óxidos de enxofre (SOx) e óxidos de nitrogénio (NOx), 
cm certos casos. 
Baseado cm estudos detalhados, a Agência de Proteção Ambiental dos 
Estados Unidos (USEPA), regulamentou a Legislação para Caldeiras e 
Fornos Industriais (BIF), que estabelece limites para emissões de 
hidrocarbonetos em 20 ppm, bem como uma eficiência c remoção de 
compostos clorados maior do que 99,99%. Baseado nesta Legislação, a 
quantidade de combustível secundário utilizado em substituição aos 
combustíveis fósseis, torna-se limitada pelos níveis aceitáveis de 
emissões consideradas sem riscos à saúde humana c ao ambiente 
(Holcomb and Pedelty, 1992). Para o caso de emissões de metais pesa-
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dos, os limites estabelecidos pela BIF para uma Máxima Exposição 
Individual (MEl) são apresentadas na Tabela 3 (Holcomb and Pedelty, 
1992). 

Tabela 3 - Limites Máximos para as Emissões Segundo 
a BIF (U.S. EPA) 

Suhstãncia Limites Suhstãncia Limites 

[llg/m') [!lgim') 

METAIS 
Antimônio 0,30 Cromo Hcx. 0,00083 

Arsênio 0,0023 Chumbo 0,09 

Bário 50,0 Mercúrio 0,08 

Berílio 0,0042 Prata 3,0 

Cádmio 0,0056 Tálio 0,50 

PRODUTOS DE COMBUSTAO INCOMPLETA 
2,3,7,8- TCDD equivalente 0,00000022 

PRODUTOS ORGÂNICOS PERIGOSOS 
Eficiência de Destruição c Remoção 99,99'X· 

li 

li 

NOTA: A Máxiffza f.'xposiçiio Individual (MI~'/) corresponde a uma t'J.posiçüo em alta 
concentraçüo para uma pessoa. durante 24hs por dia, 3()5 dias por ano, nunw vida 
estimada de 70 anos. 

Valores máximos aceitáveis para a concentração de metais pesados na 
composição do cimento, sem maiores danos à saúde dos operários, de 
acordo com Agências Internacionais de Saúde Ocupacional, foram 
reportados por Mantus (1992). Conforme vcrilica-sc na Tahcla 4, os 
teores médios de Arsênio c Cromo, levantados cm testes realizados cm 
97 fornos rotativos, estão muito próximos dos limites máximos esta­
belecidos, chamando-se a atenção para o controle destes elementos. 

Tabela 4- Concentração de Metais Pesados no Cimento 

METAIS Nív. Aceitáveis Média Mínimo Máximo 
lppm) ippm) [ppm) l.mmll 

Antimónio 50.000, 2,4 0,7 4,0 
Arsênio 200, llJ, 5,0 71, 
Bário 50.000, 280, 91, 1402, 
Berílio 50, 1,1 0,3 3,1 
Cádmio 1.000. 0,34 0,()3 1,12 
Cromo 100 (hexav) 76, 25.0 422, 
Chumbo 5.000, II, 1,0 75, 
Mercúrio 5.000, 0,01409 0,00005 0,039 
Níquel --- 31, 10, 29, 
Sclênio --- 1.42 0,062 2,23 
Prata 1.000, 9,20 6,75 19,\1 
Tálio 10.000, I,OX 0,01 2,68 

EXEMPLOS TÍPICOS DE COMBUSTÍVEIS SECUNDÁRIOS 

A composição química de alguns combustíveis secundários, tais como: 
lama de esgoto (Obrist, 1987), combustíveis derivados de lixo (Haley, 
1985), c pneus usados (Saito ct ai., 1987), dentre outros; foram tomados 
como exemplo para uma comparação com um carvão mineral (Wchcr, 
1963), cm termos de composição química c teor de cinzas. A Tabela 5 
apresenta os valores encontrados, bem como os níveis de substituição 
alcançados com sucesso. 
O enxofre introduzido no forno com a queima de combustíveis 
secundários pode levar a um aumento das emissões de SO,, caso não haja 
um balanço de álcalis na alimentação, os quais absorvem parte do 
enxofre, formando sulfatos alcalinos. Entretanto, isto depende das tempe­
raturas no escoamento dos gases, c do tipo de instalação, que pode ser 
mais ou menos eficiente neste caso. Assim, havendo um excesso de 
álcalis, c boas condições de oxidação no forno, haverá correspondente 
diminuição das emissões de SO, para a atmosfera. 
Compostos clorados como PVC, solventes, plásticos, resíduos petroquí­
micos, dioxinas e PCBs (policlorinatos bifenis), apresentam restrições 
para a sua queima em fornos rotativos, devido aos problemas 



Tabela 5 - Análise Elementar da Composição Química de 

Alguns Tipos de Combustíveis Secundários .. 
Componente Carvão Lama de Combust. Pneus 

Mineral Esgoto Derivado Usados 
de Lixo 

Carbono - c 75,2% 24,9!!% 34,2% 88,2% 
Hidrogcnio- H 4,lc~, 3,50% 5,0% 7,2% 
Enxofre - s 1,2% 0,43% 0,4% 1,!!% 
Cloro - Cl --- 0.05% 0,8% ---
Nitrogênio - N 1.2% 3,50% 1,1% < 1% 
Oxigênio -0 2,6% 15,02% --- ---

Cinza' 14,9% 46,20°,{, 29 ,6% 2,8% 
Umidade 0,8% 6,60% 34,6% ---

Substituição --- 12% 20% 11-18% 

Poder Calorífico 

[kJ/kg[ 25392, 9235, 9850, 36125, 

operacionais com os ciclos internos formados, bem como pela formação 
de HC1 c a destruição incompleta destes componentes. Muitos estudos 
detalhados acerca da queima destes compostos têm sido feitos, com o 
intuito de estabelecer os limites para a introdução de cloro (CI) nesses 
tipos de lürnos. A partir de balanços de massa, e estudos de transferência 
de calor e equilíbrio termodinâmico, pode-se estimar os limites de 
substituição dos combustíveis fósseis pelos combustíveis secundários que 
contenham cloro. 

Reações com Compostos Clorados 
A alta temperatura dos gases de combustão no interior dos fornos 
rotativos (1200 a 2000"C) c o tempo de residência nestas temperaturas 
acima de 2 segundos, asseguram condiçües para a destruição completa 
dos compostos tóxicos presentes cm combustíveis secundários, em níveis 
acima de 99,99%. Contudo, os compostos clorados formam HCI, que 
pode ser convertido em CaCI ,, na atmosfera alcalina do forno, em 
temperaturas que favorecem esta rcação. Conforme estudos de Joncs and 
Lindestcd (1988), no qual as rcaçõcs de combustão são analisadas por 
etapas, estabeleceu-se a cadeia de reaçües para o caso da queima de um 
organo-clorado, confonne segue: 

(I) 

(2) 

(3) 

co + H2 o _ co2 + H2 (4) 

(5) 

2HCI + 2Ca0 CaCh + H2 0 + CaO (6) 

Através do cálculo de equilíbrio termodinâmico é possível estimar o 
valor das emissões de HCl do forno rotativo no final do processo, 
considerando que parte deste reage com o C aO para formar CaCl,. 

Estimativa das Emissões de HCl 
Para a estimativa da conversão do HCl estabeleceu-se as seguintes 
equações de cálculo da energia livre de Gibbs (AG), cm função das 
temperaturas de operação do forno (Sandler, 1989), as quais variam de 
1200 a 2000 •c num forno de via seca, para as reações apresentadas nas 
Equações (5) e (6). 

lnK(s) = 

onde: 

ÓG0
(5) 

R.T 

óG"<6l 
R.T 

yCl, = l-e1; yH, = 2-e1; yO, = 0,5'0,5.el ; 
yHCl = 2.e1-2.e2; yH,O = e1+e2; yCaO = 2-e2; 
yCaCI, = e2. 

(7) 

(8) 

(9) 

(lO) 

(li) 

(12) 

Tomando as relações de equilíbrio, em função da temperatura para as 
equações apresentadas, pode-se estimar que no final do processo, de 6 a 
17% do cloro introduzido no fomo poderá ser liberado para o ambiente 
na forma de HCl, após sua conversão parcial em CaCl,, conforme 
apresentado na Fig. 1. 
Baseando-se nos limites máximos estabelecidos para estas emissões, 
pode-se estabelecer o percentual de substituição para os combustíveis 
secundários, tomando cm conta também as condições de dispersão dos 
gases na atmosfera. 
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Fig 1 - Formação de HCl como uma função da temperatura. 
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Analisando a queima de combustível derivado de lixo, cuja composição 
está apresentada na Tabela 4 , contendo 0,8% de Cloro, num percentual 
de substituição de 20% do carvão mineral, estima-se uma emissão na 
faixa de 14 a 34 ppm de HCI, que de fato, estabelece os limites de 
substituição. 

CONCLUSÕES 

Como apresentado, utilizando o cálculo de equilíbrio termodinâmico, é 
possível estimar os niveis de emissão de gases tóxicos, utilizando a 
metodologia apresentada, para o caso da queima de combustíveis 
secundários. Entretanto, é necessário sua avaliação experimental, que 
deve seu feita no futuro. 
De acordo com o exposto neste artigo, a queima de combustíveis 
secundários cm fomos rotativas da indústria de cimento, deverá obedecer 
aos critérios de máxima absorção de metais pesados pelo clínquer, 
mínimos níveis de emissões de gases e metais tóxicos, taxa de alimenta­
ção do forno, c níveis de qualidade do cimento a ser produzido. 
O conhecimento acerca dos mecanismos de destruição de componentes 
tóxicos, no interior dos fomos rotativas poderão propiciar alta segurança 
na queima de combustíveis residuais, com o conseqüente uso de seu 
potencial energético. Assim, estes poderão substituir combustíveis 
fósseis usados em grande escala pelo setor cimenteiro cm todo o mundo. 
A queima de muitos resíduos industriais como combustíveis secundários 
nos fomos da indústria de cimento, constituem uma boa alternativa do 
ponto de vista ambiental , se feita de maneira segura. Neste caso, ela 
propicia a destruição de substâncias perigosas, o que pode ser vantajoso, 
caso estas substâncias não sejam convenientemente armazenadas em ater­
ros sanitários. 
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ABSTRACT 

Th.is work presents a study about lhe utilization of secondary fuels as an 
alternative to fossil fuels in lhe procluction of Portland cement, 
considering lhe technological and environmental a~pects. The utilization 
this fuels is conditioned to lhe process of heat transfcr in lhe rotary kiln, 
lo the chemical reaclions into the kiln, lo lhe emissions of hy-products 
for U1e environmental and to lhe leveis of absortion of heavy metais in 
clinkcr matrix. 
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RESUMO 
No anigo silo apresentados os resultados de uma pesquisa experimental sobre gaseificação de 

casca de arroz em leito jluidizado. Apresenta-se também a descrição da instalação experimental 
utilizada assim como a metodologia de panida do reator e de realização dos restes. Como resultados 
são dados parâmetros de operação e de projeto do gaseificador em condições de máxima eficiência. 

INTRODUÇÃO 

Em 1987 foram colhidas no mundo 471x106 

toneladas de arroz. Como a casca de arroz 
representa 20 % do arroz colhido, obteve-se 
94. 2x106 toneladas de casca (Vellupillai e 
Mailander, 1987). 

A energia necessária para o bene­
ficiamento do grão pode ser fornecida por 
combustão ou gaseificação da casca. O processo 
de gaseificação tem o atrativo da possibilidade 
de produção de eletricidade com motores de 
combustão interna. 

A granulometria fina e a baixa 
temperatura de fusão das cinzas dificultam o 
uso de gaseificadores de leito fixo. Os 
gaseificadores de topo aberto desenvolvidos na 
India (Mukunda et al., 1993) e na China (Mahin, 
1990) constituem uma tentativa de adaptar os 
gaseificadores de leito fixo para este tipo de 
biomassa. Porem é a gaseificação em leito 
fluidizado a solução mais promissora, devido as 
vantagens desta tecnologia: operação 
isotérmica, possibilidade de operação com 
combustíveis de fina granulometria e facilidade 
de "scale-up". 

Existem poucas publicações sobre 
resultados da gaseificação de biomassa em leito 
fluidizado. Hartiniati et al. (1989) apresentam 
os resultados da gaseificação da casca de· arroz 
num reator de 400 mm. A temperatura do leito 
esteve na faixa de 721-871 °C e o poder 
calorifico inferior do gás na faixa d~ 4.09 a 
6.43 MJjNm3

• A eficiência do gaseificador foi 
de 63 a 67 %. Não são apresentados parâmetros 
ótimos de operação. Maniatis (1990) apresenta 
um valor máximo da eficiência de 35 %, com um 
poder calorifico do gás de 5. 7 MJjm3 para um 
fator de ar de 0.22. 

O presente artigo apresenta os resultados 
de um estudo experimental da gaseificação da 
casca de arroz em leito fluidizado, em 
particular parâmetros de operação em condições 
de máxima eficiência. O projeto foi realizado 
no Laboratório de Combustão do Departamento de 
Engenharia Térmica e de Fluídos da Universidade 
Estadual de Campinas (Campinas, Brasil) e 
constitui o fruto da cooperação entre 
pesquisadores desta Universidade e do Instituto 
Superior Politécnico "Julio A. Mella" de 
Santiago de Cuba. 

EQUIPAMENTO EXPERIMENTAL 

O equipamento utilizado (figura 1) 
consiste de um tubo cilíndrico com 250 mm de 
diâmetro externo, de aço inox 316, revestido 
internamente com concreto refratário com 25 mm 
de espessura. O diâmetro interno do reator é de 
200 mm. A altura total do reator é de 2000 mm, 
sendo a altura do refratário de 700 mm. 
Externamente o reator é isolado com lã mineral. 

Pontos de medição de temperatura interna 
localizam-se ao longo da altura do reator, 
distanciados aproximadamente 150 mm. 
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Figura 1- Gaseificador de leito tluidizado para biomassa. 

1- Sistema de alimentação da biomassa, 2- Silo, 3- Redutor, 
4- Corrente, 5- Plenum , 6- Corpo do reator, 7- Zona do 
freeboard, 8- Duto para à alimentação da alumina, 9- Vidro para 
observação, 10- Seção de saída do gás, 11- Selo de segurança, 
12- Ciclone, I 3- Saída do gás, I 4- Sistema de amostragem de 
cinzas, 15- Silo de cinzas. 



O ar de alimentação é fornecido por um 
compressor tipo Roots (Omel SR-07-12HP) , sendo 
a vazão medida com placa de orificio calibrada. 
A distribuição de ar para o leito é feita por 
um plenum e placa de distribuição com 
aproximadamente 2000 furos de 1.5 mm. A 
biomassa é alimentada ao reator por um silo com 
rosca alimentadora, estando a entrada de 
alimentação no leito a 50 mm da placa 
distribuidora. A rosca alimentadora é 
refrigerada internamente com água e sua 
velocidade controlada por um moto-variador. O 
sistema de alimentação foi o componente que 
mais problemas apresentou, sendo feitas 
tentativas com dois pasos de rosca e três tipos 
de silos diferentes no alimentador até 
conseguirmos uma configuração com funcionamento 
satisfatório. 

Na saida do reator há um ciclone que 
não 
gás 

permite coletar particulas de coque 
queimadas junto com as cinzas. o 
proveniente do reator é descarregado na 
atmosfera por uma chaminé de 6 metros de 
altura. 

O material inerte do leito é óxido de 
aluminio branco (alumina) com a granulometria 
apresentada na tabela 1. 

Tabela 1. Composição granulométrica da alumina 
utilizada como material inerte 

Diâmetro das partículas Fração em 
mm peso 

menor de 0.33 0.02 

0.30 a 0.42 0.65 

0.42 a 0.59 0.33 

METODOLOGIA DOS ENSAIOS 

O aquecimento do reator foi realizado 
pelo seguinte procedimento: 
- Injeta-se ar e GLP no plenum e acende-se por 
cima do leito de alumina, por aproximadamente 
uma hora para aquecer o leito até a temperatura 
de 700 °C, 
- Desliga-se o GLP e aumenta-se gradativamente 
o ar até o inicio da fluidização, 
- Alimenta-se imediatamente a biomassa em taxa 
suficiente para a combustão, 
- Ao atingir a temperatura do leito próxima à 
esperada para a gaseificação, aumenta-se a taxa 
de alimentação do combustivel ao valor 
desejado, 
- Espera-se a estabilização da temperatura e 
inicia-se o ensaio. 

Utilizou-se uma velocidade de gás de 
fluidização de aproximadamente 0.75 m/s. 

É importante trabalhar em temperaturas do 
leito altas para craquear o alcatrão. Porém a 
faixa de temperatura pesquisada foi de 600 a 
850 °C para evitar problemas de aglomeração e 
perda da fluidização no leito por causa da 
fusão das cinzas. 

Os parâmetros monitorados no gaseifica­
dor foram: 
l-Fluxo de ar alimentado ao gaseificador, f,. 
2-Fluxo de biomassa alimentada ao gaseifica­
dor, m,. 
3-Fluxo de finos elutriados, ~· 
4-Temperatura do leito a diferentes altura, 
tl;o 
5-Temperatura do gás no freeboard, t~. 
6-Temperatura do gás na entrada e saida do 
ciclone, te, e te,. 

7-Composição do gás produzido, %CO, %H2 , %CH4 • 

8-Teor de carbono nos finos elutriados, %cin. 
A partir dos resultados das medições 

determinou-se. 
-Relação ar/combustível, a;c . 
-Fator de ar, FA. 
-Poder calorifico do gás produzido, PC! . 
-Eficiência a frio e a quente do gaseificador. 

A avaliação das condições de operação do 
gaseificador foi feita a partir da analise das 
dependências: 

PCI
1 

= f (FA) 
t 1 = f(FA) 

• Ef[l Efq = f(FA) 
• % CO = f(FA) 

% CH4 = f (FA) 

• % H2 = f(FA) 
Perdas de calor= f(FA) 

A simbologia utilizada é a seguinte: 
- PCI

1
. Poder calorifico do gás. 

- FA- fator de ar: relação entre a quantidade 
de ar estequiométrica e a real (por kg de 
combustível). 
- Efr e Efq- Eficiência, a frio e a quente, do 
gaseificador. 
- %CO, %CH4 , %H2- porcentagem de co, CH4 e H2 no 
gás obtido. 

O balanço energético do gaseificador, 
referenciado a base Qmida, pode ser descrito 
como: 

Qd Qutil + Qg + Q,in + Qma 

Onde: 
Qd- Energia disponível, MJ/kgcomb. 
Qutii- Energia util, MJ /kgcomb. 

( 1) 

Q,- Calor sensivel do gás, MJ/kgcomb. 
~~- Perdas com o calor sensivel e o combus­
tível não queimado nas cinzas, MJ/kgcomb. 
Q_- Perdas de calor ao me io ambiente, 
MJ/kgcomb. 

A eficiência a quente e a frio são 
calculadas pelas seguintes ecuações: 

Efr (Qutil/Qd) • 100 (2) 

Efq = ( (Qutil + Qg) /Q,Jl • 100 ( 3) 

Os resultados dos testes foram anali­
sados com o programa de análise estatística 
Microstat. Foi verificada a influência de cada 
parâmetro através da matriz de correlação e da 
análise de regressão dos dados, aproximados por 
um polinômio de segundo grau. 

RESULTADOS EXPERIMENTAIS 

Inicialmente trabalhamos com uma velocidade de 
fluidização de 0.5 m;s. o risco de aglomeração 
das cinzas fundidas com o material inerte do 
leito nesta velocidade é grande, principalmente 
quando se trabalhar a temperaturas do leito 
maiores que 800 °C. Durante os testes iniciais 
aconteceu este fenômeno, o que nos levou a 
operar com uma velocidade de fluidização de 
aproximadamente 0.75 mjs. 

O fator de ar é o paramêtro mais 
importante durante a operação do gaseificador, 
pois define a temperatura do leito (figura 2). 
Porém é preciso assinalar que existe uma 
dependência entre o valor do fator de ar 
correspondente à máxima eficiência e a 
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qualidade do isolamento externo do 
gaseificador. 

A altura do leito foi variada entre 280 
e 570 mm, não tendo mostrado influência 
significativa na maioria dos resultados para 
valores acima de 480 mm. O aumento da altura do 
leito devido à fluidizaçào foi de 25 %. 

Na figura 3 é mostrado o gráfico da 
concentração do CO, H2 e CH4 no gás obtido em 
função do fator de ar. Observa-se para os três 
gases a existência de um máximo nas curvas de 
ajuste para um fator de ar em torno de 0.4. 

O gráfico de eficiência (figura 4) em 
função do fator de ar mostra que para valores 
de fator de ar entre 0.36 e 0.7 a eficiência a 
frio, segundo a curva de ajuste é sempre maior 
de 35 %. A máxima eficiência a frio 
experimental determinada foi de 53.9 % com 
fator de ar de 0.49. A curva de ajuste mostra 
um máximo de 43 %para um fator de ar de 0.55. 
Na figura 5 mostra-se a dependência entre as 
diferentes perdas de calor e o fator de ar. 

Foram determinados também parâmetros de 
projeto tais como: 
- ~~ :quantidade de gás obtida por kg de 
biomassa, m3/kg. 
- Qv1 : potência volumetrica referida ao gás 
obtido (por unidade de volume do leito), MW/m-1

• 

- Vvb : Vazão de biomassa por volume do leito, 
tonfm3h. 

Na tabela 2 mostram-se os resultados da 
determinação dos parâmetros de operação e de 
projetos mais importantes para as condições de 
máxima eficiência. 
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Figura 2- Temperatura do leito em função do fator de ar. 

CONCLUSÕES 

A máxima eficiência experimental determinada 
foi de 53.9, para um fator de ar de 0.49. A 
curva de ajuste apresenta um máximo de 43 % 
para um fator de ar de 0.55. 
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Figura 3- Concentração de gases combustíveis no gás produto 
em função do fator de ar. 
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Figura 4- Eficiência a frio e a quente em função do fator de ar. 
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Figura 5- Perdas energéticas rela ti v as, do 
gaseificador em função do fator de ar (para a 
temperatura do gás na saída do ciclone). 

Pg,.,;- Perdas com o calor sensível do gás. 
Pcarb- Perdas com o carbono não queimado nas 
cinzas retiradas no ciclone. 
Pese;- Perdas com o calor sensível das cinzas 
retiradas no ciclone. 
P01. , ;- Perdas ao meio ambiente. 

A máxima concentração de co corresponde a um 
fator de ar de 0.4. Um comportamento 
semelhante observa-se para o c~ e o H2 • 

A influência da altura do leito expandido 
sobre a concentração de CO no gás obtido não 
é considerável para valores superiores a 480 
mm. 
A operação do gaseificador deve realizar-se 
a temperaturas do leito menores de 850 °C, a 
fim de evitar a aglomeração do leito e o 
colapso da fluidização devido à fusão das 
cinzas. 
A velocidade de fluidização deve ser maior 
que a mínima de 0.4 mjs. A operação com 0.75 
mjs garantiu a estabilidade da fluidização. 
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Tabela 2. Parâmetros de operação e de projeto 
em condições de máxima eficiência. 

Parâmetro Unidades Valor Valor 
Ajustado Máximo 

FA - 0.55 -

TI o c 759 -
c o % 11.7 15.0 

Hz % 4.3 6.0 

CH4 % 2.8 3.7 

Per. MJ/m3 2.9 4.0 

Efr % 43.0 53.9 

Efq % 60.0 65.0 

R,!b m3jkg 2.2 3.1 

Qv• MW/m3 1.4 2.1 

v vb tonjm3h 1.0 3.9 
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ABSTRACT 

The pape r presents the resul ts of an 
experimental research on rice husk fluidized 
bed gasification. The experimental set 
description, the start-up and experiments 
realization methodologies are presented too. 
As results the gasifier operation a nd project 
pararneters for maximal efficiency conditions 
are given. 
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SUHÁRIO 

Apresenta-se neste trabalho um estudo sobre a influÉ\ncia do 
meto sobre a aueima de carvaes vegetais . São comparados os valores da 
taxa e~peclfica de Queima para vários combustiveis, obtida em 
suspensão numa corrente de gás auente e em leito fluidizado 
borbulhante. Os resultados deste estudo são analisados em relação a 
dados disponlv~is na lit~ratura . 

INTRODUÇAO : 

Tradicionalmente 
combustão em leito 

os estudos 
fluidizado tem 

da 
sido 

realizados com a utilização de partÍcula 
esféricas de coaue e carvão mineral . Esse 
proc~dim~nto ~oi adotado, provavelmente, 
devido ao fato de já existir toda a 
modelagem matemática desenvolvida no 
estudo da combustão pulverizada de carvão 
mineral , onde as peauenas part l culas de 
combust lvel são estudadas como esferas de 
carbono . 

Na condição onde a taxa de aue1ma é 
controlada pela difusão de oxig~nio até a 
superfÍcie do combustÍvel o enfoaue mais 
comuns tem sido o de determ1nar o 
coeficiente de transferência de massa <Km> 
a partir de relações envolvendo o número 
de Sherwood <Sh> na forma : 

onde : 

d 
D 

lcm Sh . D 
d 

diâmetro de oartlcula de carbono e 
coeficiente de difusão mol~cular 

de ~ em 1'1:! 

Expressões do número de Sh foram 
desenvolvidas por muitos autores e tem 
sido modificadas para se considerar a 
presença de um leito fluidizado . 

As modificações envolvem lermos com a 
porosidade do leito, perda de massa devido 
ao atrito , difuslvidade efetiva do 0 2 
dentro do leito, porosidade da fase de 
t!mul!São et.o . 

Para se auant i fi c ar 
lei t.o fluidizado sobre a 

a influência 
transferência 

do 
de 
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massa na aueima de combustíveis sólidos 
foram realizadas medidas da taxa 
especifica da aueima para vários 
combustÍveis <com pré-aauecimento da 
amostra de combustlvel), em suspensão numa 
corrente de gás <leito vazio> e com a 
presença do leito fluidizado. 

APARATO EXPERIMENTAL E METODOLOGIA : 

Os testes foram realizados utilizando 
o minileito fluidizado descrito na Figura 
1 . Para realizar os testes com e sem a 
presença do le i lo de inertes os 
experimentos foram inici ades com o lei to 
vazio e, após os lestes sem a existência 
do leito, o reatar era preenchido com 
alumina com dp = 0 . 32mm . A altura estática 
do leito foi de !Ocm . 

Utilizou-se como gás de fluidização a 
mistura de ar com os produtos da aueima de 
G . L . ~ . : nas concentrações de 5 e 10% de 
OXlgenlO . 

A temperatura do gás foi variada 
entre 800 e 900 11 C , mas mantida constante 
durante cada teste . Durante os testes com 
o leito vazio, tomou-se a precaução de 
providenciar Que a temperatura das paredes 
do reatar fosse a mesma da corrente do 
gás . 

A diferença nos coeficientes de 
transferência de calor nas duas condições 
de teste, impos a necessidade do 
preaauecimenlo das amostras de combustlvel 
até a temperatura do gás, antes do inlcio 
da combustão. Esse procedimento foi 
realizado aauecendo- se a amostra em uma 
corrente de 1'1:!. 

A diferença nos coeficientes da trooa 
de calor também provoca uma variação 
distinta da temperatura superficial da 



Figura 1· 
Fluidizado 

Hinilei to de Combustão 

amostra de combustivel, ao longo do tempo. 
Em função disso fbram realizados testes 
Qua datarminaram o periodo da 2 minutos 
como o tempo de residÉ!ncia adeQuado das 
amostras . Dentro desse intervalo de tempo 
foi possÍvel obter a mesma temperatura da 
amostra na corrente de gás e dentro do 
leito . 

para 
m/s. 

Os testes de Queima foram 
velocidades do gás de 0,5, 

realizados 
1.0 e 2.0 

Para efeito de comparação das taxas 
de perda de massa das amostras foram 
mantidos os mesmos valores de temperatura, 
concentração de Da. e velocidade do gás. 
para cada condição de teste com e sem a 
presença do leito . 

A massa das amostras antes e depo1s 
do teste foi medida em base seca. Os 
valores da taxa especifica da quaima, H, 
foram calculados em (g/cm2 .sl . 

RESULTADOS: 

Os valaras da taxa aspeclfica da 
Queima, H, são valores da perda de massa 
total, Que no caso da Queima dentro do 
lei to incluem as perdas devido ao atrito . 
Os resultados estão apresentados nas 
Fi gura:!l 2 a 5, em função da área 
especifica, aue i um par~metro 
caracterÍstico de cada combustÍvel; 
adotou-se esse critério de apresentação 
para melhor visualização dos resultados de 
cada combustlvel . Os pontos claros 
representam as medidas feitas apenas com a 
corrente de gás quente no leito vazio. Os 
pontos escuros 
realizadas com 
fluidizado. 

representam 
a presença 

as 
do 

medidas 
leito 
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Figura '2 : ~omparação entre os valores da 
taxa especifica de queima obtidos em 
suspensão e no leito fluidizado . 

M t 
(g/an

2
s) 

1-

'4 
1~10 1-

'5 
2~10 

• 
.®' 

I 

M 
,r, 
til 

I 
o 2 

-,. -
1!1 -

3 -

~ C .V. EUGAUPnJS 
C.VCASCA. 

A.!> CV BABACU 
~GRAFITE 
U =1m /s Tt=B700C 
0 2= 5°/o . 

4 6 6 
~A ESPECÍFICA (m

2
/g) 

10 

Figura 3 : ~omparoação entre os v a 1 ores 
taxa especifica de Queima obtidos 
suspensão e no leito fluidizado. 
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Figura 4 : Comparação entre os valores 
taxa especifica de queima obtidos 
suspensão e no leito fluidizado . 
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Figura :5: Compar&ç:lo entre os valores de 
taxa especlf ica de aueima obtidos em 
suspenslo e no leito fluidizado. 

A análise dos gráficos mostra QUI!, 

contrariamente ao esperado, mesmo no caso 
de um combustÍvel friável, como o 
C.V . Casca, a presenç:a fÍiiica do leito de 
inertes não altera significativamente os 
valores de perda de massa total dos 
combustÍveis em relaç:lo aos obtidos na 
corrente de gás auente. 

O falo das taxas de aueima .. rem 
praticamente iguais, dentro do leito e na 
corrente de gás, contraria também a idéia 
de aue oli inerttili do ltii to agiriam como 
promotores de turbulincia, aumentando o 
coeficiente de transferincia de calor, 
como descrito por Botterill <1975), e por 
analogia, aumentando também os 
coeficientes de transfer~ncia de massa , 
como descrito por La Nauze <198:5> . 

Em um lei to fluidizado a capacidade 
térmica das partÍculas sólidas do lei to é 
da ordem de 1000 vezes ma1or do aue a 
capacidade térmica do gás intersticial, 
enauanto a velocidade•média das partlculas 
é cerca de 10 vezes menor do aue a 
velocidads do gás. Torna-se claro, 
portanto, que o transporte convactivo de 
calor pelo movimento das partÍculas do 
lei to é mui to Importante quando comparado 
com outros processos de troca de calor . 

Por analogia entre a lransfer@ncia de 
calor e a transfer~ncia de massa foi 
proposto ~ van Heerden, Nobel • Krevelen 
(1953> que para lransfer~ncia de massa o 
equivalente à capacidade térmica . das 
partlculas (capacidade de armazenar .calor) 
ser i a a capa c i da de de adsorção de massa. 
Ou seja, a capa c i da de das par't iculas 
inertes do lei to adsorvarem mai!Uia em um 
ponto dG leito e a liberarem am outro 
ponto do leito. 

Foi provado experimentalmente paloli 
autores que, •• as partÍculas 
constituintes do leito for~t~~~ impermeáveis, 
tal aue não ocorra adsor9ão de massa, o& 
coeficientes da transferincia de massa em 
leito fuidizado serão iguais ao& 
coeficientes da lransferinoia da 111assa em 
leito fixo. 

Prins, Casteleijn , Draijar • van 
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Swaaij (1985> oonfirma111 axperiManl~l•anta 

os resultados da Van Haarden Nobel • 
Krevalen (19~3> . Embora a111bos o. trabalhos 
tenham sido obtidos para vaporiza9lo de 
eliferas de naftaleno i baix&s 
temperaturas, &li correla96es eMPlrioas 
propostas oala pesquisa maili raoante fora• 
apl i oadas com sucesso para a o0111bust.lo M 
coaue Rtll leit.o fuidizado, de La Nauze e 
Jung (1982> . 

Assim sendo, da acordo com o exposto, 
os resultados das Figuras 2 a :5 ••ri­
devidos ao uso de inertes nlo porosos 
(alumina> oomo material do leito . 

CONCLUSi5ES : 

Usando-se o pré-aquecimento das 
amostras de combustlvel, verifica-se que a 
presenç:a fÍsica do leito fluidizado nlo 
tem influência significativa sobre a t.axa 
de Queima de carv8es veget.ais e eraflte .. 
relaç:ão aos valores obtidos na corrente da 
eás . Sugere-se Que ist.o pode ocorrer 
devido a utilizaç:ão da inart.es não porosos 
para material do leito . 
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dat.a ln t.he literatura. 



V ENCONTRO NACIONAL DE CI~NCIAS TÉRMICAS - S§o Paulo,SP • BRASIL (DEZ. 1994) 
11 SIMPÓSIO DE ENGENHARIA TÉRMICA • SP- BRASIL (DEZ. 1994) 

CGITRIBUIÇÃO AO ESTUDO DA COMWIÇÃO POR ATRITO DE CARVÃo VEGETAL 
NA QUE!MA EM LEITO FLUIDIZAOO 131FBU..HANTE 

FRANCISCO JOSÉ DOS SANTOS 
UNESP/IGCE/FÍSICA - Cx . P . 178 - 13~00-970 

Rio Claro-SP-Brasil . 

LEONARDO GOLDSTEIN JR . 
UNICAHP/FEH/DETF- Cx . P . 6122- 13081 - 970 

Campinas-SP-Brasil 

SUMÁRIO 

Este trabalho estuda a cominuição por atrito, na oueima de 
carvão vegetal de babaç;u, 5abugo e casca de eucalipto, em leito 
fluidi z ado borbulhante . O estudo se baseia nos resultados 
experimentais da oerda de massa da amostra de combustlvel oor atrito 
com o mater i al do leito. São comparados os valores da perda de massa 
por atrito com os valores da taxa especifica de queima para os vários 
combust l veis . Discute-se os resultados da comparação e as condições 
oue favorecem a produção de finos por atrito . 

INTRODUÇAO 

A importSncia do conhecimeffto da taxa 
de ge~ações de finos na queima de 
combustíveis sólidos deve-se basicamente à 
sua influência na eficiência térmica do 
reato r pois os fi nos de carvão carregados 
no gás, sem que ocorra a queima diminuem a 
eficiência energética por levarem consigo 
calor senslvel e energia oulmica não 
liberada . 

O objetivo da realização desse 
trabalho foi estudar o efe i to da perda de 
massa da amostra de combustÍvel produzida 
pelo atrito com o parliculado do leito em 
r e 1 ação a Perda de massa de v i do à reação 
de queima . 

Para tanto comparou-se os valores das 
perdas de massa por atrito estando o leito 
à temperatura ambiente com os valores da 
taxa esoecif ica • de queima de vários 
combustÍveis obt i da estando o leito 
fluidizado aouecido à temperaturas de 750 , 
850 e 9so"c . 

DISPOSITIVO E PROCEDIMENTO EXPERIMENTAL 

Hedida de Perda de Hassa das Amostras 
CombustÍvel Provocada Palo Atrito oom 
Leito Frio. 

de 
o 

Os testes para medida da perda de 
massa das amostras de combustível por 
atrito com o lei to frio foram realizadas 
com o m1ni lei to descri to na Figura 1, 
fluidizado com ar à temperatura ambiente . 

Utilizou-se alumina com do = . 0 . 32mm 
como material do leito . Foram realizados 
lestes com velocidade superficial do ar de 
vaiares 1,0 e 3m/s e foram usadas amostras 

de Grafite. Carvão Vegetal <C.V.) de 
Babaçu, C . V.Eucalipto, C.V . de Casca de 
Eucaliptos Alba e C . V. Sabugo. 

As amostras foram colocadas dentro do 
leito por um parlado da 20 minutos;, para 
cada valor da velocidade de fluidiza~tão . 
Os lestes para cada tipo de combustível 
foram feitos em triplicata. 

A massa das amostras antes e depois 
do leste do efeito do atrito foi medida em 
base seca . A perda de massa das amostras 
foi calculada como a razão da perda de 
massa pela área superficial da amostra e 
pelo tempo de residência dentro do leito e 
expressa e~ (~/cm2 .sl. 

Fi~a 1: Hini Lei to de Combustão Fluidizada . 

APRESENTAÇÃO DOS RESULTADOS EXPERIMENTAIS 

Parda de Hassa das Amos;tras de Combustlval 
Devido ·ao Atrito no Leito Fluidizado a 
Frio . 
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inertes contra a superfície do combustível 
como definido nos trabalhos de Chirone, 
Hassimila e Salatino (1991> e de Flamant e 
Chra i b i ( 1 '389 > . 

Tabai a 1 : Parda da Haso10a das Amo10 tra10 
Devido ao Atrito com o Leito (g/cm2 . sl. 

u (m/sl 

COHBUST ÍVEL 1 3 

Grafite 0,3 X 10-6 0,6 X 10-6 

C.V . Babaçu 0,4 0,7 
c.v. Euoaliptus 0,5 0,8 
C.V . Casca 3,0 5,0 
C.V . Sabugo 2,0 4,0 

Os resultados acima mostram Que os 
carvÕa10 C . V. Ca10ca a C . V. Sabugo apra10anlam 
as ma1ores perdas de massa por atrito. 
Esse10 valores podem ser atribuldos à 
friabilidade desses combustÍveis. Observa­
se ainda a esperada dependência da perda 
de massa por atrito <mecânico cinético> 
com a velocidade do gás, sendo ma1or a 
perda de massa na velocidade maior . 

DISCUSSÃO 

Os resul lados expressos na Tabela 1, 
moSõlram QUe o afai lo do atri lo no l .. i lo 
sobre as amostras de combustÍvel existe e 
é mensurável. Apresenta-se na Tabela 2 a 
comparação entre a perda de mas!Ja total 
(expressa por H, e Que inclui a perda de 
massa por combustão e por atrito) e a 
perda de massa devido apenas ao atrito . 

Os valores de H foram obtidos de 
Santos (1'3'31) com leito de alumina de dp = 
O. 32mm, fluidizado com velocidade5 de 1 e 
3m/ s, ~ = 10'Y., nas temperaturas de 750, 
850 e 950 "C . 05 v a 1 ores de DH são os da 
perda de massa por atrito, conforme Tabela 
1, expressos como porcentagem relativa a 
H . 

A análi5e da Tabela 2, mostra Que 
percentualmente a perda de massa por 
atrito diminui com o aumento da 
temperatura. Isso se deve ao fato Que a 
perda de massa por atrito é um efeito 
mec~nico cinético Que se mantém constante 
para cada velocidade do gás, enQuanto a 
perda de massa pela reação de Queima 
aumenta com a temperatura . Essa hipótese é 
validada por lestes realizados por Santos 
( 1 '391 ) , onde se verificou Que a presença 
ftsica do leito, para temperatura!! entre 
800 e '3oo•c. não altera significativamente 
O!J valore!l da perda de ma55a total do!J 
combustíveis em relação aos obtidos em 
supensio numa corrente de gás quente. 
Portanto, na combustão fluidizada o efeito 
do atrito na taxa de queima !Se torna menos 
significativo Quando se ooera o leito a 
temperatura!! mais altas. 
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Tabela 2 : Comparação entre 
Massa por Atrito e a Perda de 
a Queima . 

Leito de Altruna: dp = 0.32mm 

Combu!Jt.lvel 11x10-6 DH 

( g/cm2
. s l ( 'Y.) 

Grafite 7 4,3 
45 0,67 

105 0,28 
20 3.0 
65 0,92 

130 0,46 

CV.Babaçu 100 0,40 
150 0.27 
180 0,22 
150 0,47 
180 0,39 
210 0,33 

-
CVSabugo 110 1,8 

115 1,7 
125 1,6 
120 3,3 
130 3,1 
145 2,8 

C.V.Casca 180 1,7 
225 1,3 
275 1,1 
245 2.0 
300 1,7 
350 1,4 

a Perda de 
Massa Devido 

~ = 10"/. 

u T 

(m/s) ( D C) 

1 750 
1 850 
1 950 
3 750 
3 850 
3 950 

1 750 
1 850 
1 950 
3 750 
3 850 
3 950 

1 750 
1 850 
1 950 
3 750 
3 850 
3 950 

1 750 
1 850 
1 950 
3 750 
3 850 
3 950 

Os valores de perda de massa por 
atrito, para T ) 850°C, são menores do QUe 
3'Y. da taxa de Queima e não JUstificam uma 
correlão dos v a 1 ores da H, pois sua 
influencia é significativamente menor do 
QUii a dolO Qrrolôõ axparimantailôõ no c~lculo 
de H, os QUals podem ser ordem de até 15'Y. . 

Oli raliultados; para parda d .. maslôõa por 
atrito s~o coerentes com as informações de 
Chalcrabort\,1 .. Ho ... ard ( 1980 e 1981) , Que 
consideram não significativas a perda de 
mas;s;a por alri lo para amos;trõllõ .. ,.f.ilricõllõ 
de eletrodos de carbono . 

4 _ CONCLUSÕES : 

A perda de 
efeito do atrito 

massa das amostras por 
com os inertes do leito é 

uma funçio da velooidad .. 
friabilidade do combustível . 

do gás; a da 

Os; ras;ullado!ôõ s;ug .. ram QUQ o Qfaito do 
atrito sobre a taxa de Queima se torna 
manos; s;ignifioativo quanto mais; alta for a 
temperatura de operaç~o do leito . 

Para t .. mperaluras; do lQi t.o ao i ma d .. 
850 °C, a perda de massa por atrito é 
inferior a 3% da perda de malõlia pala 
reaç~o de Queima. 
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SUMMARY 
A constítutíve relation between the pressure gradíent and th e seepage velocity has been devel­

oped that carríes ínformatíon about the liquid behavíor on extension. Firstly the pressure drop/fiow 
rate relationship for an ideal pore channel is obtained. Then a capillaric model theory is applied to 
obtain the sought-for constitutive equation. Comparisons with experimental data for a Ml Boger 
fiuid fiowíng in a model porous medium showed that the proposed relation has good prediction 
capabilitie.s in a repre.sentative range of pressure gradients. 

INTRODUCTION 

Pore geometries are usually such that flows through real 
porous media can by no means be classified as shear flows 
(for an interesting discussion on flow classification, please see 
Astarita, 1979). The typically converging-diverging passages 
through which fluids flow in a porous medium impose a flow 
kincmatics that has an important extensional characteristic. 

The mechanical power loss of a liquid dueto viscous act ion 
while flowing through channels is of the form Q!:!..p , where Q is 
the volume flow rate and !:!..p the pressure drop. ln the classical 
theories of porous media, it is customary to blame this power 
loss on the action of shear stresses, so that Q!:!..p would be 
proportional to an appropriate volume integral of r21 1, r21 
being the shear stress anel 1 the shear rate ( the flow is locally 
in the 1 elirection, i. e., v = u 1 e 1, and 2 is the local dircction of 
grad UJ ). Examples are the Carman-Kozeny thcory, thc bundle 
of capillary tubes models, anel nearly all other moelels described 
in the classicalliterature (see for exarnple Dullien, 1992). 

The local rate of conversion of mechanical energy into 
thermal energy in a flow per unit volume is equal to 
tr( T grad v), where T is the extra-stress and grad v is the ve­
locity gradient. In simple shear flows this reduces to 2r2 11, 
but in general other terms related to cxtcnsion rates also ap­
pear. ln a simplc but quite illustrative analysis, Durst et. al. 
(HJ87) showcd that these non-shear terms are actually much 
larger than thc shcar terms. Their analysis suggests tlút, for 
a Newtonian liquid, about 75% of th!~ power loss (Q!:!..p) is due 
to extension. Thcy also argue that the kuown disparity be.­
tween the above thcories and experimental data is related to 
the absence of extension in the corresponding model flows. 

For Newtonian f!uids, the ex tensional viscosity (I] E = 
( rn - r22) / i, wherc i is the extension rate) is just threc times 
the shear viscosity (riE = 311). This explains the qualitativ(~ 

success of the sirnple shear assumption. For viscoelastic liq­
uids, howevcr, t.he shear and extensiona.l viscosities often be­
have oppositelly: whilc the shear viseosity (ris= T21 /1) is gcn­
erally a decreasing functi on of thc slwar rate, the cxtcnsional 
viscosity TJE increi.L'if~S as the extcnsiou rate is incr-e<Lc;!'d. Morc­
ovcr, TJE is typically some orckr of magnitudes larger tlmu '' ·" 
which makes the shear stresses t.o contrilmt.e 1wgligibly to the 
total power loss. 

The importancc of fluid bchavior on extcnsion in fiows 
through porous media is now establishcd. Chmiekwski and 
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Jayaraman (1992) recently observed that extensional viscosity 
is the governing material function for flows of non-N ewtonian 
fluids through an array of cylinders , which is a model porous 
medium. ln the present paper, we use another model porous 
medium to develop a constitutive relation between the flow 
rate and pressure drop, which accounts for the fluiel's mechan­
ical behavior on extension. We then compare our preelicted 
results wit.h the experimental unes presented by Chmielewski 
and Jayaraman (1992). 

THE MODEL 

The fluid considered here has an extension-thickening be­
havior, which is accounted for through the use of a generalized 
Newtonian model: 

T = 2ryD, (1) 

where D = (grad v+ (grad v)T)/2. 
For the sake of simplicity, the viscosity function 1) IS as­

sumed to bc of the form 

11 = Ki", (2) 

whcrc K (Pa. sn+J ) a.nd n are rheological constants. lt is worth 
noting that for this generalized Newtonian fluid, TJE = 3ry = 
3Ki n. 

2L 

R o 

z 

Fig. 1 - The gcomct ry of the rnodcl. 

Thc ideal ponms mcdium employcd herc is composeel of 
N c::ouvergent-divl'rgcnt channcls iike thc ones shown in Fig. 1, 
distrilHü~d iu a parallelcpiped of lengt.h 2.C and frontal area 
A, following the rcasoning of the thcorics that use as rnoelel 
gcmudry the buJl(\le of capillary tubes (Scheidcgger, 1974) . 



The volume fiow rate of a Newtonian fluid inside a circular 

tube is 
Q = _ 1rR

4 
dp. 

8ry dz 
(3) 

Using the lubrication approximation, this equation can be ex­
tcnded to convergent-divergent channels: 

Q =- 7rR(z)4 dp 
8ry dz 

{ 
Ro +(RI- Ro)z, 

z = (z-C) R( ) R 1 + (Ro- RJ)~c-, 
O<=;z<=;.C 

.c <:::: z <:::: 2.C 

(4) 

(5) 

Assuming that the fluid is non-Newtonian and that i-:::: dü/dz, 
thc total fiow rate through this ideal porous medium becomes 

Q=N7rR3{ 3(n+1)dn-l) }(n~l) 
1 2(n+4)K(1 _ R~(n+l)) (6.p)cycle (6) 

whcre 

3Açi>(1- R.) 
N = 1rR5(1- R~); (6.p)cycle = p(O)- p(2.C); 

R. = Rt/ Ro; .C. = .C/(Ro- RI) (7) 

In the equations above, 4> is the porosity. 
Analogously to Darcy's law, we can write eq. (6) in the 

form 
9_ = Mt:,.p 
A L' 

(8) 

where 6.p/L = (6.p)cycle/2.C is the average pressure gradient 
(L is the totallength of the porous sample ). The mobility M 
IS 

M = {64>Rz .C R. 3(1- R.)z}. K- n~l 
o • (1- R. 3) 

3( r!+ 1 )2-(2n+4) (n+I) { 
-' 

x L, R;( I- R,)" ( 1- R_'(,+>))} 

derivation-namely, Ro, R. and .C.-with the pore geometry 
of actual porous media. As is done in the Carman-Kozeny and 
related theories, for real porous media Ro could be interpreted 
as a characteristic pore radius. 

Fig. 2- The Porous Medium of Chmielewski & Jayararnan. 

The geometrical quantity R. in a real porous medium 
would be a characteristic ratio of the throat diameter to the 
pore diarneter. The other geometrical parameter, .C., would 
be the tangent of a characteristic angle of convergence ( or di­
vergence) in the pore space. These two paramcters are clearly 
related to the fiow strength through the pore space. ln princi­
pie, they could be deterrnined through available techniques of 
morphology characterization of porous media (Dullien, 1992). 

An indirect but simpler approach to determine K, n, R. 
and .C. for a given porous matrix is through least-squares fits 

1.0 ,-~~~,---~~~,---~~~,---~~~,---~~,....,., 

0.8 

0.6 

o::· 
t;; 

0.4 

X {irn+l (9) 0.2 

The first factor of the RHS of eq. (9) is purely geornet­
rical, while the second is purely rheological. The third and 
fourth factors are respectively geometry-rheology and pressure 
gradient-rheology interactions. 

RESULTS AND DISCUSSION 

Perhaps the major problern that arises whilc trying to 
employ eq. (6) is related to extensional viscosity data. Dueto 
the extreme difficulty ( or perhaps impossibility) of obtaining in 
practice a purcly extensional flow (Souza Mendes et al., 1993), 
reliable extensional viscosity data are not available. Walters 
(1992) points out that "the extensional viscometcrs should be 
vicwed as providing measuremcnts of an cxtensional viscosity 
rather than the extensional viscosity." He also shows that the 
data obtained by severa! investigators for the M1 Boger fluid 
(Sridhar, 1990) differ by three to four orders of magnitude. 
Therefore, obtaining the rhcological constants K and n that 
appear in eq. (2) directly from extensional viscosity data would 
introduce major uncertainties to the predictions of eq. (6). 

Another difficulty encountered is to establish a relation­
ship between the geometric parameters that appear in the 
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Fig. 3 - Depcndence of Newtonian Permeability on R •. 

to data of Q x 6.p/ L experiments. This approach is adopted 
herc, for the ideal porous medium shown in Fig. 2. 

Wc now describe the procedure adopted to compare 
the predictions of eq. (8) with the experimental data of 
Chmielewski and .Jayaraman (1992). For Newtonian fluids 
(n =O), cq. (8) reduces to 

where 

Q = A 4>RÕ (R ) 6.p 
f 8K g * L 

(R ) = 9R~(l- R.jZ 
g • (1- RD2 

(10) 

(11) 

The function g(R.) is the ratio of the Newtonian permeability 
predicted via the present converging-diverging channel model 
to the sarne quantity predicted via a straight tube model. Its 
dependence on R. is shown graphically in Fig. 3. 



It is worth noting that g( R.) < 1, which corrects in the 
rip;ht direction the too high Newton ian permcabili ty prcdicted 
by the straight capillary tube model. 

Chmielewski and J ayaraman ( 1992) presenteei data for the 
friction factor f as a function of the Reynolds number Re for 
the flow of a Newtonian liquid through the array of Fig. 2. 
Frorn their results , f R e = 150, and from their definitions of f 
and Re, it can be shown that 

(12) 

Combining eqs. (10) and (12), a rela tionship between Ro and 
R. is obtained , which is used to elirninate Ro in favor of R. in 
eq . (8) . 

4a</J 
Ro=(l-</1) 

2 

g(R.)JRe 
{13) 

For the rod-bundle periodic geometry shown in Fig. 2, 
the gcometric cycle length 2[, is dearly the roei spacing. Thcn , 
using eq. (13) anel for a given l, l. can be written as a functi on 
of R. only. 

Extensional viscosity data for a fixed extension rate (i = 
15 s -l ) a re presenteei by Chmielewski anel .J ayaraman ( 1992) 
for two non-Newtonian (M1 type ) fluids of differcnt molecular 
weights. These data, in conjunction with eq . (2), provide a 
relationship betwecn !C and n. 

The above considerations allow rcwriting C<!· (8) in the 
form 

(6.p) n~l 
Q = AJf(R., n) L (14) 

The Q x 6.p/ L data for non-Newtonian fluids of Chmielcwski 
anel J ayaramm1 ( 1992) are gi ven in a different form, narnely, 
JRe x De, where D e is a Deborah number. Vossough anel 
Scyer (1974) a lso presenteei their data in the sarne form. From 
their definitions of / , Re anel D e, we can obtain 

( 15) 

and 

(16) 

These equa tions allow conversion of Chmielewski anel J a­
yaraman's data for the M1 fluids into the Q x 6.p/ L form , 
which is more convenient to the present purposes. 

o 

~p/L (Pa ! m) 

Fig. 4 - Coruparison with Dat a ·· Low Mw fluid. 
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~p!L (Pa/m) 

Fig. 5- Comparison with Data - High Mw fl uid. 

Figures 4 anel 5 show the data of Chmielewski anel J a.­
yararnan (1992) for two different M1-type Boger fluids (open 
squa.res ). ln Fig . 4 the da ta pertain to a low molecular weight 
( JI;J," ) fluicl , whcreas t. he data for a high Mw fluid are presenteei 
in Fig. 5. 

For both fluids a. definite trend is observed. In the low 
6.p/ L range the slope of the curves decrease steadily as 6.p/ L 
is increased, indicating a decrea.sing mobility as the flow rate is 
increased. This qua.lit ative trend is exactly the one predicted 
by eq. (8), and thcrefore a suitable choice of n anel R. (obtained 
via lea.st.-squares analysis ) yields a. nearly perfect agreement 
betwcen the da ta anel the predictions in the low 6.p/ L range 
(please see curves for n = 1.145, R. = 0.895 in Fig. 4 and for 
n = 2.560, R. = 0.274 in Fig. 5). 

For each fluid investigated by Chmielewski anel .J aya.raman 
(1992) , t lwre is a criticai value of 6.p/ L beyond which the Q x 

6.p j L curve behavior becomes a.pproximately linear , indicating 
that the mobility has approachecl an asyrnptotic value. These 
threshold values of 6.p/ L are approximately 5 X 105 for the 
low Mw fluid and 2.5 X 105 for the high Mw fluid. The linear 
portion of t he Q x 6.p/ L curve cannot be predicted by eq. (8) , 
a s discussed next. 

---------

10 lO O 

Fig. 6 - Viscosity Funct.ions according to Eq. ( 2). 

Figure 6 shows the viscosit.y functions a.dopted in the pre­
clictions of eq. (8) , as given by eq. (2). They are of course 
lllOI10tonically incrcasing functions of the extension rate ( or 
f!ow rate), which causes the predictecl mobility to decrease 
monotonically wit.h 6.p/ L (as illustrated in Figs . 4 anel 5) . 

The qualitative behavior of extensional viscosity shown in 
Fig. 6 seerns to be the typical behavior for polymeri c liquids, 
anel in particular for the M1 fluid (Walters, 1992). Therefore, 
we helieve that the rcason of the above discussed Q x 6.p/ L 



High Mw Fluid 

1)E 

low ~ Fluid 

Q 

Fig. 7 - Dependence of 1JE on Flow Rate. 

change of behavior is related to a gradual change in flow pat­
tern as the flow rate is increased, similar to the vortex enhance­
ment phenomenon observed in abrupt contractions (Boger and 
Dinnington, 1994 ). As the flow rate is increased, the stream­
lines are likely to get less curved, in an accommodation mech­
anism that avoids large extension rates which would cause 
too high extensional viscosities. Hence, as the flow rate is 
increased , the fluid tends to flow more straightly in narrow 
cores. This change in flow pattern causes the extension rate 
and hence the extensional viscosity to become nearly indepen­
dent of the flow rate. This would explain the above discussed 
levelling off of the mobility. 

It is interesting to observe that the range of values for the 
ex tensional viscosities shown in Fig. 6, which were obtained via 
a rather indirect approach, is not unreasonable when compareci 
with other extensional viscosity data for the Ml fluid (Walters, 

1992). It is also worth mentioning that the values found forRo 
are not too far from the typical dimensions of the model porous 
medi um of the experiments. For the low molecular weight fluid , 
Ro = 5.4 mm, whereas for the high Mw fluid Ro = 16mm. 

CONCLUSIONS 

Typical geometries of flow passages in porous media are 
usually of the convcrging and diverging type. Therefore, flows 
t hrough real porous media can by no means be classified as 
shear flows. Converging-diverging passages impose a predom­
inantly extensional flow kinematics . 

On the other hand, it is well known that many non New­
tonian fiuids have an extension viscosity that increases dra­
matically with the extension rate. Therefore, it is reasonable 
to expect that in ftows of such fluids through porous media the 
energy loss will be governed by their mechanical behavior on 
extension. 

A simple theoretical approach has been employed to ob­
tain a constitutive relation for flows of extension-thickening 
fluids through porous media. Thc non-Newtonian behavior of 
the fluid is accounted for by a gcneralized Newtonian fluid with 

. a viscosity function that has a power-law type dependence .on 
the extension rate. 

Thc pore morphology is assumed to be composed of a 
bundle of periodically converging-diverging tubes. The Hagcn­
Poiseuille equation is applied in conjunction with the lubrica.­
tion a.pproxima.tion to obtain the flow rate as a functi on of 
the pressure drop in a single tube . The capillaric thcory is 
then used to obtain the sought-for flow rate/pressure drop re· 
lationship for a pórous medium. Rhcological and geomctrical 
pa.rameters arise in the <lescribed analysis , which can be related 
t.o quanti t. ies fonnd in fiows through typical porous media. 
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ln order to compare the predictions of t he developed re­
lat ionship with data, the experimental results of Chmielewski 
and Jayaraman (1992) were employed. The geometrical and 
rheological parameters appearing in the relationship wcre de­
termined via a least-squarcs procedure. 

Comparisons showed that the developed constitutive 
equation reproduccs quite well the data within a low to moder­
ate range of pressure drop. ln this range the fiow rcsistance in-

, creases as the flow rate is increased, exactly as predicted by the 
constitutive relation. However , beyond a certain value of flow 
rate, the flow rate/pressure drop experimental curve becomes 
linear , indicating that the mobility has sufficiently approached 
an asymptotic value. lt is believed t hat this asyrnptotic valuc 
of mobility is directly related to a gradual change in f!ow pat­
tern similar to the one observed in flows of viscoclastic liquids 
through abrupt contractions. 
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SIMULAÇÃO DA CONDUTIVIDADE HIDRÁULICA K 
EM MEIOS POROSOS 

Benor Artur de Souza Paulo C. Philippi 
Universidade Federal de Ouro Preto 

RESl!MO 
Neste trabalho, desenvolve-se um modelo xeométrit.:o para representar a estrutura porosa de uma 

argamassa de cimento e cal, como a utilizada no revestimento interno de ed!fit.:ações, com o objetivo de 
simular os processos de invasão capilar no interior do material e obter a condutividade hidráulica K em 
termos do conteúdo de umidade. A ampla faixa de tamanhos de poros e a heterogeneidade intrínseca do 
meio poroso não permite usar uma rede de pert.:olção simples, numa única escala, para descrever 
numericamente a topologia e os processos físicos de transferência e retençcio Duas escalas são usadas 
na modelagem numérica da argamassa estudada aqui. 

INTRODUÇÃO 

Os fenômenos de transferência de umidade que ocorrem no 
seio de materiais porosos são bastante influenciados pela geometria 
porosa. A estrutura dos materiais contém uma fase vazia conexa, 
chamada espaço poroso, no interior de uma fase sólida . O estudo do 
deslocamento imiscível de dois fluidos no interior de materiais 
porosos, em qualquer tipo de geometria admitida para os poros, 
apresenta grandes dificuldades associadas à hidrodinâmica da 
interface junto ao contorno sólido, imposta pela estrutura porosa. 

A faixa de diâmetros dos poros do material poroso 
analisado neste trabalho abrange poros como diâmetros entre 200 e 
140000Á. O objetivo deste trabalho é apresentar um modelo para 
representar a estrutura porosa de uma argamassa de cimento e cal, e 
verificar a influência deste modelo sobre os processos de invasão 
capilar no interior do material e obter a condutividade hidráulica K 
em termos do conteúdo de umidade. 

Um modelo em duas escalas é usado para representar a 
estrutura da argamassa de cimento e cal e simular os processos de 
transferência e retenção de umidade neste material. O modelo é 
baseado na análise qualitativa das micrografias de amostras da 
argamassa previamente preparadas, usando-se um microscópio 
eletrônico de varredura. 

Muitos métodos para a determinação da relação entre a 
condutividade hidráulica e o conteúdo têm sido desenvolvidos 
(Childs e Collis-George, 1950; Marshall, 1958; Michiels et ai, 
1989). Çonceitualmente a aproximação de Childs e Collis-George 
(1950), mais tarde modificada por Marshall ( 1958), se baseia em 
suposições nas quais um meio contém poros distintos d~ vários 
raios que são randomicamente distribuídos no espaço e quàndo dois 
planos adjacentes ou seções do solo são quebradas, a condutância 
hidráulica global é apenas influenciada pela frequência relativa dos 
diferentes poros e não pela topologia da configuração Michiel s et ai 
( 1989) apresentam modelos experimentais para predizer a 
condutividade hidráulica em solos arenosos comparando os 
resultados com dados obtidos através de modelos matemáticos 
apresentados por Childs e Collis-George ( 1950) e Marshall ( 1958). 

Em relação ao modelo utilizado aqui , Daian e Saliba ( 1991 ), 
basearam-se somente em resultados experimentais de intrusão de 
mercúrio e isotermas de adsorção . A fração em volume dos poros 
com diâmetros pequenos foi corretamente representada por uma 
rede cúbica de percolação de sítios e ligações, comprovando os 
valores experimentais das isotermas de adsorção. No entanto, a 
distribuição de tamanho de poros para os poros de grandes 
diâmetros foi influenciada pela falta de informação dos dados das 
isotermas de adsorção para umidades relativas acima de 96%, o que 
representa 50% da porosidade, e pelos os resultados de intrusão de 

mercúrio obtidos ~m amostras pequenas onde o efeito 
superficie/volume foi importante e os grãos de areia arrrancados 
funcionam como cavidades. 

Neste trabalho, exclui-se ainda as fissuras observadas nas 
micrografias da estrutura porosa do material estudado. Faz-se a 
simulação levando em conta a transferência de duas fases contínuas 
ou descontínuas sobre um elemento de volume usando-se a hipótese 
de equilíbrio local, que permite escrever que o fluxo global é 
proporcional a uma variável de estado, definida através da escala 
microscópica. A simulação fornece a condutividade hidráulica K do 
material poroso . 

No presente trabalho , a disponibilidade de uma análise 
qualitativa das micrografias, resultou num modelo em duas escalas. 
Numa segunda escala, representa-se os poros de menor diâmetro 
(I OOOÁ ~ D ~ I OOOOÁ) através de uma rede de percolação cúbica 
de sítios, onde os sítios de diferentes classes de diâmetros são 
distribuídos randomicamente. As diferentes classes de sítios foram 
escolhidas seguindo uma distribuição em iso-número, (Souza, 
1993b ), da distribuição de tamanho de poros obtida das isotermas 
de adsorção e microscopia eletrônica (Yunes, 1992) 

Dessa forma, as constrições resultam da distribuição espacial 
randômica de sítios com diferentes diâmetros, contrariamente a 
Daian e Saliba ( 1991) que introduziram uma ligação entre sítios 
vizinhos a fim de reconstituir a sisotermas de dessorção . 

Numa primeira escala representa-se os poros com D > 
IOOOOÁ. 

CONCEPÇÃO DO MODELO 

A distribuição em volume de poros utilizada foi obtida 
usando-se as isotermas de adsorção para poros com diâmetros 
menores que 2000Á, e microscopia eletrônica para poros com 
diâmetros maiores que 2000Á (Souza, 1993b; Philippi et ai , 1994 ). 

A curva de frequência para a faixa de diâmetros de poros 
entre 1000 e IOOOOÂ é apresentada em Souza(1993b) . 

A ampla faixa de diâmetros de poros (200 < D < 140000Â) 
e a heterogeneidade do meio poroso, não permitiu o uso de uma 
rede de percolação em uma única escala para descrever 
numericamente a topologia e os processos de retenção e 
transferência de umidade. Os diâmetros dos poros foram divididos 
em três faixas D > I OOOOÁ, I 000 < D < I OOOOÂ e D < I OOOÂ. 
Esta escolha tornou possível o uso de redes de percolação tlnitas 
(Souza, 1993) 
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O modelo em duas escalas é apresentado na figura I. A 
heterogeneidade do material poroso estudado, que está associada às 
fissuras observadas nas micrografias da estrutura porosa. não é 
considerada neste trabalho (Souza, 1993a) 



Primeira escala 
Modelo Maxwell-De Vries 

o 

Figura l - Esquema mostrando os modelos representativos do meio 
poroso, para as duas escalas usadas na simulação. 

Na segunda escala, simula-se com uma rede de percolação 
cúbica não ordenada somente de sítios (Souza, 1993b) os poros 
com diâmetros entre l OOOÂ e I OOOOÂ. Admite-se que os poros com 
diâmetros inferiores à l OOOÂ estão continuamente preenchidos de 
líquido e não interferem nos processos de invasão. Estes poros 
formam redes vasculares isoladas em ilhas de poros circundadas por 
poros maiores. 

Numa primeira escala, simula-se a pasta de ligantes através 
de um conjunto de cavidades esféricas, associadas aos poros com 
diâmetros maiores que lOOOOÂ, randomicamente distribuídas dentro 
do meio poroso contínuo, composto pela matéria sólida e poros 
com diâmetros menores que l OOOOÂ. Utiliza-se o modelo de 
transferência de Maxwell-De Vries através de meios compostos, 
com uma fase homogeneamente dispersa de corpos saturados, para 
simular a transferência de umidade. 

Neste trabalho, admite-se a existência de um volume 
elementar representativo (um volume suficientemente grande para 
conter um número muito grande de poros mas, também, 
suficientemente pequeno em relação às dimensões representativas 
do material em estudo) e a hipótese de equilíbrio local: cada volume 
elementar está em equilíbrio. 

Nestas condições, pode-se utilizar o formalismo 
macroscópico e as diferentes fases estão na mesma temperatura e no 
mesmo potencial termodinâmico . Na prática isto implica que no 
curso dos processos macroscópicos de transferência a umidade 
relativa e a pressão capilar médias podem ser relacionadas pela lei 
de Kelvin . 

Objetiva-se simular a condutividade hidráulica nos processos 
de embebição e drenagem (Souza, l993b) A hipótese de equilíbrio 
local permite escrever o fluxo global proporcionalmente a uma 
variável de estado, definida na escala microscópica. A simulação 
consiste em explicitar a operação de macroscopização considerando 
uma rede cúbica de sítios esféricos como o volume elementar 
representativo, na faixa de diâmetros de poro de l 000 à l OOOOÂ, na 
segunda escala. Na primeira escala, o meio poroso contínuo, 
composto de matéria sólida e poros com D ::; l OOOOÂ, dentro do 
qual cavidades esféricas, associadas aos poros com D > l OOOOÂ, 
são randomicamente distribuídas. 

SIMULAÇÃO DO PROCESSO DE TRANSFERÊNCIA 
ISOTÉRMICA DE UMIDADE 

Segunda escala 

A migração de umidade no interior do elemento, concebido 
como uma rede de poros, tem analogia ao fluxo de corrente dentro 
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de uma rede de resistências elétricas. A condutância equivalente 
representa o coeficiente de transferência macroscópico para uma 
dado estado de saturação. A contribuição de cada poro da rede ao 
fluxo macroscópico é descrita por uma resitência que o mesmo 
oferecerá à passagem de vapor, se o elemento está vazio, ou à 
passagem de líquido, se o elemento está cheio. Assim a condutância 
de cada poro ou ramo da rede é definida segundo seu estado de 
ocupação. 

Nesta análise, utiliza-se um potencial de transferência único, 
calculado em todos os nós da rede. A difusão do vapor está 
associada a um gradiente de umidade relativa e o escoamento do 
líquido está associado a uma gradiente de pressão capilar. 
Aplicando-se a lei de Kelvin, 

pg- pl = _piiJlTl M nh , (l) 

em cada nó da rede (hipótese de equilíbrio termodinâmico entre 
fases), os dois potenciais podem ser relacionados. Na Eq.(l) p1 é a 
pressão da fase líquida, Pg e a pressão da gase gasosa, p1 é a massa 
específica do líquido, IJt é a constante universal dos gases, M é o 
peso molecular da água, T é a temperatura e h é a umidade relativa. 

Assumindo creeping flow, Klopik(l982), desenvolveu uma 
expressão para a condutância associada ao fluxo de líquido entre o 
centro de um cavidade esférica, com diâmetro O, e uma abertura 
arbitrária na superficie, com diâmetro d (figura 2) Segundo Koplik, 
esta condutância é equivalente à condutância de um elemento 
cilíndrico com diâmetro d e comprimento 2d/n:, 

kl = pln:d• ~ 
128!1 2d ' 

(2) 

onde 11 é a viscosidade do liquido Desta forma a resistência ao 
fluxo do líquido entre duas cavidades adjacentes na rede será 
imposta pela menor cavidade, que é considerada como uma abertura 
de diâmetro d e comporta-se como uma garganta à transferência de 
liquido . 

C)
' , 

---·-· 

-

Figura 2 - Geometria de um poro esférico com uma abertura na 
superficie. 

Se a cavidade está vazia, somente difusão de vapor é 
considerada. Para um elemento cilíndrico de comprimento L e 
diâmetro O, desprezando o efeito da camada adsorvida de liquido, a 
condutância eequivalente é dada por 

)
2 M h _I_ 

kv =p"n:(D/2 D, piiJlT L' (3) 

onde Dr é o coeficiente de difusão do vapor d'água no ar e P vs é a 
massa específica do vapor d'água saturado. De fato, no presente 
caso, os diâmetros dos poros podem ser considerados muito 
maiores do que a espessura da camada adsorvida. 

Para o caso de uma cavidade esférica utiliza-se a mesma 
expressão aproximada usada no caso da cavidade esférica ocupada 
pelo líquido e dessa forma-se tem-se : 

2 M h~ 
kv = p"n:(d 12) D, p

1

1JtT 2d . (4) 

O problema consiste em determinar a condutância 
equivalente da rede quando uma pequeno gradiente do potencial P~o 
ôp1 (ôp1 --> O), é aplicado entre duas faces opostas da rede. Isto se 
resume em determinar a pressão p1 nos pontos nodais da rede, 



levando em conta a resistência de cada ramo da mesma. Simulam-se 
os processos de embebição e drenagem (Souza,1993b). Na 
embebição um sítio é efetivamente preenchido se e somente se ele 
satisfaz a condição de raio, calculada pela lei de Laplace, e está 
ligado à face de entrada por um caminho de sítios ativos e cheios. 
Na drenagem para o esvaziamento do sítio na rede deve-se 
satisfazer a condição de raio, calculada pela lei de Laplace. O sítio 
deve ainda estar em contato com a face de entrada (ar) , por um 
caminho de sítios não ocupados pela água capilar, e pertencer a um 
agrupamento de sítios posíveis em cantata com a face de saída. Isto 
é a origem da histerese capilar associada à acessibilidade dos sítios 
(Souza, 1993b) Desconsideram-se, os efeitos de aprisionamento de 
ar. 

Primeira escala 

O modelo consiste de um meio poroso contínuo dentro do 
qual cavidades esféricas são distribuídas randomicamente, figural . 
Considera-se 20 classes de diâmetros de poros para representar a 
escala das cavidades esféricas, com D > IOOOOÂ. 

A condutividade hidráulica K é calculada, segundo De Vries 
( 1952), da seguinte forma: 

ÓT\0K0 + L:c,óll,K, 
K = -----::::::~-­

ÓT\0 + L:c,óTJ, 
(5) 

onde ~ é a condutividade hidráulica da segunda escala, meio 
poroso contínuo, Ki é a condutividade hidráulica associada à cada 
classe dos poros de diâmetro maior que I OOOOÁ, ÓT\0 representa a 
proporção em volume do meio poroso continuo, ÓT\, representa a 
proporção em volume dos poros com D > I ooooA e Ci é um 
coeficiente igual ao dado por De Vries ( 1952). 

Tem-se um esquema de inteJVenção de duas fases, o vapor e 
a água capilar. Na simulação da drenagem admite-se inicialmente 
todo o meio saturado. As cavidades esféricas por estarem 
desconectadas só conseguem ser esvaziadas na pressão 
correspondente ao ponto de percolação da fase contínua, segunda 
escala (Souza, 1993a), o que significa que cada cavidade esférica 
está conectada com um agrupamento percolante na segunda escala. 
Na simulação da embebição as cavidades serão preenchidas com 
água depois que a segunda escala estiver completamente saturada, 
de acordo com o seu diâmetro a cada passo de pressão, segundo à 
condião de estabilidade dada pela lei de Laplace. Desconsideram-se, 
os efeitos de aprisionamento de ar. 

RESULTADOS 

Nas figuras que se seguem mostram-se os resultados da 
simulação em relação aos processos de embebição e drenagem. Na 
figura 3 mostra-se a variação do coeficiente K com o grau de 
saturação, para três diferentes tamanhos da rede cúbica. Uma 
dimensão linear igual a 30 foi considerada ser satisfatória para os 
propósitos da simulação. Resultados análogos foram encontrados 
para a drenagem, figura 4. 
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Figura 3 - Influência do tamanho da rede sobre o coeficiente K, 

na embebição. 

Na figura 5 compara-se a condutividade hidráulica nos 
processos de embebição e drenagem. 

A cuJVa da condutividade hidráulica K sofre um aumento 
brusco para um grau de saturação em torno de 0,069 m3/m3, 

correspondente ao limite de continuidade da fase líquida, 
permanecendo, em seguida, essencialmente constante para valores 
maiores do grau de saturação. 
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Figura 4 - Influência do tamanho da rede sobre o coeficiente K, 
na drenagem. 

A distribuição de diâmetros de poros utilizada apresenta IS 
classes sobre 50 (número de classes utilizadas - 30 segunda escala e 
20 primeira escala) com diâmetros pequenos comparado às demais 
classes e tendo valores próximos uns dos outros e com a mesma 
probabilidade de presença, em função da distribuição em 
isonúmeros. Estas IS classes de diâmetros representam apenas uma 
pequena variação no grau de saturação, como mostra a figura 5. No 
caso da drenagem este ponto representa a saturação mínima 
atingida. 

E 

Figura 5 - A condutividade hidráulica K em função do processo 

simulado. 

No processo de embebição, fica evidenciado a variação de K 
para baixos graus de saturação. Este comportamento se deve à 
concepção da rede utilizada na segunda escala neste trabalho 
(Souza, 1993 b) cada sítio representa um poro. O primeiro 
agrupamento percolante engloba as classes formadas somente de 
poros pequenos, representando 22,5% da saturação totaL 

No caso da drenagem quando a fase não molhante percola, 
em função da dimensão da rede e da disposição aleatória dos poros 
na mesma, permanecem ilhas isoladas de poros pequenos, 
preenchidos de líquido, não permitindo no cálculo uma queda mais 
acentuada dos coeficientes de transferência para baixos graus de 
saturação. 

Este comportamento pode ser ser explicado melhor quando 
se isola a contribuição das duas fases, difusão de vapor e migração 
de líquido, figura 6. 

Na figura 6, a contribuição da migração de água capilar é 
obtida anulando-se a condutância dos poros ocupados pelo vapor. 
ObseJVa-se que a contribuição da fase líquida é dominante em quase 
todo o domínio de saturação, coincidindo com o limite de 
continuidade da água capilar. A contribuição da difusão de vapor é 
obtida anulando-se a condutância dos poros ocupados pela água. 
ObseJVa-se que a soma das contribuições das duas fases, supostas 
isoladas, é inferior ao coeficiente Oh (coeficiente global de difusão 
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associado ao gradiente de umidade) numa região do domínio de 
saturação, próximo do limite de continuidade da fase líquida. Isto 
mostra a contribuição dos processos de mudança de fase nesta 
região de saturação. 
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Figura 6 - Separação da difusão gasosa e da transferência 
capilar evidenciando a região no limite da continuidade 

da fase líquida. 
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Figura 7 - A condutividade K segundo o modelo de 
kirkpatrick( 1973). 

Na drenagem a condutividade hidráulica tem sido calculada 
para conteúdos de líquido maiores do que a saturação irredutível, 
que corresponde ao conteúdo de líquido onde a fase líquida torna-se 
descontínua (8ct = 0,085 m3fm3). É importante observar que o 
conteúdo de líquido correspondente ao limite de continuidade da 
fase líquida, na embebição ( 8e = 0,069 m3/m3), não é o mesmo 
conteúdo onde a fase perde sua continuidade, 8ct. na drenagem. De 
fato , na drenagem, 8d é constituído não somente pela água contida 
nos sítios com D < I 14 7 Â, (ou seja, 8e) mas também pelos 
agrupamentos isolados da fase molhante no curso da drenagem, 
compostos pelos sítios que foram esvaziados primeiro . 

A evolução da curva da condutividade hidráulica não é um 
problema de simulação e está diretamente ligada à rede utilizada 
neste trabalho . Quando se utiliza a frequência em número, figura 7, 
de sítios ocupados pela fase molhante o resultado mostra-se similar 
aos resultados encontrados por Kirkpatrick ( 1973 ), obtidos para 
redes compostas por somente dois tipos de resistências a cada 
fração de coupação. 

CONCLUSÃO 

Um model o em duas escalas foi usado para simular os 
processos de embebição e drenagem num material poroso. Numa 
segunda escala, os poros são representados por síti os 
randomicamente distribuídos numa rede cúbica. Numa primeira 
escala, os poros grandes foram admitidos estar distribuídos 
randomicamente num meio poroso contínuo cujas propriedades 
hidráulicas foram calculadas na segunda escala, e a teo ria de 
Maxwell-De Vries para meios compostos foi usada para predizer a 
condutividade hidráulica. 

Observa-se nos resultados obtidos, que as curvas da 
condutividade hidráulica, em função do grau de saturação, 

apresentam um evolução mais acentuada comparados aos resultados 
de Daian e Saliba (I 991 ). 

Para Daian e Saliba , o ponto crítico corresponde à 0,4 
m3Jm3, que é consideravelmente maior que o ponto crítico 
associado à rede utilizada no presente trabalho . Isso se deve à 
concepção de rede utilizada por Daian e Saliba: os poros pequenos 
são agrupados em feixes e associados a um único sítio da rede, de 
modo a preservar a frequência relativa dos mesmos De fato , a 
condutância equivalente para um elemento da rede (sítio e/ou 
ligação), representando um feixe de poros (tubos paralelos), é maior 
que a condutância equivalente associada a um único poro . 
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RESUMO 
Um leito vibro-jorrado bidimensional foi construido de 

acrilico e instalado sobre base cónica (ângulo de 50°). A vibração 
(Amplitude 8 mm; frequência 11 Hz) foi gerada por um excêntrico, 
que atuava diretamente na placa distribuidora de ar. o sistema foi 
ensaiado com esferas de vidro e com comprimidos e são apresentados 
resultados da variação da perda de carga com a vazão. O escoamento 
interno das parti cu las seguia o modelo mistura ideal, com alta 
dispersão do tempo de residência. 

INTRODUÇÃO 

O Departamento de Termofluidodinâmica da 
Faculdade de Engenharia Química da UNICAMP, vem 
desenvolvendo pesquisas utilizando leitos de 
jorro como equipamento primário no recobrimento 
de partículas. O processo permite excelente 
uniformidade e bom controle do crescimento da 
cobertura. 

A presente pesquisa visa melhorar a 
eficiência do processo, isto é, a obtenção de 
uma taxa de recobrimento mais alta com menor 
consumo de ar aquecido, pela incorporação de 
uma vibração vertical ao leito. 

Leitos vibro-jorrados seguem a configu­
ração clássica de leitos de jorro convencio­
nais, com ou sem tubo interno acrescentando-se 
apenas um suporte (placa) perfurada na base, 
local de entrada do fluxo de ar . Esse suporte 
é submetido a uma vibração e a transmite ao 
leito, podendo promover sua agita ção e recircu­
lação mesmo na ausência de escoamento de ar. O 
movimento das partículas é suave, em fase 
densa, e a vazão de ar aquecida é estabelecida 
de acordo com as exigências da secagem e não 
mais como parâmetro fluidodinâ mico para o 
movimento das partículas, Finzer e Kieckbusch, 
(1992). 

A construção e montagem de um lei to 
vibro-jorrado bidimensional e ensaios do 
comportamento fluidodinâmico com e sem vi­
bração, são os objetivos iniciais deste traba 
lho. Um estudo completo sobre a secage m de 
recobrimento de comprimidos neste leito 
bidimensional com vibração está em andamento. 

DESENVOLVIMENTO DE UM SECADOR BIDIMENSIONAL 

O projeto de um secador de leito fluidi ­
zado ou jorrado, prevê diversas configurações. 
Dentre elas a que se mostra mais promissora é 
a de um leito bidimensional, onde o problema de 
ampliação de escala reduz-se a simples extensão 
de uma dimensão do leito. Ele consiste em um 
recipiente de forma retangular com paredes 
verticais planas e sua base deve ser angulada, 
pois assim facilita uma melhor alimentação das 
partículas para dentro da área de jorro. Alguns 
estudos já foram feitos com este tipo de sis­
tema por Kudra et al (1983), Passos (1991), 
Taranto (1992) e Ayub (1993), que anali­

saram tanto a fluidodinâmica como a transferên-
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c ia de calor gás-partícula no leito. 

Figura 
trução 
Kalwar 

o leito bidimensional é mostrado na 
1. As dimensões utilizadas na sua cons­
seguiram as relações indicadas por 

et al ( 1990). 

a 
-.-------r-

T 
H 

/ 

-' 
b 

9-angulo da base 
a-comprimento do leito 
b-largura do leito 
c-largura da entrada de ar 
H-altura do leito 

Figura 1 - Esquema do leito bidimensional 

Com este tipo de geometria diminui-se 
problemas de ampliação de escala e de capacida­
de de secagem encontradas no leito cone-cilín­
drico, sendo que a relação entre as dimensões 
permite uma boa circulação dos sólidos. 

o leito foi construido em acrílico, com 
altura de 40cm, comprimento de 32cm e largura 
de 4cm. Desta forma fica estabelecida uma 
relação de 1/8 de largura da entrada com o com-
primento do leito. Três opções para a largura 
c, na entrada do ar, eram disponíveis: 4,6 e 8 
cm. A parte inclinada do leito foi construida 
com ângulo de 50 graus, o qual está de acordo 
com a literatura que estabelece uma faixa de 30 
a 60 graus. Não se usou tubo central. 

PROCEDIMENTO EXPERIMENTAL 

A maneira de operar o sistema será su­
cintamente descrita a seguir. 

o ar é insuflado pelo soprador (4 cv), 
sendo sua vazão controlada por uma válvula 
globo (1 1/2") e medida por rotâmetro devida­
mente calibrado. O ar chega ao leito bidimen-



sional da Figura 1, onde tem-se tornadas de 
pressão na base e no topo, que possibilita a 
determinação da queda de pressão no leito de­
vido à carga de particulas. 

O sistema de vibração é do tipo carno, com 
possibilidade de variação da amplitude e fre­
quência de vibração. O movimento vibratório 
para as particulas no leito é feito ligando-se 
um motor elétrico de corrente continua e a­
justando o variador eletrônico de velocidade na 
frequência desejada, medida por tacôrnetro 
digital. A vibração é transrni tida ao lei to 
através da placa distribuidora móvel de ar, 
acoplada à haste de vibração. 

Um ensaio experimental com vibração, pode 
ser descrito da seguinte maneira. Carregado o 
leito, mede-se a sua altura e fixa-se as con­
dições de vibração. Aumenta-se então gradati­
varnente a vazão de ar, medindo-se seu valor e 
a perda de carga correspondente. Após atingir 
a vazão máxima disponivel inicia-se a operação 
inversa, fechando-se a válvula de controle e 
fazendo as leituras. Para os ensaios experi­
mentais sem vibração, obviamente que o sistema 
de vibração não é acionado. 

Foram utilizados esferas de vidro de diâ­
metro médio de 0,35crn e comprimidos com diâme­
tro de 0,649crn. O volume dos comprimidos foi 
calculado com base na sua forma geométrica, e 
comparado ao volume de urna esfera obtendo-se 
então o valor do diâmetro equivalente da par­
ticula. 

RESULTADOS E DISCUSSÃO 

Foram levantados dados de altura do leito 
(H0 ), queda de pressão máxima JâPmax~• e 
da vazão de jorro .rninirno (Qjml '. que sao ~ararne­
tros de irnportânc1a para o proJeto de le1to de 
jorro. O conhecimento da altura do leito irá 
assegurar urna circulação de particulas ade­
quada, a queda de pressão máxima é a resis­
tência a ser vencida pelo compressor, enquanto 
a vazão de jorro rninirno, fornece o valor da 
vazão a ser utilizada no ensaio. 

Foram realizados trinta ensaios experi-

mentais, sendo 15 sem vibração e duas repeti­
ções do mesmo, mas sob urna vibração de 8rnrn de 
amplitude e frequência de 11Hz. Para cada um 
deles foi construida a curva de queda de 
pressão (âP) versus vazão de ar (Q), e a partir 
delas foram obtidas os valores de Qjm• 

Observa-se pela Tabela 1, que para en­
saios com mesmas alturas e tipo de material, em 
todas as corridas com vibração (C/V), a queda 
de pressão máxima e a vazão de jorro rninirno, 
são menores do que nos experimentos sem vi­
bração (S/V). Esse resultado está de acordo com 
a literatura que diz que a vibração facilita o 
movimento das particulas. 

Observou-se visualmente que a movimen­
tação das particulas e sua circulação interna 
se intensificavam com o aumento da área de 
secção da entrada de ar. O mesmo acontecia com 
a transmissão da vibração ao leito. 

As Figuras 2 a 7, apresentam curvas tipi­
cas de âP x Q. O comportamento geral das curvas 
obtidas c,oncorda com os resultados publicados 
com ensaios sem vibração, Taranto (1992), e com 
vibração, Finzer e Kieckbusch (1992). 

Foram também realizados ensaios prelimi­
nares para determinar a distribuição do tempo 
de residência na circulação dos sólidos no 
leito, acompanhando o movimento de comprimidos 
marcados no leito bidimensional com vibração. 

Usou-se um comprimido marcado e fez-se um 
levantamento do tempo necessário para a parti­
cula perfazer um ciclo, isto é, cronometrou-se 
o tempo que o comprimido marcado deixava a 
placa distribuidora e retornava à mesma posi­
ção. As condições experimentais utilizadas fo­
ram: carga de 0,7kg de comprimido, altura do 
leito de 11,5crn, placa distribuidora (8 x 4 
cm), vazão de ar 1,93kg/rnin, amplitude 8rnrn e 
frequência 11Hz. o resultado desse ensaio foi 
feito com 46 repetições. 

O tempo de residência médio das particu­
las no ciclo, foi calculado fazendo-se o 
somatório dos tempos reais pelo número de 
ensaios realizados, obtendo-se um valor de 
8,47s. 

Tabela 1 - Parâmetros Dinâmicos do Leito Bidimensional 
CAPmax cmH20 e Qj• ltg/min) 

Placa (4 x 4 cm) (6 x 4 cm) (8 x 4 cm) 

--' Distri-
c( 

i~ 
;;; S/V C/V S/V C/V S/V C/V 
UJ ..... 
c( 
:E a APmax Qjm APmax Qjm APmax Qjm APmax Q. APma Qjm APma Q. 

) Jm Jm 

o 18,0 1,5 14,6 1 3 14 5 1 55 9 4 1 2 10 6 1 6 8,0 1,43 o 
0,7 

:E H = 13,8 cm H = 12,0 cm H = 11,5 cm 
"' "-
l!5 16,0 1,68 19,8 1,52 16,5 1,68 13,9 1,4 15,7 1,9 13,0 1,7 
u 1,0 

H = 16,0 cm H = 15,0 cm H = 14,0 cm 

18,8 1,1 13,8 o 94 15,5 1,30 10,3 1 2 12,4 1,5 9,1 1,4 
o 0,7 

"" H = 9,7 cm H = 8,0 cm H = 7,5 cm o 
> 
w 24,8 1 '18 18,5 1, 08 19,6 1,43 13,6 1,25 1,68 1,6 12,4 1,5 
o 1,0 
< H = 12,0 cm H = 10,8 cm H = 9,7 cm 
"" w ..... 

31,4 1,7 ?:4, 7 1,33 28,5 1,68 19 5 1,43 23,9 1 7 17 o 1,55 (/) 

w 
1,4 

H = 14,0 cm H = 13,5 cm H..,= 12,2 cm 
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A Figura (8) apresenta o histograma da 
distribuição dos tempos de residência obtidos, 
considerando-se intervalos de 1,2,3 e 4 segun­
dos. Esses valores indicam uma notável dis­
persão em torno da média, com uma mediana da 
ordem de 5 segundos. O comportamento é próximo 
ao de um reator de mistura ideal, ao contrário 
de Finzer e Kieckbusch (1992), que usando leito 
cônico-cilindrico com tubo central, obtiveram 
um escoamento pistonado com baixa dispersão. 
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Figura 8 - Distribuição do tempo de circulação 
de uma partícula marcada no leito 

Observações visuais confirmaram que os 
tempos mais curtos correspondem a particulas 
que abandonam a região anular antes de alcançar 
a base do leito. Por outro lado é grande o 
número de particulas que tem dificuldades em se 
movimentar junto a parede, aumentando o tempo 
do ciclo. Esse último comportamento é ainda 
mais acentuado quando não há vibração. 

Essa dispersão é prejudicial para o reco­
brimento uniforme de comprimidos e portanto 
será avaliada com mais rigor, e se possivel 
diminuida, antes de se realizarem ensaios defi­
nitivos de recobrimento. 
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Abstract 

A bidimensional, vibro-spouted-bed dryer 
was built in plexiglass and mounted over a 50° 
angle inclined base. A vibration ( 8 mm ampli­
tude, 11Hz frequency ), induced by an excen­
tric was imposed to the air distribution plate. 
A comparison of bed pressure drop curves, with 
and without vibration, using glass beads and 
tablets is presented. The internal circulation 
of the particle prooved to follow a plug flow 
model with high dispersion of residence time. 
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SUMMARY 

Velocity distributions of solid particles in a cyclone separator attached to a circulating 
fluidized bed were measured under ambient conditions. These were carried out with Vector a 
solid particle velocity measurement instrument with a fiber optic probe, LED's and a photo 
detector. Higher leveis of particle velocity fluctuations were observed in the vicinity of the wall. 
This is in agreement with experimental observations of other confined gas-solid turbulent flows. 
The observed parti ele velocity distributions indicated the existence of three distinct regions in the 
cyclone. These observations combined with calculated gas velocities in the cyclone facilitated the 
understanding of the mechanism of parti ele separation. 

INTRODUCTION 

The cyclone is the most widely used non-mechanical device 
for the separation of solid particles from a fluid . The basic design 
methodology of the cyclone, in its most common form which is 
based on severa! empirical correlations, has survived largely 
unchanged for over a century. For some specific applications, 
however, more in-depth understanding of the two-phase flow 
structure was found to be an essential component of the overall 
design procedure. A number of theoretical and experimental 
investigations have been undertaken to bring a better understanding 
to the flow structure in cyclones. In most of the earlier theoretical 
works it was generally assumed that the particle concentration in a 
cyclone was low , and thus, particles had a negligible effect on the 
gas flow. This, with the exception of some very dilute flow 
applications, not being always a reasonable simplifying assumption, 
has attributed to the Jack of understanding of particle motion in the 
cyclone. ln modem industrial applications there is a renewed 
interest in the design of cyclone particle separators for high 
temperature, high pressure and high particle concentration; in 
applications such as circulating fluidized bed combustors or 
pressurized fluidized bed gasifiers. This has given a new impetus to 
the research and development of high performance cyclones 
handling particles of wide particle size distribution. A good 
description of particle velocity and trajectory in a cyclone is 
hampered by Jack of understanding of the forces affecting the 
particle motion; inter-particle forces, and particle wall collisions. 
Thus, ali present day models are greatly influenced by the 
assumptions made, and give results that must be carefully 
interpreted. 

Boysan et ai ( 1982) developed a mathematical model using 
an algebraic stress model of turbulence for particle motion in a 
cyclone. lt took into account the three dimensional effects of the 
flow. Basirat Tabrizi and Hamdullahpur (1990) developed a 
mathematical model based on material balance. They concluded 
that, compared with pure air, the dusty gas has a lower tangential 
velocity in the inner core section but a higher one near the cyclone 
wall . They attributed this to the shear forces and the turbulence 
which are created near the boundary of cyclone separator in the 
presence of the particles. Similar effects can be observed for the 
axial and the radial velocities. This is in agreement with the findings 
of Govan et. ai. (1989), and Sommerfeld ( 1990). They used an 
axial-viewing technique and observed that a relatively high levei of 
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particle velocity fluctuations occurs near the wall region of a 
cyclone. It is also known that particle/wall collisions, especially 
due to surface roughness and non spherical particle shape can have · 
a strong effect on particle motion. Minier et. ai. (1990) showed 
that only with the introduction of an irregular bouncing model 
which accounts for the surface roughness of the walls, and slight 
non sphericity in the particle shapes numerical predictions compare 
reasonably well with experimental observations. Later on, Minier 
et. ai. ( 1992 ), to explain the occurrence of higher parti ele velocity 
near the wall region, proposed that the particle spin may be an 
important factor. This phenomenon was first reported by 
Matsumoto and Saito( 1970), where parti ele rotational velocities up 
to 1800 r.p .s were measured for 0.5 mm glass beads in a pipe flow. 

It is recognized that any sensible experimental data should 
be obtained by direct measurement of solid parti ele velocity. This is 
difficult mainly because of the complicated random nature of the 
flow. There are relatively few references in the literature about the 
measurement of particle velocity within a cyclone, and the 
discrepancies of these measured values were large due to different 
experimental conditions. 

Zhou & Soo ( 1990 ) measured the swirl velocity of 60 1-1m 
particles in a cyclone using the laser Doppler velocimetry 
technique. They found that the velocity of the solid particles is 
almost half of the gas swirl velocity. This was the case everywhere 
in cyclone except near the wall. They also reported some difficulties 
caused by low signal to noise ratio for both gas and particles 
velocity measurements in the region near the wall. 

Recent advances in velocity measurements using fiber optic 
techniques enables it to be used for the measurement of velocities 
of particles and droplets in gas-solid and liquid-solid systems. ln 
spite ofthat we could not find in the literature data on solid particle 
velocities near the wall of a cyclone. ln the present investigation a 
fiber optic probe described in Militzer et ai (1992) is used to 
measure solid particle velocities. This parti ele velocity measurement 
system has been successfully used in a large variety situations of 
solid particle flow including the highly variable flows such as those 
encountered in CFBs. Furthermore, unlike the LDA they can be 
used in regions of high solids concentrations, such as those 
encountered along the wall of a cyclone. The main purpose of this 
study is to obtain experimental data on particle velocity 
distributions within a cyclone fitted onto a cold model Circulating 
Fluidized Bed (CFB). One of the advantages of the CFB model is 
that it can be operated at relatively high solid loading. 
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Figure 1. Experimental set-up 

EXPERIMENTAL SET-UP 

Figure 1 shows the experimental set-up. The cold 
circulating fluidized bed system unit has a 0.23m ID, 8.1 m high 
Plexiglas column, a cyclone separator, a dipleg and feed box with 
an L leg. Fluidization air is provided by a Roots type blower which 
delivers 0.225 m3/s ( 474 CFM ) at 20.7 kPa ( 3 psi ) . The solids 
leaving the riser are collected by a cyclone and a bag filter. The 
cyclone has a 0.3 m ID and is 1.17 m high. The body of the 
cyclone is made of sheet metal and its inlet vane and dust exit pipe 
are made of Plexiglas. To allow the introduction of the fiber optic 
probe six axially distributed 5/8" brass fittings are welded to the 
body of the cyclone . The cross sectional area of the cyclone is 
approximately 2500 times larger than the probe, thus minimizing its 
effects on the flow. Solids collected by the cyclone and bag filter 
are retumed to the solids reservoir via a 0.152 m lD Plexiglas dip 
leg. Fine sand known as sílica powder is used in the experiments. 
Its density is 2300 Kg!m3 and average particle diameter is 160 IJffi . 
The solids flow rate was maintained at 0.6 kg/s resulting in an 
average concentration of 2.66 kg per m3 of air. 

Optical Fiber Probe. Figure 2 shows the Vector solid 
particle velocity measurement set up. It is composed of an 
electronic circuit box, a PC computer, and a probe with two 
parallel optical fibers. The electronic circuit box contains two pairs 
of light emitting diodes (LED) and photo diodes used for 
converting the received light signal reflected by the solid particle 
into a voltage, and other electronic components for amplifYing and 
controlling the light beams. The probe head contains two parallel 1 
mm fibers about 2 mm apart. Each fiber is connected to an LED 
and to a photo diode, thus it is used to send and receive the light 
signals. Data is collected by a PC computer with a DMA analog I 
digital data acquisition card. A specially written computer program 
controls data acquisition, monitoring of signals, calculates 
correlations, velocities and does the statistical analysis. More 
details are given in Militzer et ai . (1992). 

Figure 3 shows two typical curves of voltage versus time 
each received by the two fiber channels. The time delay between 
the two curves is caused by the relative position of the fibers, that 
is, a particle or a cluster of particles first passes by the lower fiber 
and !ater by the upper fiber. The time delay is obtained by 
calculating the cross correlation between the two signals. The 
particle velocity in the given direction is then obtained by dividing 
the distance between the fibers over the time delay. The figure also 
presents the normalized correlation curve for the given sample. 

PARTlCLES VELOCJTY MEASUREMENT 

Velocity measurements were carried out by introducing the 
fiber optical probe radially into the cyclone through the brass 
fittings . At each axial and radial position a series of samples were 
taken. Each series gives one velocity. To ensure statistically 
meaningful results, 100 series samples were taken at each location. 
The required sampling frequency is proportional to the particle 
velocity. For example assuming a solid particle velocity of 50 m/s a 
particle would travei from one fiber to the other (2mm apart) in 
0.0004 s; so with a 50kHz sampling rate 2 samples would be taken 
during that time. Thus a 50 kHz sampling rate was adopted. It was 
found that 512 samples per series provided adequate correlation of 
the signals. Velocities calculated with a normalized cross 
correlation coefficient smaller than 0.5 were rejected. 

The solid particles near the wall of the cyclone follow a 
helical path. Thus at each location the probe had to be rotated until 
it was aligned with the flow. This could be detected from the 
velocity measurements, namely, the velocity was maximum when 
the probe was aligned with the flow. Due to the characteristics of 
the fiber optic instrument the reflected signal is directly 
proportional to the particle concentration. Thus, the signal intensity 
was higher near the wall of the cyclone and rapidly decayed as the 
probe was moved radially towards the core region. For the cyclone 
under consideration with a maximum radius of 150 mm the solid 
particle velocity measurements were limited to a region between 30 
to 50 mm inward from the wall. 

Following the data collection at each location, the cross 
correlation of each series and its respective velocity were calculated 
i.!sing the computer algorithm written for this application. The 100 
velocity values for each location were processed, those with low 
correlation coefficient rejected and the remaining were statistically 
analysed. 

RESUL TS AND DISCUSSION 

Particle Velocity Distribution. The mean particle velocity 
and standard deviation values for each axial and radial locations are 
summarized in Table I . At each tap, the velocity value measured 
furthest from the wall indicates the greatest distance from the wall 
at which it was still possible to obtain a signal appropriate for 
calculating the velocity. For example, at tap B this distance is ( 150 
- 125 ) mm = 25mm . The value closest to the wall at each tap is 
within a few núllimeters of the wall itself. 

Tap C is fixed at almost the sarne height as the entry into 
the vortex finder. Figures 5a and 5b show the effect of the vortex 
finder entrance and cyclone wall on particle velocity. The gas 
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Figure S. Parti de velocities at different Iocations in the cyclone. (Gas velocites were obtained using analytical solution of Zhou et ai, 1990). 

velocity profiles were predicted using the analytic solution 
proposed by Zhou et ai ( 1990). The particle tangential velocity 
obviously decreases with the increase ofthe cross section of the 
cylinder. 

Taps C and D are located in the cylindrical section of the 
cyclone. This region with constant cross section induces a relatively 
uniform flow. The measured velocity values are almost the sarne, 
meanwhile ali standard deviations are relatively small (see Figures 
Sb and Se, and Table 1). But, the values near the wall are still 
higher than those near the core. The main reason might be that the 
separated larger particles with higher concentration near the wall 
region are subject to irregular bouncing and spin, as mentioned by 
some investigators (Sommerfeld 1990, Minier et. ai . 1992). 

Tap E is located near the top of the conical section in the 
vicinity of the cylindrical section_ Higher velocity values can be 
observed in Figure 5d. These are believed to be caused by the 
transition from a constant cross sectional area to a gradually 
reducing conical cross section. Additional factors that can explairt 
higher particle rotational speed are the increase of the particle 
concentration and irregular waiVparticle collisions. 

The results at Tap F show particle velocities somewhat 
closer to the gas velocities (see Figure Se). However, the reversed 
gas up-flow begins disturbing the particle down-flow with a 
consequent decrease in the leveis of parti ele velocities. 

Velocities measured at tap G (Figure 5t) seem to b.e similar 
to those of tap F as shown in Figure Se. The difference in velocities 
between tap F and tap G is that the gas velocity in the bottom of 
the cone is slightly higher than particle velocity. The lower pressure 
zone created by the upward swirling gas flow causes the re­
entrainment of collected particles in the bottom region, as 
confirmed by many investigators (Enling and Yingmin, 1989). 

Particle Separation_ Particle separation in a cyclone is a very 
complex process. However, knowing the particle and gas velocity 
distributions, it is possible to predict the behaviour of particle 
separation and estimate the particle concentration distributions. 

Most cyclone formulations have been based on the 
assumption that the separation of particles is the result of two 
opposing forces : a centrifugai force that acts radially outward and a 
gas drag that acts radially inward. ln addition, a swirling gas flow 

in the cone forms an axial flow downwards near the cone wall and 
upwards along the core_ Fine or light particles, mainly influenced by 
the gas drag, would move radially inwards and then axially upwards 
to the vortex finder; bigger or heavy particles, subjected to higher 
centrifugai forces, would move to the wall and then downwards to 
the dust exit. The particle which designates dso or cut size particle 
might attain equilibrium along a circular orbit in the core where the 
two opposing forces are in balance and the axial gas velocity equals 
zero. Therefore, their motions implies an extended residence time 
and higher concentration than in the core. 
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As illustrated by Table 1 and Figure 6, at each measuring 
tap there is a limiting radial position beyond which the 
concentration of particles is too low to produce a reliable reflected 
signal _ These positions when connected in the axial direction 
would produce a line (in three dimensions it is actually a surface), 
LI in the figure, which is designated as the criticai or equilibrium 
particle trajectory. The criticai or equilibrium particle might be the 
cut particle size ( d50) which means that two opposite balanced 
forces, a centrifugai force and a gas drag force, act on it. Thus, 
only at this region, around the point ofvanishing axial gas velocity, 
the cut size particle moves neither in the axial nor in the radial 
direction and therefore rotates on a stable circular path. The region 
from the core to L 1, called Region 1, contains fine particles with 
low particle concentration. Based on the experimental observations 
of a relatively higher levei of particle velocity and particle 
concentrations near the wall region of the cyclone, L2 is 
characterized by the magnitude of the change in particle standard 
deviation. This line thus divides Region 3 which is filled with fully 
separated bigger particles with higher concentrations and velocities 
from Region 2 where the actual separation process is taking place. 

It is especially interesting to note that the dotted line in 
Figure 6, which gives the location where the calculated gas velocity 
vanishes, almost coincides with line LI, criticai or equilibrium 
particle trajectory. Thus, depending on the axial gas velocity a 
particle in "equilibrium" can move to either side of line LI. lf the 
part of region 2 is outside of L3 (the vanishing points of axial gas 
velocity) particles in this area might be completely separated from 
the gas; or particles might get into the vortex finder and be 
entrained. It is evident from Figure 6 that there are two particle re­
entrainment areas, namely, near the vortex finder and near the dust 



Table 1. Particle velocities in m/s at different taps (R is the radial 
distance from the axis; values between parentheses represent 
standard deviations) 

R( cm) TAP B TAP C TAP D TAP E TAP F TAP G 

2.6 36.1 (1.6) 

5.6 36.5 (3.8) 

5.9 34.7 (4.8) 

7.4 34.2 (1. 7) 

8.0 45.1 (7.1) 

9.0 34.0 (2.3) 

9.8 30.1 (3.0) 

10.2 32.2 (4.8) 

11.0 44.3 (2.0) 

11.8 43.9 (1.7) 

12.0 34.3 (1.6) 

12.4 37.6 (4.2) 

12.5 41.7 (6.6) 

13.0 42.3 (2.2) 

13.4 36.7 (4.0) 

13.5 42.4 (6.1) 33.4 (1.8) 47.4 (5.2) 

14.0 37.3 (4.0) 

14.4 38.6 (6.2) 36.3 (2.6) 

14.5 34.9 (5.6) 

14.7 42.8 (6.2) 

14.8 37.5 (3.5) 

A El 

c 

D 

E 

F 

G 

Region 1: low concentration of fine parti eles 
Region 2: separation region with relatively high concentration of 
fine and coarse particles 
Region 3: fully separated high concentration large particles. · 
L1 : tine( surface) of criticai equilibrium of parti ele trajectories. 
L2: particle velocity inflection line 
LJ: tine ofvanishing axial gas velocity (calculated) 

Figure 6. The three main regions of a cyclone characterized by 
particle size and concentration. 
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opposing forces: a centrifugai force that acts radially outward and a 
exit due to the effect of suction caused by the strong up-flow of gas 

CONCLUSIONS 

Throughout the course of this investigation, it was proven 
that the fiber optic based particle velocity measurement instrument 
to be quite accurate and reliable providing easily reproducible solid 
particle velocities even in regions of the cyclone where large 
velocity fluctuations are observed. 

The experimental results show that particle velocities have 
large variations both in the axial and radial directions. The variation 
of the particle velocities measured depends on the local geometry, 
roughness of the cyclone surface, and particle concentration 
distribution. The analysis of the standard deviation calculated from 
a large set of experimental data reveals the nature of highly variable 
gas - solid flow at the each positions. Relatively high standard 
deviations exist at the wall region and other places such as the 
entrance of the vortex finder and at the junction of the cylinder and 
cone. They can also be attributed to the effects of the particle/wall 
collisions · and very high parti ele rotation induced by parti eles 
bouncing of the cyclone walls. 

The velocities measured by the optical fiber probe in this 
study qualitatively agree with the calculated values described in 
Basirat Tabrizi's study (1990). Relatively high leveis of particle 
velocity near the wall also are in good agreement with those 
obtained in pipe flow by Sommerfeld (1991), and Durst (1982). 
The observation of the near velocities and trajectories and their 
relation to the gas velocities suggests that the cyclone can be 
divided into three main regions. These are separated by surfaces 
characterized by particle velocity inflection and the calculated 
points ofvanishing axial gas velocity. 
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SUMMARY 

The flow about an oscillating circular cylinder is simulated by considering a frame of reference fixed to the 
cylinder and a free stream with a superimposed oscillating cross flow. The phase angle between the 
transverse force coefficient and body displacement is obtained numerically for values of frequency of 
oscillation around the vortex shedding frequency. A discrete vortex method incorporating viscous dif­
fusion is used. 

INTRODUCTION 

The occurrence of flow-induced vibration ( FIY) is very common 
in cylindrical elements of heat exchangers. Yortex shedding is 
usually associated with vibration and some times with noise in 
such elements. An understanding of the fundamental mechanisms 
of vortex shedding and vortex-induced vibration is of great 
importance for this type of systems. ln this paper, the phase angle 
between the lift coefficient and the body displacement is studied in 
detail. The study of the phase angle ( lfl) in cases where the body is 
forced to oscillate allows comparisons with the free-oscillating 
case for frequencies of oscillation around the vortex shedding 
frequency (fsl. The importance of the phase angle lies in the fact 
that the energy transferred from the fluid to a free oscillating body 

is proportional to sin( l/J). To prove this affirrnation, we consider 
the energy transferred per cycle as 

T 

E= I F;,uldybul, (I) 

where F,. is the transverse force per unit length in the spanwise 

direction. This force leads the body displacement y, by the phase 

angle i/> and it is given by 

I -
F,. =- pU 2DC, cos(2!ift +i/>), 

2 
(2) 

where p is the specific mass of the fluid , U is the free-stream 
velocity, D is the diametcr of the cylinder, f is the frequency of 
oscillation, and G is the amplitude ofthe lift coefficient and 

y, = A cos( 2Trji) (3) 

where A is the amplitude of oscillation. 

With expressions (2) and (3). the energy transferred to the 
body by the fluid per cycle of oscillation can be written as 

I - '" E= --pU'DC,A I cos(r+l{l)sin rdr, (4) 
2 () 

where r= 2Jrji. This ex pression yiclds 

- rr DC-o;-A . '" E=--pU 2 I Slll'l'. 
2 

(5) 

which is proportional to sin( 1/J). This result can also be seen in 

Griffin et a/ 11>. 

Analysing the force coefficient time histories, it is possible to 
draw the conclusion about the change in timing of the shedding of 
vortices. lf the transverse force coefficient is decomposed into a 
terrn that is in phase with body displacement (C/"'), and another 
component in phase with body velocity (Cid), we have 

C/= Clm cos 21fjt- CIJ sin 21fjt (6) 

The minus sign appears due to the way that body displacement, 
expression (3). has been defined. 

ln arder to determine the coefficients in expression (6), we use 
the orthogonality properties of the sine and cosine functions . 
Doing so, we obtain 

I 2• 

Cl .. =- Ictcosrdr , 
Tr o 

) 2rr 

Cid=-- I C/sinrdr. 
Tr o 

(7) 

(8) 

where the integrais are evaluated over each cycle of oscillation and 

an average is taken . 
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To obtain the phase angle, expression (6) is rewritten as 

C/= Clm cos21fjt -Cid sin21fjt = G cos(2Jrft+l/>) = 

= G ( cos 2Trji cosi/>- sin 2Trji sin i/>), (9) 

which in tum yields 

Clm =C coscp, (lO) 

Cid= C, sincp , and (II) 

Cid 
1/J=arctan-. (12) 

C/m 
The terrn of the lift coefficient that is in phase with body 

displacement is some times called potential or added mass terrn, as 
8an be seen in Lighthi11<2>. There is also a terrn referred as the 
vortex component of the force. This terrn is proportional to the 
rate at which the impulse of shed vorticity is changing. The jump 
of the phase angle occurs as we increase the frequency of 
oscillation close to the resonant point (j=f). The potential terrn 
changes continuously if the frequency of oscillation is gradually 



increased. From this observation, we can infer that the only term 
that can cause an abrupt change in the lift coefficient close to the 
resonant point is that due to the vortex component. An abrupt 
change in the vortex force means a sharp change in the dynamics 
of the shed vorticity, which in tum occurs due to the change of 
timing of a vortex being shed. 

The v alues of the phase angle, and the in phase and out of phase 
components of the lift coefficient are studied in this paper. These 
results are shown for AID = 0.15, and different values of flf,. 
V alues of reduced velocities, defined as V,=UI(jD), are given in 
arder to make comparisons with some experiments carried out by 
Bearman and Bearman and Curriem. ln Meneghini and Bearman<5l 
some results for the phase angle were also presented. ln this paper, 
the results are shown with a much finer variation inf/f,. Analysing 
the results, it is possible to see the great change in the phase angle 
and in the in phase component of the lift (Cid) .as the fTequency 
increases. 

NUMERICAL METHOD 

The method used for the simulations is based on the Vortex-in­
Cell formulation incorporating viscous diffusion. lt has been 
applied by Meneghini and Bearman<5l to investigate the effect of 
large amplitude of oscillation on vortex shedding from an 
oscillating circular cylinder, and by Arkell et al.< 6l to study the 
effects ofwaves on the far wake behind a circular cylinder. Details 
about the method can be found in Meneghini and Bearman<5l. 

ln arder to study the flow aboul a circular cylinder a 

conformai transformation (x,y)-.(Ç,17) is used. The cylinder wall is 

specified by a line ry=O in the transformed plane . The lwo­

dimensional Navier~Siokes equations in vorlicity(w)/slream func­

tion(lJ!) formulation in lhe transformed plane can be written as: 

j aw _ dlJ! dW + al/f dW =V ( d'W + d2
W) (I)) 

at an a~ aç a11 aç' ary 2 
d 2l/f d2l/f 
-+-=-}(!) (14) 
dÇ ' d17' 

where D is the circular cylinder diameler, v is the kinemalic 
viscosity and J =e2q is lhe Jacobian of lhe lransformation. Equation 
( 14) represents the Poisson's equation for the stream function in 
the lransform plane. Equation ( 13) is solved using the operator­
splitting technique, where convection and di ffusion of vorticity are 
trealed separalely 

lJ dúJ ] = - dllf d(l) + ali' aw 
at , ary aç aç ary 

lJ aw J = v( d'w + a2w) 
at 2 aç2 an2 

( 15) 

( 16) 

The convection part is modelled assuming that the vort1city 

field w is carried on a large number of discrete vortices. The 
vorticity is represented by a distribution of discrete vortices in lhe 
form 

m( Ç, 17, t) = f r,8(Ç- Çw,)8( TI -17"") ( 17) 
A=l 

where r, is the circulation of lhe kth point vortex, and 8 is the 
Dirac function. Poisson 's equation ( 14) is solved at each time step 

on a grid whicb is uniform in the Ç direction so that a Fast Fourier 
Transform algorithm may be used. A strelched mesh is used in the 

11 direction in arder to resolve accurately lhe cylinder boundary 
laver. For the purpose of solving Poisson 's equation, circulation of 
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the kth discrete vortex in a mesh cell is projected to the four 
surrounding mesh points according to a bilinear area weighting 
scheme. Equation (14) results in a tridiagonal set of equations for 

the transform of lJf on the 11 = constant grid I ines, after taking a fast 

discrete Fourier transform in the Ç direction and using a central 
difference scheme. The solution of this tridiagonal set of equations 

gives lJ! at every mesh point (i,j). The velocity components ai these 
points are then calculated by a finite difference scheme applied to 
the definition ofthe stream function. 

Boundary condition on lJ! is lJ! = O at the body surface. The 

value of lJ! is evaluated by Biot-Savart integration at the outer 
boundary of the computational domain. The conlribution of lhe 
free stream is considered separately. The values of vorticity ai the 
mesh points are considered for the Biot-Savart integration rather 
than the circulalion of each discrete vortex. This is done in arder 
to have a more efficient procedure in terms of computational time. 

The diffusion pari of equation (13), which is given in ( 16), is 
solved by a finite difference scheme in a semi-implicit form 
carried out on the sarne fixed expanding mesh as used for 
convection. The wall vorticity is calculated in order to satisfY the 
no-slip boundary condition. The solution of ( 16) gives the change 
in vorticity due to diffusion at every mesh point. The change in 
vorticity is projected back on to a point vortex in a similar manner 
as used by the area weighting scheme. 

The convection part of lhe Navier-Stokes equations is salisfied 
by convecting the point vortices in a Lagragian way. The velocity 
componenls ofthe kth discrele vortex are found by interpolation of 
lhe velocilies in lhe four mesh points surrounding this vortex. 

FORCE EV ALUATION 

Force coefficienls are calculaled by suilably integrating th e 
pressure and skin friction contribulions. After considering the 
contributions from skin friction and pressure. the force 
components are resolved in the two direction x.y in the physical 
plane, yielding F" and F, .. These forces are lhen non-dimen­
sionalised as follows, 

2F,. 
C/1;, = pU2D ( 18) 

Cd . - __]_!i_ 
/m-

pU2D 
( 19) 

The flow about a circular cylinder forced to oscillate transversally 
to a fTee stream is kinematicaly equivalent to the flow about a fixed 
cylinder in a free stream with a superimposed cross oscillatory flow. 
These two flows differ dynamically by the so called Froude-Krylov 
force which arises from ·the inertia effects. With this in mind, the 
flow about a circular cylinder oscillating in the transverse direction 
is simulated considering a frame of reference fixed to the cylinder 
and with an oscillating cross flow . The inertia effects are taken into 
account by correcting the force coefficient in the oscillation direc­
tion (y). 

RESULTS 

Lift (Cl) and drag (Cd) coefficients, for the case of a fixed circular 
cylinder ata Reynolds number equal to 200, are shown in figure I. 
This value of Re represents the limit of two-dimensional vortex 
shedding (WilliamsonOl). A good agreement is obtained in 
comparison with simulations using other methods, e.g. finite 
difference as in Braza et af.<R1. The average drag coefficient is 
approximately 1.23, the rms value of lift is 0.59 and the average 

1.. 



lift coefficient peak to peak value is 1.7, slightly higher than 
Braza's results, where a value of 1.6 was found. For the present 
computations, Fourier analysis of the fluctuating lift yields a 
Strouhal number (j/)IU) of about 0.196. 

A series of simulations for a fixed amplitude and different 
values of frequency of oscillation have been carried out to analyse 
the change in the phase angle ( 1/J). The amplitude for this 
simulations was kept constant and equal to O.l5D. For a frequency 
of oscillation f,J;= 1.00, force coefficient time histories are shown 
in figure 2. As the frequency of oscillation increases above 0.85 
the flow condition moves inside the lock-in boundary. The 
vorticity contours for the flow presented in figure 2 is shown in 
fil!ure 3 

ln figure 4, the values of the phase angle are shown. The in 
phase and out of phase components of the lift coefficient are shown 
in figure 6 and 7. These results are shown for AID=0.15 and for 
different values of f/f,. Values of reduced velocities, defined as 
V,=UI(fD), are given in order to make comparisons with some 
experiments carried out by Bearman and Currie(3l. ln Meneghini 
and Bearman(5) some results for the phase angle were also 
presented. ln this paper, the results are shown with a much finer 
variation inf/f,. 

Experimental results by Bearman and Currie<3l of the phase 
angle for an oscillating cylinder with Re=24000 are shown in 
figure 5. The sharp change of the phase angle is also observed and 
both results show a similar trend. Even considering that the 
experiments were carried out in a higher Reynolds number range, 
it seems that the vortex dynamics are very similar in both cases. 

CONCLUDTNG REMARKS 

The phase angle between the lift coefticient and the body 
displacement has been studied in detail in this paper. The results 
presented for Re=200 show a similar trend to experimental results 
at much higher Reynolds number. The jurnp in the phase angle 
close to the resonance point is shown. This behaviour can be 
directly related to the change on tirning ofvortex shedding close to 
f7fs=l.O. 
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A propagação de uma flutuação de vazão em torno de um escoamento médio é 
estudada antiliticamente através de um modelo dinâmico unidimerisional utilizando-se 
tranformada de Laplace. Este modelo permite determinar o módulo e a fase da 
velocidade instantânea do fluido que atravessa uma placa de orifício concêntrico 
colocada a uma distância L do gerador da flutuação. Para corroborar os resultados 
teóricos, um sistema flttidodinâmico utilizando óleo hidráulico é construido para a 
geração experimental da flutuação da vazão. 

INTRQOOCÃO 

Escoamentos pulsantes são encontrados em muitas 
aplicações de engenharia, especialmente ea sistemas 
hidráulicos e pneumáticos. Ae características 
dinâmicas destes sistemas impedem a utilizaç!o de· 
medidores de vazão do tipo pressão diferencial, IIUi to 
utilizados para medição de vazões em regime. 
permanente. A utilização destes tipos de medidores 
para medição de· vazões dinâmicas em sistemas 
hidráulicos e pneumáticos está ligada ao 
desenvolvimento de calibradores dinâmicos de vazão que 
permitam obter as características dinâmicas do 
medidor. A dificuldade na obtenção de modelos de 
calibração dinâmica de sistemas de medição de vazão 
está relacionada ao fato das ondas sofrerem uma série 
de transformações ao longo da sua propagação, 
ocorrendo o amortecimento das mesmas devido a perdas 
de energia ao longo do percurso. 

O objetivo de presente trabalho é a obtenção de 
uma função transferência no tempo, capaz de descrever 
o comportamento dinâmico de uma flutuação de vazão ao 
longo do percurso e ao mesmo tempo indicar os 
principais parâmetros que influenciam a dissipaçso da 
mesma. Esta função transferência no tempo é capaz de 
fornecer o módulo e a fase da flutuaçao de vazão em 
função de parâmetros mensuráveis experimentalmente, 
tais como compressibilidade efetiva do sistema, 
viscosidade do fluido de trabalho. geometria e 
comprimento do orifício, frequência de pulsaçao e 
velocidade média, entre outras. 

O modelo dinâmico desenvolvido é obtido a' partir 
do balanço global das forças que atuam no·sistema, 
sendo o seu comportamento similar a um sistema massa­
mola amortecido. Para isto, considera-se a cavidade 
como sendo um oscilador com amortecimento excitado por 
uma fonte externa. 

Para validacao do modelo analítico é construída 
uma bancada experimental onde a flutuação de vazão é 
gerada através do movimento harmónico de um pistão 
acionado por um motor elétrico com velocidade angular 
controlada. A validação deste modelo permite a 
obtenção de um calibrador dinâmico de vazão, sempre 
que o módulo da perturbação aplicada ao sistema seja 
conhecido. Desta forma, comportamentos dinâmicos de 
medidores de vazão podem ser previstos. 

t1ETQOOIDGIA ANALÍTICA 

A Fig.1.a mostra o volume de controle do 
oscilador proposto e o percurso a ser percorrido pela 
onda de vazão gerada pelo movimento alternativo do 
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pistão. Conhecido o deslocamento instantâneo do 
pistão, x(t), e conBiderando y(t) como sendo o 
deslocamento instantâneo do fluido nas proximidades da 
placa de orifício, colocada a uma distância L do 
gerador de pulsos de vazão, o objetivo do modelo é 
obter uma relação da forma y( t) • R• Jt( t - '() , onde, 
Ra representa a razão entre as amplitudes das 
velocidades e T o atraso da flutuação devido 
especialmente ao atrito viscoso. 

Cilindro 

O o 

l 
Sistema de medição 

·- __ • _ .. -.... ___ d_e_v_a_z_ã_o_d_in_ãnu._·_ca_ 

:---- X (t) Oscilador 

Pistão r------ L-----., 

(a) 
y(t) 

(b) 

Fig. 1 - Volume de controle do sistema oscilatório e 
sistema massa-mola equivalente. 

Neste sistema, as ondas se propagam de forma 
alternada e repetitiva, tendo um caráter oscilatório· 
com constantes de tempo características. Estas 
características levam o sistema a um comportamento 
similar ao de um sistema massa-mola amortecido. A Fig. 
l.b mostra esquematicamente o sistema massa-mola 
equivalente, onde M é a massa do fluido deslocado, ~ é 
o coeficiente de expanaao isotérmico efetivo e c o 
coeficiente de amortecimento viscoso. 

O balanço global das forcas que atuam no sistema 
constituído pelo volume de controle mostrado na Fig. 
l.a fornece 

onde 

F,(t)+Fc(t)+F'I>(t)+F0 (t)+F.(t) • O (1) 

F~(t) = força devido à compressibilidade do 
sistema 

Fc(t) = força devido ao amortecimento viscoso 
FQo(t)= força devido à variação da quantidade 

de movimento imposta pela vazão média 
Qo 



F0(t) = torça devido à resistência hidráulica 
do orifício 

Fm(t) = força de inércia da massa contida na 
cavidade 

A força devido à compressibilidade do sistema 
pode ser obtida a partir da definição do coeficiente 
de compressibilidade isotérmico, a, o qual, para um 
processo de compressão linear pode ser obtido por [1] 

p - - AP(t) I 
AV(t) T 

(2) 

A força devido a compressibilidade do sistema é, 
finalmente, dada por 

onde 

J' Ai [ Ac ] F,(t) •- -- y(t) - - x(t) (3) 
Vo Aa 

Ad. = área da eeçao tranvert!lal da cavidade 
Ao = área da seç&> tranversal do cilindro 
Vo = volume da cavidade de comprimento L 
A P = variaçao de pressão na cavidade 
x(t)= deslocamento instantâneo do pistão 
y(t)= deslocamento instantâneo do fluido nas 

proximidades da placa de orifício 

A força amortecedora devido ao atrito viscoso 
nas paredes da cavidade pode ser determinada através 
da tens&> viscosa na parede [2]. Para escoamento 
laminar obtém-se finalmente 

P'c(t) = 32 1L 1r L [y(t) - .X(t)] (4) 

A força devido a variação da quantidade de 
movimento entre a vazão média Q0 e a flutuação de 
vazão pode ser dada por [3] 

Fo. ( t) • 00 p ( ~: + y( t) - x( t)] (5) 

A força devido a resistência hidráulica do 
orifício está associada à queda de pressão dinâmica 
resultante da dissipaÇão de energia mecânica devido a 
processos de atrito. Para escoamento laminar e 
considerando-se um perfil de velocidade plenamente 
desenvolvido, esta queda de pressão dinâmica é obtida 
por [4] 

128 IL Lo o.<t> AP(t) • 1l d' (6) 

Aqui o termo 128~/•d4 é a resistência 
hidráulica do orifício, onde Lo e d representam o 
comprimento e o diâmetro do mesmo, respectivamente, e 
Qa(t) é a vazao correspondente à flutuação. A força 
devido a esta resistência hidráulica é dada finalmente 
por 

.P'o(t) • 8 I' • Lo D' tJ4 y( t) (7) 

Finalmente, a força de inércia é dada por 

P'.(t)•Nf(t) (8) 

Desta forma a equaç&> da quantidade de movimento para 
o sistema fica 

'ta .f( t) + 2 -r c y( t) + y( t) • X( t) (9) 

As constantes T e E representam a constante de 
tempo do sistema e a razao de amortecimento viscoso, 
respectivamente. Aqui T representa uma medida da 
velocidade de resposta, en~uanto que E representa uma 
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medida do gráu de amortecimento ou do caráter 
oscilatório do sistema. Estas constantes sao dadas por 

c -

't2 -
p v. V0 

p At/ 

V0 (8 1L n (4 L + Lo D' I d') + P 00] 

2 't f} Ai 

(10) 

(11) 

onde Vm representa o voltme da massa de fluido 
deslocado. 

O sinal de excitação do sistema, X(t), é 
constituído pelos parâmetros conhecidos ou impostos ao 
sistema 

(2'tC -

X(t) = Ac x(t) + 
Ad 

aiLnLo VoD') x< t> 
d' pAi 

P0o2 Vo 
(12) 

rr:ç 

Supondo uma excitação proveniente de uma fonte 
externa capaz de produzir um deslocamento instantâneo 
no pistão da forma 

X(t) • I (1 - COS(A)t) (13) 

pode-se obter 

x(t) • I<a> sen(A)t (14) 

onde r é o raio do excêntrico que movimenta o pistão, 
e é a frequência angular e et é o ângulo da manivela 
'Correspondente. 

Desta forma, obtem-se a equação do sinal de 
excitação, dada por 

onde 

X( t) = a - b COS<a> t + 

(2u-c) I(A) sen(A) t 

a - Ac I - p Oo1. Vo I p Al 

A a 

b • A 0 I/ Aa 

C• 
8 1.1 1t Lo V0 D' 

d 4 f} Ai 

(15) 

(16) 

(17) 

(18) 

A Eq. 9 pode agora ser resolvida utilizando-se a 
tranformada de Laplace. Desta forma, obtém-se para o 
sinal de excitaç&> 

X(s) • a6)2 + (2't'c-c) I(A)as + (a-b) sa (l9) 
s (sa + (A)z) 

e para o sinal de saída 

y(s) • (a-b) sa + (2u-c) I(A)as + asa (20) 
B (82 + 6)a) ('taSa + 2'tCS + 1) 

Resolvendo-se a Eq. 20 através de funçoes parciais 
obtém-se, depois de algumas simplificações, [5]. 

y( t) • a - [ (b-2a) (l-'t26)2 ) + 

2I'tC(A)2 (2'tc-c)] coa (A) t + 

{2'tC(A)I [(1-'t2<a>a)2 + 't26)2 (1-'t2(A)2) _ 

~] - CI(A) (1-'f'(A)')} sen (A)t r 

(21) 



de onde 

y( t) .. to) [ (b - 2a) (1 - T3t.)2) + 

2r~Et.)2 (2~E - c) 1 sen6> t + 

{2rTEt.)l ( (l _ -.36>2) 2 + T3(o)3 ( 1 - -.36)3) _ 

....!!....:...! 1 - crflt2 ( 1 - "'(o)')} coe (o) t 
r 

(22) 

Usando a identidade trigonométrica pcoset+qaenMt 
=Raen(~t+8), onde R=(p2+q2)~/2 e te&=p/ q, obtem-se 
finalmente a equação correspondente ao sinal de saída 

(b-2a) 2 (1-'fata)2) 2 + 

I 

4 "'34!3 to)" ( 1 -~" 6>a ) 
(Ac/Ad) 2 

[ c1 -T2(o)2) 1 + (l--.26)2) 2 ( 2T2(o)2-c( l+'t
2

(o)
2

)) + 
'tE 

(23) 

onde 

8 • tg-~ {2TC(I) (r(l-'f26> 2)- (b-2a)j- CI(I)(1-'f'(o)') 

(b-2a) (l-'f2t.)2) + 4IT2tr6> 2 - 2CITC6>2 

(24) 

As Eqs. 23 e 24 descrevem o comportamento de um 
sistema vibratório de seg~.mda ordem onde a função 
estímulo é uma funç~o senoidal. Estas eguações 
descrevem de modo completo as caracter~st1cas 
dinâmicas do sistema oscilatório. 

Tomando-se em conta que a funçao estímulo é dada 
por x ( t) • I6> sen6> t, a função resposta do sistema 
pode agora ser escrita da forma 

onde R.. é a raiz quadrada do termo entre chaves da Eq. 
23. O parâmetro R.. representa o ganho do sistema, ou 
seja, a razão de amplitude entre o sinal de resposta 
y( t) e o sinal de estímulo x( t) . Por outro lado, & 
representa a fase do sistema, ou seja, o atraso com 
relação ao estímulo, devido principalmente ao atrito 
viscoso. O termo Ac/Act é a relação de áreas entre o 
cilindro do gerador de flutuações e a cavidade ( duto). 

Esta metodologia permite obter a dissipação da 
flutuaçao de vazão a partir dos parâmetros R.. e 8 , 
sempre que o módulo da perturbaç~o seja conhecido. 
Tanto RQ como 8 são funções doa parâmetros físicos 
característicos do sistema dinâmico utilizado. A 
compressibilidade do sistema, as frequências 
fornecidas, as vazões médias utilizadas e os 
parâmetros geométricos do orifício constituem oa 
principais fatores que influenciam na dissipação da 
flutuação de vazão. 

O acréscimo de vazão correspondente à flutuação 
pode ser determinado como sendo 

(26) 
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onde y( t) é obtido pela Eq. 25. 
Finalmente, a vazão total obtida a uma distância 

L do gerador de pulsos de vazão é dada por 

Oc(t) •00 +0.(t) -Ov(t) (27) 

Onde Qv(t) é o vazamento através da folga 
pistão-cilindro , calculada teoricamente. 

COMRlRTAMRNTO GWBAL 00 ttJDEIIJ 

Antes de proceder com a metodologia eXPerimental 
para a validação do modelo, torna-se necessário 
verificar se o mesmo comporta-se dentro doe limites 
lógicos esperados. A Fig. 2 mostra a variação do ganho 
do sistema com a compressibilidade, para uma 
frequência constante de 2 Hz e para várias vazões 
médias. A medida que o sistema torna-se maia 
compressível (aumento de 5) o ganho ee aproxima de 1, 
mostrando que para sistemas totalmente incompressiveie 
o ganho não é maia função de a e a velocidade de saida 
é função apenas da relação de áreas, ieto é, 
y( t) • A0 / Ad x( t) . Por outro lado, a medida que a 
compressibilidade do sistema aumenta (diminuição de 5) 
o ganho tende a zero, mostrando que o pulso é 
totalmente amortecido através do percurso. 
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) 
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Fig. 2 - Variação do ganho com a compressibilidade do 
sistema para uma frequência de 2 Hz e vários 
valores de Q0. 

A Fig. 3 ilustra a variação da fase com a 
compressibilidade do sistema. Com o aumento da 
compressibilidade, a fase tende a -n/ 2 e ee aproxima 
de zero a medida que o sistema torna-se mais 
incompressível. A fase também é afetada pela vazão Q0 
e pela frequência do sistema, sendo esta influência 
cada vez menor a medida que a aumenta (sistemas maia 
incompressíveis). 
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Fig. 3 - Variação da fase com a compressibilidade do 
sistema para uma frequência de 2 Hz e vários 
valores de Q0. 



As Figa. 4 e 5 mostram a variação do ganho e da 
fase com a frequência, respectivamente, para uma 
compressibilidade constante e vários valores de Q0. 
Nota-se que para um valor de 0 = 1,0x10B o ganho se 
aproxima de zero e a fase de -n/2 quando o sistema 
atinge uma frequência próxima doe 14 Hz. Em ambos os 
casos a queda é maior para valores maiores de Q0. 
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Fig. 4 - Variaçao do ganho com a frequência de 
flutuação. 
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Fig. 5 - Variação da fase com a frequência de 
flutuação. 

As 
média Q0 
valores 
maior a 
aumenta. 

Figa. 6 e 7 mostram a influência da vazão 
no ganho e na fase do sistema, para vários 

de 0. Nota-se que a influência de Q0 é muito 
medida que a compressibilidade do sistema 
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Fig. 6 - Variação do ganho com a vazão média Q0. 

O comportamento dos parâmetros dissipativos da 
flutuaçao de vazao com a geometria do orifício e 
detalhes do modelo podem ser vistos em [5]. 
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Fig. 7 - Variaça0 da fase com a vazão média Q0. 

METQOOLOGIA EXPERIMENTAL 

A Fig. 8 mostra o esquema geral do sistema 
dinâmico utilizado experimentalmente. Aqui a flutuaç!o 
de vazão é produzida pelo movimento harmônico de um 
pistão, acionado por um motor elétrico com frequência 
angular controlada. O movimento harmônico do pistão é 
obtido através de um mecanismo tipo garfo escocês 
(Scotch Youke), o qual gera ondas eenoidaie de vazão 
em torno da vazão média Q0. A vazão média, Q0, é 
gerada por uma bomba tipo palhetas e medida através de 
um sistema de medição de vazão constante. As 
flutuações de vazão, Qa(t), são obtidas relacionando­
se a vazão total Qt(t), com o gradiente de pressão 
dinâmica, AP(t), medida por transdutores de pressão no 
sistema de medição de vazão dinâmica. Aqui, o gerador 
de perda de carga impede que a flutuação se propague 
na direção vertical. 

"""""'"" tl~ "" ...... 

Sia~<Moii'Mllçio 
õ. vuio .. titica 

,.__vuioda 

---~--

Sia~dei'Ddlçio 
de v•aio dt.niltlica 

----.o~t' 

Fig. 8 - Esquema geral da bancada experimental. 

Para obtençao doe dados experimentais utilizou­
se uma série de sistemas de medição e uma ampla cadeia 
de processamento de sinais. Além da medição das 
pressões estáticas e dinâmicas (transdutores 1,2 e 3), 

EnerR.ia auxi 1 ia r 

f'-. ~ Unidadoa do V t:at~mento de (>- _ stnats 

[ l.__.___j[> - · 1 Sinais ~----- ! '---~---1 ~ tratadol!l 

~~~~~t' 
Fig. 9 - Cadeia de processamento dos sinais. 



foram medidas também a rotação do eixo (transdutor 4), 
para controle da frequência do gerador de flutuações, 
e o instante no qual ocorre a velocidade máxima do 
;pistão (transdutor 5), para determinação experimental. 
da fase do sistema. A cadeia de medição utilizada é 
mostrada na Fig. 9 . 

A utilizaçao do mecanismo tipo garfo escocês 
para o acionamento do pistão, permite a obtenção de 
velocidades senoidais como as descritas pela a Eq . 14, 
considerada teoricamente como sendo o sinal de 
escitação do sistema, gerado por uma fonte externa. 

Cálculos teóricos foram realizados para tomar em 
conta o vazamento através da folga pistão-cilindro do 
gerador de flutuações. .Tanto a compressibilidade do 
sistema, como a viscosidade e a densidade do fluido 
foram medidas experimentalmente. 

A vazão total que passa pelo sistema de medição 
de vazão dinâmica é dada por 

onde 

O. ( t) • Ag k [ÂP( t)} b (28) 

A0 = área do orifício (m2) 
k = coeficiente global obtido da calibração 

da placa 
b = constante obtida da calibração da placa 
AP(t)= gradiente de pressão no orifício, obtido 

experimentalmente. 

O ganho do sistema pode agora ser determinado a 
partir das vazões experimentais obtidas 

Ra. • o.< t> 
(29) 

onde Qp(t) é a vazão instantánea deslocada pelo 
pistão, dada por 

onde 

A fase do sistema é calculada por 

a.=-2xfAt (31) 

f = frequência cíclica medida experimentalmente 
At = tempo correspondente à defasagem entre 

x(t) e y(t). 

O tempo correspondente à defasagem, At, é 
determinado comparando-se o instante de tempo no qual 
o pistão atinge a sua velocidade máxima , medido pelo 
transdutor 5. com o instante de tempo no qual ocorre o 
valor máximo. de AP(t ) captado pelos transdutores de 
pressão. Para o cálculo do primeiro, um foto­
transistor colocado no eixo do gerador de flutuações 
emite um pico de tensão no instante em que o pistão 
atinge a sua velocidade máxima [5]. 

A validação do modelo consiste na comparação dos 
parâmetros teóricos obtidos pelo modelo (Qt(t), Ra e 
9 ) , com os parâmetros obt idos experimentalmente 
(QQ(t), RaQ e 9Q). 

RJSULIAOOS 

Os resutados apresentados nas Figs.10 a 15 
referem-se apenas a uma das vazoes médias utilizadas, 
a uma geometria fixa do orificio e a valores de a 
i8U8is a 108 N/m2. Resultados para os demais casos 
podem eer vistos em [5). As Figa. 10 e 11 mostram a 
variaç&o do ianho no tempo para duas das frequências 
de trabalho. Aqui, o valor do aanho i8U81 a 1 
significa o pistão na posição de velocidade nula 
(pontos mortos). Valores menores que 1 representam o 
amortecimento da flutuação para deslocamentos 
positivos do pistão, enquanto que valores maiores que 
1 representam o amortecimento da flutuação para 

deslocamentos neaativos do meSIIO. Os 11inimos e Jláximoa 
do os pontos de velocidade úxima do pistão. Nota-se 
que o resultado analitico, obtido pelo llOdelo, prev~. 
em ambos os caeos, \8 amortecilllento da flutuac!o 11enor 
do que o obtido experimentalmente. 
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A Fig. 12 mostra a variação do ganho para a 
faixa de frequências de trabalho. Para toda a faixa de 
frequências utilizada, o ganho experimental é menor do 
que o obtido pelo modelo, indicando que a flutuação é, 
para toda esta faixa, mais amortecida do que o 
previsto pelo modelo. 
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Fig. 12 - Variação do ganho para a faixa de 
frequências utilizada experimentalmente. 

A Fig. 13 mostra a variação da fase com a 
frequênc ia. Neste caso observam-se também defasagens 
experimentais maiores do que as previstas pelo modelo, 
embora o comportamento das curvas seja similar. 
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utilizada experimentalmente. 

As Figa. 14 e 15 mostram a variação da vazão no 
tempo para 2 das frequências utilizadas 
experimentalmente. Aqui a vazão teórica refere-se à 
flutuação sem amortecimento e sem fase (Ra=1, 8=0), ou 
seja à vazão correspondente ao deslocamento do pistão. 
A vazão analítica é a vazão correspondente à flutuação 
amortecida, obtida pelo modelo. Nota-se que o aumento 
da frequência leva a uma dissipação mais acentuada do 
pulso de vazão. Experimentalmente esta dissipação é 
maior do que a obtida pelo modelo. No entanto, estas 
discrepâncias, segundo os autores, devem-se mais a 
problemas construtivos do experimento do que a falhas 
do próprio modelo. 
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Fig. 15 - Vazões obtidas para uma frequência de 4,4 
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ANALISE DOS RESULTADOS E DIScuSSÕES 

A comparação doe resultados do modelo analítico 
com oe obtidos experimentalmente, mostram 
discrepâncias máximas no ganho e na fase em torno de 
10 a 15%. Discrepâncias menores ocorrem para os 

PLE.C..SE:: CAREFULLY FiE.6D ENCLOSED INSTRUC'liONS 
FOR TYPII~G THE MANUSCRIPT 

extremos da faixa de frequências utilizada, tal como 
observado nas Fig. 12 e 13. Resultados experimentais e 
analíticos mostram que o pulso de vazao é totalmente 
amortecido quando ae atingem frequências na ordem doa 
14 Hz, para toda a faixa de vazões médias utilizadas. 

Embora existam discrepâncias entre oa dados 
analíticos e experimentais, o modelo desenvolvido para 
prever a dissipação da onda de vazão comporta-se 
dentro doa limites esperados, tal como mostram aa 
Figa. 2 a 7. Acredita-se que aa discrepâncias 
existentes entre oa valores analíticos e experimentais 
devam-se à dificuldade de reproduzir experimentalmente 
aa condições ideais do modelo. Embora oa erros de 
medição doa sistemas de aquisição dinâmica tenham sido 
computados experimentalmente, a dificuldade para 
manter aa frequências constantes, aa vibrações dos 
equipamentos, aa dificuldades ligadas àa 
características construtivas doa componentes, entre 
outras, podem ter contribuído enormemente na 
discrepância doa resultados obtidos. 

A obtenção de um calibrador dinâmico de vazão a 
partir do modelo desenvolvido no presente trabalho 
pode ser Perfeitamente viável sempre que eataa 
discrepâncias sejam tomadas em conta através de tma 
análise maia detalhada. 
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S\JMMARY 

Moderno, 

The preeent paper anslyeie theoretically and 
experimantally the laminar puleating flow of oil in a 
circular tube where a eenoidal pulse ie generated in 
the entrance. The theoretical model i8 eolved 
analitycally using Laplace traneform. The pulse ie 
generated in the experimental apparatus throUih a 
pieton device driven by an eletric motor with 
controlled angular velocity. Comparieon between 
theoretical and experimental resulta are realized for 
eeveral flow conditione. 
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SUMÁRIO 
A rrwdelagem do escoamento anular. laminar de fluidos de perfuração com modelo reológico de potência foi 
desenvolvido utilzando-se o método de elementos finitos. com umn formulação padrão de Galerkin . Foi investigado o 
efeito da rotação da coluna de peljuração e da excentricidade do anular nas perdas de carga do sistema de 
circulação de poços delgados. Foi constatado pelos resultados das simulações. que a rotação e a excentricidade 
causam um decréscimo significativo das perdas de carga no escoamento anular. 

INTRODUÇÃO 

Durante a exploração de um campo de petróleo são perfurados poços cm 
pontos estratégicos da área. de forma a se obter informações sobre a litologia. 
geologia e potecial produtivo do reservatório. Normalmente o mesmo 
equipamento utilizado na perfuração de um poço comercial é lamllém 
utilizado na exploração, encarecendo sensivelmente a operação face aos seus 
riscos inerentes. De forma a reduzir os custos da exploração. a perfuração de 
poços delgados vem sendo adotada na industria do petróleo. 

Um dos problemas importantes no novo cenário, é a dificuldade na 
previsão das perda~ de carga no sistema de circulação da sonda de 
perfuração. Devido às altas rotações impostas à coluna de perfuração c ao 
reduzido espaço anular existente entre o poço e a coluna de perfuração, 
observou-se uma grande sensibilidade da~ perdas de carga no sistema à 
rotação na coluna e lambém verificou-se a inadequação dos modelos 
convencionais de escoamento puramente axial, para a determinaçao do 
campo de velocidades e pressão do escoamento anular de interesse (Dewishe 
et ai .• 1992). 

Com o intuito de analizar o efeito da rotação da coluna no escoamento 
anular, foi desenvolvido um modelo bidimensional de elementos finitos para 
o tratamento de escoamentos axi-rotacionais de fluidos não-Newlonianos de 
modelo de potência, para domínios axissimétricos. De forma a considerar 
lambém o caso de domúlio anular excêntrico, simulações tridimensionais 
foram realizadas com um programa de elementos finitos comercial. 

FORMULAÇÃO MAlEMÁTICA 

As equações governantes de um escoamento incompressível, isotérmico, 
Iam inar e viscoso são: a conservação da massa e do momento dentro do 
volume de controle que representa o domínio do problema. 
Conservação do momento: 

pu• Vu =V • cr+ pf (I) 

Continuidade: 

V•u=O (2) 

Condição cinemática: 

(3) 

sendo u o vetor velocidade do escoamento, o o tensor tensão total , r o vetor 

de força de corpo, e f. o tensor taxa de deformação. 
As condições de contorno para as equações mostradas são velocidades e 

trações ao longo do contorno r do dommio n. 
O tensor lensão total para um fluido não-Newtoniano inelástico pode ser 

escrito da seguinte forma: 
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o=2).!i-PI (4) 

sendo P a pressão hidrostática c I o tensor identidade. 
Como eslamos principalmente interessados em fluidos com modelo 

reológico de potência, a função de viscosidade, 11. para o fluido Newtoniano 
generalizado da Eq . 4 é dada por: 

1, = _!_tr(e) 
- 2 

(5) 

(6) 

sendo J2 o segundo invariante de taxa de deformação, k o índice de 
consistência do fluido , n o índice de comportamento do escoamento, c tr( ) o 
traço do tensor. 

Fluidos com o índice de comportamento do escoamento (n) menor do que 
1 são chamados pseudoplásticos, que englobam a maioria das soluções 
poliméricas diluídas, tais como Hidroxi -ctil Celulose (HEC) e Carboxi-metil 
Celulose (CMC). Tais soluções e água salgada são comumente utili7.adas no 
problema que eslamos interessados. 

Fazendo o produto escalar de cada termo da Eq. 1 com uma velocidade 
arbitrária, ou, e integrando sobre o domínio n, obtemos uma expressão para 
a taxa de variação da energia mecânica do fluido: 

De forma análoga, o trabalho realizado por qualquer variação de pressão, 
ÕP, é nulo devido à incompressibilidade: 

f oP(V • u)dQ =O 
ll 

(8) 

Ao aplicarmos o teorema do divergente ao primeiro termo do lado direito 
daEq. 7, obtemos: 

f p(u•Vu)•oud.O+Jcr:(Võu)dQ= 
u n 

(9) 

sendo ii o vetor normal ao contorn do dom mio. 
De forma a resolver as equações para o caso mais genérico, é necessário 

utilizar métodos aproximados que, basicamente, reduzem o problema 
contínuo a um discreto. Em nosso tratamento, o domínio foi dividido em 
regões simplesmente conectadas, que são chamadas de elementos finitos. 



Tais elementos tratam da aproximação da geomeUia bem como da solução do 
problema discretizado. 

Foi utilizada uma formulação mixta para o problema, que consiste da 
aproximação do campo de pressão e velocidade do escoamento. A solução 
dentro de um elemento é aproximada em termos da solução nos pontos 
nodais: 

u,(xJ = <t>T(xJu, (10) 

p = 'J'Tp (II ) 

sendo o índice i correspondente às três componentes da velocidade e Xj às 
coordenadas do sistema de referência. 
Nas Eqs. 10 e 11, <I> e 'f' são as maUizes das funções de interpolação de 
Lagrange quadrática e linear, respectivamente. 

Substitutindo as Eqs. lO e li em 8 e 9, obtemos um sistema de equações 
da forma da Eq. 12, que requer um método de solução iterativo, devido a sua 
não-linearidade. 

KU=F (12) 

onde K é a matriz formada pela conUibuição dos termos connvectivos, 
viscosos c de pressão; U é o vetor solução, que é formado pelos componentes 
do vetor velocidade e a pressão; e F é o vetor força, que é formado pelas 
forças de corpo e trações na superfície do dommio do escoamento (Ribeiro, 
1994) 

ESCOAMENTO EM ANULARES CONCÊNTRICOS 

O modelamento matemático de escoamentos em anulares concênUicos 
com rotação do cilindro interno tem sido explorado desde o final dos anos 50, 
quando Rivlin (1956) utilizou uma caracterização diferencial do tensor 
tensão de um fluido viscoelástico para determinar os componentes do tensor 
tensão total para um escoamento helicoidal, laminar, incompressível c 
plenamente desenvolvido. Coleman e Noll (1959) trataram o mesmo 
problema para um fluido genérico, obtendo expressões para o tensor tensão 
em termos de três funções materiais: função viscosidade c a primeira e 
segunda diferenças de tensão normal . Eles concluíram que o campo de 
velocidade em um escoamento helicoidal plenamente desenvolvido poderi a 
ser determinado conhecendo-se apenas a função viscosidade. Fredcrickson 
(1960) utilizou a representação do tensor tensão de Rivlin (1956) para obter 
expressões integrais para a velocidade do escoamento e vazão de um fluido de 
Rcincr-Rivlin, em termos de uma função de viscosidade aparente. Savins c 
Wal lick (1966) desenvolveram um esquema numérico para calcular o 
escoamento helicoidal de fluidos não-Newtonianos com tensão de escoamento 
nu la. Eles verificaram a relação entre a vazão, gradiente de pressão, 
velocidade angular e Iorque no cilindro interno para fluidos com viscosidade 
dependente da taxa de deformação. Pilebvari ( 1989) desenvolveu um código 
de elementos finitos unidimcnsional para calcular o escoamento helicoidal de 
fluidos com modelo de potência. Ele aplicou o modelo para estimar o efeito 
da rotação da coluna de perfuração. índice de comportamento do fluido c 
perda de carga no campo de velocidade, vazão, viscosidade aparente c Iorque 
na coulna de perfuração. 

A maneira que adotamos para tratar esta classe de escoamentos foi 
similar à de Pilchvari, com a capacidade adicional de tratar domínios 
bidimensionais axissiméUicos. O passo inicial foi a comparação dos 
resu ltados do modelo com dados de laboratório de Rca c Showalter (1967), 
que desenvolveram um método óptico para medir a disUibuição de velocidade 
resultante no plano z-8 de um escoamento helicoidal. Eles utilizaram uma 
solução com 3% de Poli-isobutileno (Fluido 1 da Tabela I) dissolvido cm 
dccalim, escoando em um anular com rotação do cilindro externo (Geometria 
I da Tabela 2) , sob um gradiente de pressão constante. 

Tabela I . Propriedades dos fluidos utilizados nas simulações: Densidade -
pllbm/gal], índice de consistência - kllbf sn/loon2 ), índice de 

comportamento- n. 

Fluido k n 

7.50 1.447 0.825 

2 8.35 3.367 0.800 

3 9.16 0.140 0.697 

4 8.90 o 162 0.737 
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Tabela2. GeomeUia dos anulares utilizados nas simulações: Diâmetro 
interno- Di[pol], diâmetro externo- Do[pol]. 

GeomeUia Di Do Di/Do 

3.00 4.00 0.75 
2 0.46 0.73 0.63 
3 1.25 1.50 0.83 
4 3.70 4.38 0.83 

De acordo com a Fig. I , o modelo de elementos fmitos representou as 
medidas de laboratório de forma satisfatória. 
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Comparação dos resultados da simulação de escoamento 
helicoidal com dados de laboratório de Rea e Showalter (1967) . 

De forma a observar o efeito da rotação do cilindro interno na resistência 
ao escoamento no anular, comparamos os resultados numéricos com dados de 
laboratório de Quigley et ai. (1993). Eles estavam interessados no efeito de 
altas rotações do cilindro interno na perda de carga em anulares com razão 
de diâmetros similar à utilizada em poços delgados (GeomcUia 3 da Tabela 
2). A perda de carga através da scção de teste de 48" do anular fói plotada na 
Figura 2, para uma larga faixa de rotações do cilindro interno. 
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Comparação dos resultados da simulação de escoamento 
helicoidal com dados de laboratório de Quigley ct al .(l993). 

Como pode ser observado na Figura 2, houve acordo entre os valores 
calculados c os dados medidos na faixa de rotações c vazões baixas . Um 
decréscimo na perda de carga pode ser observado com o aumento da rota<;ão 
do cilindro, para os valores de vazão baixos. Isto se deve à relevãncia da taxa 
de deformação tangencial na função viscosidade, resultando num decréscimo 
da resistência ao escoamento devido ao comportamento pscudoplástico do 
fluido (Fluido 3 da Tabela I). 

.ESCOAMENTO EM ANULARES EXCÊNTRICOS 

O modelamento matemático de escoamentos de lluidos não-Newtonianos 
cm anulares cxcênUicos tem sido feita, basicamente, desconsiderando-se a 
rotação dos contornos. Mitsuishi c Aoyagi (1973) utilit.aram um princípio 
variacional para obter o campo de velocidade, vazão c perda de carga para 
um nu ido com modelo de Suuerby. Eles conscguirmn hom acordo entre os 
valores calculados c medidos de perda de carga, para uma fai xa de números 
de Reynolds da ordem de 0.01 . Guckes (1975) resolveu as equa<;ões de 
Stokcs para o escoamento de lluidos com modelo de potência c de Bingham , 
utilizando diferenças finitas . Ele nã,>tevc sucesso na comparado dos valores 
caculados com os medidos de vazão versus gradiente de pressão, para uma 
mistura de água com hcnton it.a. 

Hacii slmnoglu ( 19~'!) lá . um trauuncnto similar ao de Guckcs, 
utli z;mdo-sc um fluido wm modelo de Hcrschcll-Bulklcy. Ele conseguiu 
rcprcsenllu os dados de laboratório de M itsuishi c Aoyagi com sucesso. 



Chin (1992) seguiu a rota de Haciislamoglu, mas utilizando-se 
coordenadas naturais que se conformam ao contorno do domínio. Esta 
técnica permitiu que se computasse escoamentos permanentes através de 
seções de anulares com formato arbitrário. 

O trabalho mais recente nesta área é o de Azouz et ai. (1991), que 
resolveram as equações de Stokes para fluidos com modelo reológico de 
potência, utilizando-se coordenadas não-ortogonais curvillneas. Além das 
vantagens de flexibilidade na representação de dominios complexos, os 
autores citaram a possibilidade de representação de anulares totalmente 
excêntricos. 

Nós analisamos o problema a partir de uma formulação tridimensional 
plena de elementos finitos, permitindo o tratamento de escoamentos em 
desenvolvimento. Os resultados foram obtidos com o pacote comerciai 
FIDAP (Versão 6.0.1), que foi projetado para o tratamento de várias classes 
de problemas de escoamento. 

De forma a validar o modelamento, comparamos os resultados da 
simuação com dados de laboratório de Mitsuishi e Aoyagi (1967), que 
mediram o gradiente de perda de carga para soluções aquosas de Hidróxi-etil 

Celulose (Fluido 2 da Tabela I), através de um anular excêntrico (Geometria 
2 da Tabela 2). Observando-se a Fig. 3, conclui-se que as simulaçoes 
numéricas representaram os dados de laboratório de forma satisfatória. 
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Comparação dos resultados da simulação de escoamento axial­
excêntrico (Excentricidade = 0.43) com dados de laboratório de 
Mitsuishi c Aoyagi (1973). 

Nosso estudo do efeito da rotação do cilindro interno no escoamento 
através de um anular excêntrico foi blL~eado no trabalho de Quigley et ai. 
(1993). Embora não tenha sido possível simular o caso de excentricidade 
unitária, devido a limitações na ferramenta numérica, conseguimos tratar 
excentricidades até 0.75 . Os gradientes de perda de carga obtidos nas 
simulações podem ser observados na Figura 4. 
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Efeito da excentricidade e rotação do cilindro interno na perda 
de carga do anu lar ( R e = 39.6 e N = 25rpm). 

OBSERVAÇÕES DE CAMJ>O 

O modelo de escoarnento arJUiar cone foi utilizado para a simulação do 
escoamento anular no poço teste (SHADS) desenvolvido por Bode et ai. 
( 1989). O esquema geral do poço pode ser observado na Figura 5, sendo a~ 
dimensões do anular correspondentes à geometria 4 da Tabela 2. O fluido 
utilizado na análise corresponde a uma sulução diluída de Hidroxi-etil 
Celulose (Fluido 4 da Tahela I), desenvolvido espcciahnente pela Amoco 
Rcscarch para a perfuração de poços delgados. 

239 

Figura 5. 
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Configuração do poço delgado para lestes (SHADS) utilizado 
por Bode et ai. (1989). 

A perda de carga no anular foi analisada em duas situações: circulação 
sem rotação da coluna de perfuração e circulação com rotação. O coeficienle 
de atrito de Fanning versus o número de Reynolds generalizado para o 
escoamento anular sem rotação da coluna pode ser observado na Figura 6. 
Comparando-se os dados experimentais com os resultados das simulações, 
pode-se verificar que a correlação para o cálculo da perda de carga em 
anulares totalmenle excêntricos desenvolvida por Haciislamoglu (1989), foi 
mais representativa do que o modelamento concêntrico, na maior parte da 
região laminar do gráfico. 
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Coeficiente de atrito de Fanning versus número de Reynolds 
generalizado para o poço leste de Bode et ai. (1989). 

A simulação do efeito da rotação da coluna de perfuração na resisência 
ao escoamento no anular pode ser observada na Figura 7. Como pode ser 
esperado para um fluido pseudoplástico, houve um decréscimo na perda de 
carga com o aumento da rotação, devido ao efeito da taxa de deformação 
tangencial na função viscosidade dada pela Eq. 5. 
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Raz.ão entre a perda de carga no anular com rotação [PCA(C)] e 
a perda de carga sem rotação [PCA(S)] calculada para o poço 
teste de Bode et ai (1989). 

As medidas de perda de carga no poço leste realizadas por Bode et ai. 
( 1989) podem ser observadas na Figura 8. Apesar da nuvem de pontos, pode­
se verificar o aumento da perda de carga com o aumento da rotação. A 
di vergência existente entre os resultados das simulações e os dados medidos 
no can1po se deve, principalmente, à inadequação das hipótses do 
modclamento. A consideração de regime laminar não é totalmente 
apropriada porque ela diz respeito a uma faixa de operação demasiadamente 
restrita, para a aplicação em estudo. Já a premissa de um domínio do 
escoamento estacionário é muito conservadora para a representação do 



problema real. A coluna de perfuração tem um comportamento dinâmico que 
não somente causa a modificação do caminho do escoamento ao longo do 
poço, mas também excita regimes de escoamento de maior ordem no 
movimento do fluido de perfuração. 
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Razão entre a perda de carga no anular com rotação [PCA(C)] 
e a perda de carga sem rotação [PCA(S)] medida no poço teste 
de Bode et al. (1989) . 

CONCLUSÕES 

1. O modelamento bi e tridimensional por elementos fmitos representou, de 
forma satisfatória, os dados publicados para escoamentos axi-rotacionais em 
anulares concêntricos e escoamento axial em um anular excêntrico. 

2. A rotação do cilinndro interno causou um decréscimo na perda de carga 
no anular para fluidos pseudoplásticos. A excentricidade causou um 

decréscimo na perda de carga no anular tanto para escoamentos axi­
rotacionais quanto para puramente axiais. 

3. Uma correlação para o cálculo da perda de carga cm anulares totalmente 
excêntricos foi mais representativa dos dados de campo para perda de carga 
no anular, com a coluna de perfuração estática, do que um modelamcnto de 
escoamento concêntrico. 

4. As hipóteses de regime laminar e domínio do escoamento estacionário 
utilizadas no modelamento, mostraram-se muito restritivas para a correta 
representação do escoamento no anular durante a perfuração de poços 
delgados. O melhor entendimento da dinâmica da coluna de perfuração e os 
possíveis regimes de escoamento durante a operação se faz necessário, para o 
sucesso no modelamento do problema. 
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ABSTRACT 

During lhe exploration and exploitation phases of an oil field , it is 
necessary to drill wells at strategic points of lhe fidd in order to obtain 
information about lhe geology, lilhology and oil bcaring potential of the 
reservo ir. 

Due to lhe financial and technical advantagcs of applying slim bole 
drilling and coring to exploration, incTcased cffort in lhe analysis of lhe 
performancc, safety and cnvironmental impact of lhe opcration has been 
observed .. One of lhe major issucs in slim holc drilling and coring opcrations 
is lhe accuratc prediction of pressure losses in lhe annulus, in ordcr to 
guarantec optimum operating conditions. As has bccn pointed out in lhe 
literature, lhe small annular clearance and lhe high rotational spccds of lhe 
drillstring are factors which preclude lhe common assumption of 
unidimcnsional axial flow in lhe annulus , which has commonly bccn applied 
for conventional prcssure drop computations. 

ln order to addrcss lhe effect of rotational speed and eccentricity of 
lhe drillstring in lhe laminar flow of power law fluids in lhe annulus, 2D and 
3D finite element schemcs werc applied . The numcrical modeling showed 
good agreement wilh available lahoratory data for axial-rotary flows in 
concentric annuli and axial flows in an ecccntric annulus .. 

The simulations revealed lhat lhe rotational speed and ccccntricity 
of lhe drillstring causes a decrease in lhe pressure loss along lhe annulus .. 

Dcspite lhe satisfactory performance of the numerical modeling 
under lhe scope of its assumptions of laminar regime and steady flow 
configuration, it wa~ found to be limited in its ability to predict lhe pressure 
loss in lhe annulus of lhe field case, duc to lhe effect~ of drillstring dynamics 
and higher order flow pattems. 
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RESUMO 
Este trabalho apresenta uma metodologia de cálculo para a resistividade elétrica de materiais 

particulados, que é um dos principais indicativos da aplicabilidade de precipitadores eletrostáticos na 
coleta de resíduos industriais. com esta finalidade, foi construída umá célula de medição que simula as 
condições reais de precipitação e faz circular uma corrente elétrica aplicando uma diferença de potencial 
a uma camada de material particulado precipitado. Efetuando-se as medições de corrente e potencial 
pode-se obter o valor da resistividade através da simulação numérica da condução elétrica no interior da 
camada precipitada. 

INTRODU CÃO 

Os precipitadores eletrostáticos são equipamentos utilizados 
para controlar a emissão de material particulado proveniente de 
processos industriais. O princípio de funcionamento baseia-se no 
carregamento elétrico das partículas através da ionização do ar 
(efeito corona). O fluxo gasoso contendo partículas escoa entre 
duas superficies planas paralelas e verticais onde estão dispostos 
uma série de fios (precipitadores de placas paralelas) ou através de 
um cilindro vertical com um único fio ao centro (precipitadores 
cilíndricos). As superficies são denominadas eletrodos de coleta e 
os fios eletrodos de carregamento. A diferença de potencial entre os 
eletrodos de coleta e de carregamento gera um campo elétrico 
responsável pela ionização do ar e o conseqüente carregamento 
das partículas. Assim, as partículas eletricamente carregadas 
migram para o eletrodo de coleta devido a influência do campo 
elétrico formando uma camada de material precipitado da ordem de 
milímetros de espessura que pode ser removida, posteriormente, 
através de um sistema mecânico de batimentos. 

A eficiência de coleta do precipitador eletrostático depende 
de fatores relacionados à natureza do escoamento no interior do 
precipitador - velocidade (Groves et ai, 1980), turbulência e campo 
elétrico (Leonard et ai, 1980) e outros relacionados às proprie­
dades físicas das partículas - tamanho e resistividade (Robinson, 
1975 e Crawford, 1976). A resistividade de um material representa 
a sua permeabilidade a corrente elétrica e, portanto, indica a 
aplicabilidade da precipitação eletrostática na coleta de um tipo de 
material particulado. Os valores de resistividade podem variar de 
105 ohm.m, para alguns tipos de carvão mineral, à to12. ohm.m 
para resíduos de rochas (Strauss, 1966 ). 

A adesão das partículas ao eletrodo de coleta ocorre devido à 
força de Coulomb, oriunda do campo elétrico, que é dependente 
da carga elétrica da partícula. Se o material particulado a ser 
coletado possui pequeno valor de resistividade, abaixo de 102 
ohm.m, ao entrar em contato com o eletrodo de coleta, ocorrerá 
um rápido descarregamento das partículas devido à maior facilidade 
de movimentação das cargas elétricas no interior da camada 
precipitada. Assim, haverá diminuição das forças elétricas que 
mantém a partícula aderida, permitindo que sejam arrastadas pelo 
fluxo gasoso. Por outro lado, quando o valor da resistividade é 
maior do que 5xtoS ohm.m, há problemas para o descarregamento 
das partículas, podendo surgir o efeito "back-corona", estudado por 
Ogawa (1991), causado pela ruptura dielétrica dos gases no 
interior da camada precipitada devido às grandes diferenças de 
potencial que provoca pequenas explosões no interior da camada 
precipitada expulsando as partículas de volta ao fluxo gasoso . 
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Para materiais de baixos valores de resistividade costuma-se 
recobrir o eletrodo de coleta com uma solução aglomerante 
evitando o desprendimento do material particulado. Para valores 
elevados de resistividade utiliza-se condicionadores - água, amônia 
ou S03 - (Strauss, 1966) que são aspergidos no fluxo gasoso 
formando uma película condutora sobre as partículas, permitindo a 
movimentação de cargas elétricas. Por exemplo, injetando-se 17 
ppm de amônia no fluxo contendo material particulado com valores 
de resistividade entre 10 I e 102 ohm. m, consegue-se um aumento 
de eficiência de coleta de 85 a 96%. Também pode-se obter bons 
resultados com a injeção de vapor d'água. 

O acúmulo de cargas elétricas na superficie exterior da 
camada precipitada representa uma redução da diferença de 
potencial entre o eletrodo de carregamento e a região de coleta, 
reduzindo a velocidade de migração das partículas. Além disso, 
alterações tisico-químicas do material podem ser originadas na 
variação da composição dos insumos básicos do processo industrial 
e na alteração dos valores de humidade e temperatura do fluxo 
gasoso. 

Faz-se necessário, então, o perfeito controle do valor da 
resistividade da camada precipitada no eletrodo de coleta que varia 
constantemente no processo industrial, denominada resistividade 
aparente. Este controle pode ser efetuado utilizando-se uma 
metodologia de determinação da resistividade aparente do material. 

A CÉLULA DE MEDICÃO 

A célula de medição de resistividade tem por objetivo simular 
a precipitação de material particulado sobre a placa coletora de 
maneira semelhante a um ·precipitador real, a fim de obter valores 
reais de compactação e temperatura e fornecer o valor da 
resistência elétrica da camada precipitada. Conhecendo-se a 
diferença de potencial, entre a superficie da camada precipitada e a 
placa de coleta, e o valor da corrente elétrica, pode-se obter o valor 
da resistência elétrica do material através da Lei de Ohm. 

Conforme proposto por Strauss ( 1966 ), foi construída a 
célula de medição da resistividade aparente segundo o diagrama do 
circuito elétrico mostrado na figura I . 

Eletrodo 

Fonte , v . l Placa 
O ~ lOkV '· . !. mA ) 

~L--__j 
Figura I - Diagrama do circuito elétrico. 



O equipamento constitui-se de fonte de tensão, sensor de 
deslocamento, fuso de esfera, aquecedor e ventilador, conforme 
mostra a figura 2. 

Para simular a precipitação, o fluxo de ar contendo as 
partículas é gerado por um pequeno ventilador, fazendo-o escoar 
para o interior da célula. O fluxo é aquecido a fim de alcançar a 
temperatura de simulação desejada. 

A fonte de tensão fornece, no máximo, 10 kV a fim de 
provocar a precipitação eletrostática das partículas e de gerar um 
campo elétrico no interior da camada precipitada. Após a 
precipitação, o eletrodo de carregamento é deslocado para atingir a 
superficie da camada fazendo circular corrente elétrica no seu 
interior que pode ser medida por um amperímetro acoplado a fonte 
de tensão. 

Sensor de 
deslocamento 

Placa de Colet< 

Figura 2 - Configuração da Célula de Medição de resistividade. 

A espessura da camada precipitada pode ser medida 
utilizando-se o acoplamento existente entre o eletrodo de 
carregamento e o fuso esférico que permite a movimentação 
vertical do eletrodo. Existe, ainda, um sensor de deslocamento 
interligado ao fuso para indicar a distância entre a ponta do 
eletrodo e a placa coletora. 
DETERMINAÇÃO DA RESJSTIVIDADE 

A partir do valor da resistência da camada precipitada pode­
se, então, calcular a resistividade da camada precipitada: p = R A I 
L, onde R é a resistência elétrica, A é a área atravessada pela 
corrente elétríca e L representa a distância entre os pólos negativo 
e positivo. 

A corrente que circula no interior da camada precipitada 
assume a forma de um parabolóide, conforme mostra a figura 3. 
Assim, o comprimento L e a área A necessárias ao cálculo do valor 
da resistividade devem ser determinados. 

r-' ~ I 

I I Elçtr9cto 

l j 

@l~=w~nre 
·,_Placa 

Figura 3 - Linhas de corrente elétrica no interior da camada 
precipitada. 

Modelagem Matemática: Utilizando-se a analogia entre 
transferência de calor por condução e condução elétrica, pode-se 
determinar numericamente a distribuição espacial de tensão no 
interior da camada precipitada, através da solução da seguinte 
equação de difusão: 

j_(! a( r V)) +a 
2

V =O (1) 

ar r ar az 2 

Dividindo-se o domínio de cálculo em volumes de controle, 
utilizando-se a técnica de diferenças finitas e integrando-se a 
equação de transporte obtém-se a equação discretizada para cada 
ponto nodal (Patankar, 1980). O sistema linear de equações foi 
resolvido utilizando-se a técnica da eliminação de Gauss. 

Sabendo-se que a somatóría das correntes que fluem através 
dos volumes de controle devetn ser iguais a corrente total medida 
na placa coletora e considerando-se a resistividade elétríca. 
constante ao longo da camada precipitada, pode-se escrever: 

·· 1 A; 
ITOTAL ~ '~-J:J,.V; (2) 

~pL 

hoTAL 
(3) p 'f A. /1V; 

j=() L. 
Condicões de Contorno: Considera-se a existência de 

simetria no centro da placa (r=O). Nas regiões externas da camada 
precipitada (r=R e z=D) não há movimento de cargas elétricas entre 
o ar e a camada, considerando-se, então, como extremidades 
isoladas. Na superficie da placa coletora o potencial é nulo, pois a 
placa está aterrada. O eletrodo em contato com a superficie externa 
superior da camada (r=O, z=D) representa uma região de potencial 
constante e igual a V o. 

I 

V=O 

av= 0 ar 

Figura 4 - Desenho esquemático da Célula de Medição e 
condições de contorno. 

RESULTADOS 

A figura 5 apresenta a distribuição de tensões na camada de 
material precipitado. Pode-se notar que os gradientes de tensão 
mais elevados, responsáveis pela corrente elétrica, estão localizados 
na região central da camada. 

Tensão 
!VI 

Reio de efe•t•Rl8nto 
do eletrodo 

[mm) 

6.0x10 3 

4.6x10 3 

4.0x10 3 

3.6x10 3 

3.0x10 3 

2.6.x10 3 Teneio 
2.0x10 3 I V 1 
1.6x103 

1.0x103 

6.0x10 2 

O.Ox10° 

1oB 8 4 2 o 
Distância ii ponto 

do eletrodo 
[mm] 

Figura 5 - Distribuição espacial de tensão no interior da camada 
precipitada, para uma d.d.p. aplicada de 5000 V e um afastamento 

placa-eletrodo de 12 mm. 
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Os resultados obtidos indicam o formato parabólico das 
linhas de campo elétrico, conforme mostrado na figura 6. O campo 
elétrico responsável por 99% da corrente elétrica que circula no 
interior da camada de material precipitado está concentrado na 
região da placa coletora com raio inferior a 50 mm. 

: 1nNt11fru i ii i I i li ' i l : I i i i li ! ! IIII i i i I i i i t I i 1 i li 
o ~ - ~ ~ ~ ~ ~ ~ ~ ~ 

lhlia •t• • pant:• do •l•trodo l - J 

Figura 6 - Linhas de Campo elétrico no interior da camada 
precipitada. 

Obteve-se a distribuição espacial de tensão na região 
infinitesimalmente próxima à placa coletora, a fim de determinar o 
valor da resistividade a partir da equação (3). A distribuição de 
tensão, mostrada na figura 7, foi obtida durante o teste de malha 
para 3 diferentes malhas: 30 x 60, 35 x 75 e 40 x 80. Sendo 
selecionada a malha de 35 x 75 para este trabalho. 

Malha 30x60 

,;., 

Figura 7 - Distribuição espacial de tensão na placa coletora. 

A figura 8 apresenta uma comparação de valores de densidade 
de corrente obtidos no presente trabalho e valores obtidos pela 
solução analítica da Warburg (equação 4) obtidos para 
movimentação de cargas elétricas em uma configuração geométrica 
semelhante. 

j(r) = j(O).cosmo 
j(r) =0 

sendo: 

O =tan -I!.. 
d 

para O -:;;O -:;;60° 
para O 2':60° 

d = distância entre a placa e o eletrodo 

(4) 

Os resultados de Warburg são bastante próximos ao 
resultados experimentais obtidos por Jones ( 1992) 

Soluc ão Analitica 
de \1\Íarburg 

·salUcàO obl1da 
no piesente traba·lho 

Figura 8 - Distribuição espacial de densidade de corrente na região 
próxima à placa, obtida neste trabalho e a mesma solução utilizando 

a formulação de Warburg. 

Pode-se notar, o decaimento brusco da densidade de corrente 
com o aumento da distância radial ao eletrodo, indicando que a 
corrente elétrica se concentra na região central da camada 
precipitada. 

Foi verificada também a tendência de diminuição dos valores 
de resistividade a medida que os valores de tensão aumentam. 
Foram realizadas medições para valores de tensão entre 1kV e 5kV 
e os valores de resistividade variaram entre 5,5 x 106 Ohm.mm e 
7,5 x 106 Ohm.mm com a variação da tensão aplicada. 

CONCLUSÕES 

A célula de medição construída conforme proposto por 
Strauss ( 1966) pôde simular as condições de temperatura e 
potencial envolvidos em um precipitador real . Os efeitos 
gravitacionais, devidos à configuração da célula, podem ser 
importantes em relação à deposição eletrostática para pequenos 
valores de tensão . 

A medição dos valores de resistividade deve ser efetuada com 
valores de tensão entre 1kV e 5kV , a fim de simular os valores de 
campo elétrico encontrados no precipitador. Os valores máximos de 
tensão são limitados pela ruptura da rigidez dielétrica do ar no 
interior da camada de material precipitado, que corresponde ao 
efeito back-corona encontrado no P.E .. ·os valores limites de tensão 
dependemda rigidez dielétrica do ar contido no interior da camada 
precipitada, ou seja, das condições de deposição do material 
particulado. O resíduo de um forno de pelotização, composto 
basicamente por minério de ferro, foi ensaiado para tensões de até 
5000 V originando um campo elétrico de 1000 V/mm, para o qual 
se observou a abertura de um arco elétrico na região próxima ao 
ponto de contato entre o eletrodo e a camada precipitada, causando 
pequenas perturbações ( pequenas explosões e caudeamento de 
alguns pontos ) na camada que invalidam as medições, 
caracterizando a ruptura dielétrica do ar. 

A distribuição de tensão e campo elétrico foram 
determinados através da solução numérica da equação de difusão 
elétrica a fim de obter resistividade, pois a célula fornece somente 
valores da corrente total que flui na placa coletora. 

O método apresentou resultados concordantes com a 
formulação de Warburg, e indicou uma tendência de diminuição dos 
valores de resistividade com o aumento de tensão, como já foi 
indicado por Strauss( 1966). 
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ABSTRACT 

The present work describes a calculation method for electrical 
dust resistivity, which determines whether or not .eletrostatic 
precipitation can be applied to a particular dust remova! problem. A 
point-plate cell for measuring dust particles resistivity was 
constructed to simulate the real conditions of eletrostatic 
precipitator and to permit a current to pass through a precipitated 
dust layer caused by an electric-potential difference. The resistivity 
value was obtained using measurements of voltage and current and 
a numerical simulation of the steady-state electric conduction in the 
precipitated dust layer. 
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SUMÁRIO 
O presente trabalho apresenta as origens do medidor de vazão tubo multifuros, seu 

princípio de funcionamento e seu equacionamento. Através de resultados de ensaios analisa-se o 
desempenho diferentes modelos e configurações. Relatam-se as vantagens para sua aplicação, e 
os fatores construtivos e geométricos que influenciam sua operação. São propostos modelos 
para realização de ensaios que ampliem as informações sobre o medidor. 

INTRODUCÃO 

O desenvolvimento de medidores de vazão que apresentem 
resultados confiáveis, simplicidade na instalação e operação, e 
flexibilidade em sua aplicação é a preocupação do estudo sobre a 
farnilia dos medidores do tipo tubo multífuros. 

Estes medidores de vazão instantânea possuem larga faixa 
de aplicação podendo ser utilizados em processos industriais, em 
redes de abastecimento de água, como também em sistemas de 
movimentação de ar e de gases em geral. 

O medidor ·recebeu a denominação de tubo multífuros 
quando foi classificado pela norma brasileira, NBR I 0396 de 1988, 
no grupo de medidores de vazão instantânea de pressão diferencial. 
Neste grupo estão os medidores de vazão tradicionalmente 
conhecidos, como a placa de orifício, o tubo de Venturi, o bocal e 
o tubo de Pitot. 

Pesquisas que analisam o emprego de medidores de vazão 
na Europa e nos Estados Unidos apontam que os medidores que 
utilizam o princípio da pressão diferencial são aproximadamente 
metade do total empregado, confirmando a importância deste 
grupo de instrumentos. (Halcey (1986), Pereira (1989)) 

DESCRIÇÃO DO MEDIDOR 

O tubo multífuros é um medidor a ser utilizado em 
escoamento em condutos forçados. Ele funciona como se 
houvessem vários tubos de Pitot associados, avaliando a 
contribuição de pressão associada à velocidade em diferentes 
pontos da seção transversal do conduto, e obtendo um valor médio 
para elas. 

Figura I. Medidor Tubo Multífuros 

É constituído por um tubo cilíndrico, contendo ori~cios 
dirigidos para montante que operam como tomadas da pressao de 
estagnação nas diferentes posições em que estão col.oca_dos. 
Possui também, um ou vários furos opostos aos pnmetros, 
dirigid~s para jusante que permitem avaliar uma ~ressão 
denominada "de esteira". Estes furos tem a mesma funçao dos 
orifícios que medem a pressão estática no tubo de Pitot estático 
convencional. 

EOUACÕES E COEFICIENTES UTILIZADOS 

A determinação da vazão é feita com equacionamento 
semelhante aos sensores que operam por pressão diferencial . A 
expressão que relaciona a diferença de pressão oferec!da pelo 
medidor com a vazão do escoamento é apresentada a segutr: 

~ Q = K xS X y xCI x v---p-

onde: 
Q - vazão em volume 
K - coeficiente de vazão para o medidor 
S - área da seção transversal reta do conduto 
p - massa específica 
Y - coeficiente de compressibilidade 
Ci - coeficientes de correção 
DP- pressão diferencial 

(1) 

Os coeficientes de ajuste são utilizados de acordo com as 
características intrínsecas ao medidor, as propriedades do fluido e 
do escoamento, e também com as condições da instalação onde o 
instrumento está colocado. 
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Na equação apresentada tem-se o seguinte significado para 
cada coeficiente: 

Coeficiente de Vazão (K). É a combinação do coeficiente 
de descarga (C) com o coeficiente de velocidade (E), que podem 
ser definidos pela seguintes equações: 

K=E x C 

E= 1 
~1-(d/D). 

onde: 
d - diâmetro da menor seção do medidor de vazão 
D - diâmetro da seção transversal do conduto 

(2) 

(3) 



O coeficiente de velocidade (E) é típico de medidores cuja 
característica básica usa a variação de área para determinar a 
vazão. No caso presente do multífuros, adota-se este coeficiente 
com valor igual a um, conforme apresentado por alguns autores. 

Assim o coeficiente de vazão (K) para este medidor tem o 
mesmo significado que o coeficiente de descarga (C), relacionando 
os valores de vazão real e medida através do multífuros. Ele é 
usado, principalmente, para corrigir efeitos associados ao número 
de Reynolds, perdas de carga entre tomadas de pressão e 
localização das mesmas. 

Coeficiente Compressibilidade (Y). Usado para corrigir, 
em escoamento de gases, influências na variação da massa 
específica entre as tomadas de pressão causada pela presença do 
corpo cilíndrico do sensor no escoamento, ou por uma diferença 
de temperatura entre essas tomadas. 

A variação causada pelo escoamento em tomo do corpo 
cilíndrico pode ser avaliada em função da relação entre as áreas 
(8), dada por 

8 = a/S 

onde: 
a - área total livre na seção onde está instalado o medidor 
S - área da seção transversal reta do conduto 

(4) 

Coeficientes de Correcão (Ci). Os coeficientes Ci 
expressam a influência de fatores como dilatação térmica da 
tubulação e do medidor, correções devido a altitude e localização 
onde está realizando-se a medição, entre outros. 

HISTÓRICO 

Através de uma retrospectiva histórica- sobre o tubo de 
Pitot, apresentada por Folsom (1956) e por Cole (1935), pode-se 
verificar a contínua e extensa busca de soluções e formas para esse 
medidor. 

O chamado tubo de Pitot teve várias formas geométricas, 
desde a proposta em 1732 por Henry Pitot, modificado por Darcy 
( 1855), depois por Cole ( 1896), multiplicando-se as alternativas 
até os nossos dias. Contudo ele foi consolidado como instrumento 
adequado para medição de velocidade e vazão em condutos, com 
as pesquisas realizadas na década de 30. A partir de então, surgem 
as formas geométricas atribuídas a Prandtl, à ASME (American 
Society of Mechanical Engineers), ao NPL (National Physical 
Laboratory), à AMCA (Air Movement and Control Association) I 
ASHRAE (American Society of Heating, Refrigerating and Air 
Conditioning Engineers), entre outras. Estas formas geométricas 
são atualmente amplamente aceitas e utilizadas. 

A partir dos anos 30, também são propostas configurações 
que tem a forma de um tubo cilíndrico com um ou mais orificios 
em um único plano transversal, chamado de Pitot cilíndrico, ou 
Pitot transversal (Christiansen and French (1937), Thraser and 
Binder (1950), Winternitz (1955), Ower and Pankhurst (1966) e 
Hills (1983)). 

Pode-se considerar que o tubo multífuros é derivado dos 
Tubos de Pitot e incorpora a técnica de localização dos pontos de 
medição ao longo de uma seção transversal. 

A primeira versão do tubo multífuros, que operou como 
medidor de vazão, foi produzida em 1968, conforme relato de 
Plache (1974). Esta versão possuía quatro orificios apontados para 
montante, distribuídos de modo que cada um deles avalia a pressão 
de estagnação média correspondente a uma das quatro regiões de 
igual área em que foi dividida a seção transversal da tubulação. A 
pressão total média, destas quatro contribuições é transmitida por 
um tubo interno ao cilindro, denominado tubo de interpolação. A 
pressão de esteira era medida através de um tubo independente 
localizado atrás do cilindro com seu orificio apontado para jusante. 

Segundo Plache (1974), este tubo interpolador, que tem a 
função de fazer uma média dessas contribuições de pressão, foi a 
chave para capacitar o tubo multífuros como um medidor de vazão 
primário. Testes realizados no Laboratório de Hidráulica e 
Prevenção de Incêndios do lllinois Institute of Technology 
comprovaram o bem sucedido desempenho de um modelo 
construído para tubulações de 100 mm.(4 "), schedule 40. 

Novos modelos surgiram, como o apresentado pela 
Dieterich ( 1976), denominado Annubar, onde o tubo que mede a 
pressão de esteira teve sua localização alterada, passando a ser 
interno ao cilindro, com seu orificio faceado à superficie e 
apontado para jusante. Esta configuração é semelhante à alguns 
modelos de Pitot cilíndricos já citados, (Folsom (1956)). 

Evolução do modelo proposto em 1968. A partir de 1968 
foram realizadas pesquisas na busca de resultados que 
caracterizassem medidor multífuros como uma opção dentre os 
medidores de vazão por pressão diferencial. 

Os trabalhos de investigação sobre os vários modelos 
adotados para o multífuros analisam as seguintes variáveis : 
- Geometria externa do corpo cilíndrico definido pelo perfil da 
seçãó transversal. 
-Número de furos (orificios) que captam as pressões medidas 
- Localização destes orifícios 
- Arranjo fisico no interior do medidor; presença e localização dos 
tubos que transmitirão as contribuições de pressão. 

Thoi e Soh (1979), fazem uma simulação do 
comportamento do medidor analisando o uso de 4 tomadas de 
pressão para as pressões de estagnação, distribuídas ao longo de 
um diâmetro segundo método de Chebyshef, que propõe pesos 
iguais parà a contribuição de cada uma delas. 
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Seus resultados indicam que, para escoamento em 
movimento turbulento, onde o perfil de velocidades obedece a lei 
da potência : 

I 

:~ .. =(~)" (5) 

o valor obtido para a velocidade média associada à vazão 
determinada através do medidor, em relação ao obtido através da 
integração do perfil de velocidades é: 
- para n = 7 , I ,5% maior, 
-para n = 10, 1,0% maior, e 
- para n = 20 , 0,8% maior, 

Estes resultados apontam que a utilização de 4 orificios 
localizados segundo a distribuição de Chebyshef é adequada 
quando o perfil de velocidades obedece a equação (5). 

Britton e Mesnard ( 1982) apresentam resultados para 
ensaios realizados na Colorado State University com diferentes 
modelos construídos. Nesses testes são analisadas a influência da 
geometria externa do corpo cilíndrico e do arranjo físico interno 
em medidores construídos para tubulações de I 50mm. (6"), 
schedule 40. 

Os três tipos de sondas ensaiados são: 
- Sonda A: seção transversal reta circular, sem utilização de tubo 
interpolador, internamente o medidor é divido em duas regiões, 
uma de alta pressão outra de baixa. 
- Sonda 8: seção transversal reta circular, com a utilização de dois 
tubos transmissores de pressão. O tubo interpolador, e o outro 
tubo que conduz a pressão de esteira. 
- Sonda C: seção transversal reta com forma octogonal não 
regular, também dito perfil diamante, que utiliza os dois tubos 
como no tipo 8. 

8 8 ~ 
[)ela lhe De!alhc De!alhc 

Sonda A Sonda B Sonda C 

Figura 2. Esquema de sondas tipos A, B e C. Em detalhe corte da 
seção transversal. 



Figura 3 Variações das sondas tipos A, B e C; Arranjo interno 
utilizando-se divisor. 

Os resultados dos testes nas sondas de tipos A, B e C estão 
apresentados na figura 4 onde verifica-se comparativamente o 
comportamento das curvas obtidas. 
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Figura 4. Resultados do ensaios com Sondas A, B e C. Coeficiente 
de Vazão por Reynolds (Britton, Mesnard (1982)) 

Ensaios realizados em bancada de testes na EPUSP, 
utilizando-se uma linha com diâmetro de 150mm. (6 "), para uma 
sonda do tipo C , apresentam, na figura 5, resultados para faixa de 
valores de Reynolds entre 5,0xl04 e 3,0xl05 . 
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Figura 5. Resultado de ensaio com sonda C. Coeficiente de vazão 
por Reynolds (EPUSP 1994). 

Relatório de ensaios realizados no National Engineering 
Laboratory (NEL) (1985) traz resultados de interesse para uma 
sonda construída com o perfil octogonal irregular, para tubulações 
de 200mm (8"), schedule 40, denominada Sonda D, conforme 
pode ser visto na figura 6. 
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Figura 6. Resultados do ensaio com Sonda D. Coeficiente de 
Vazão por Reynolds (NEL (1985)) 

Foi, também, realizado ensaio no Centro Tecnológico de 
Hidráulica (CTH) ( 1984), quando foi testado um medidor com 
geometria externa octogonal, e que utiliza o tubo interpolador, 
fabricado para tubulações de 200mm (8"), schedule 40, que aqui é 
identificado como sonda E. Os resultados estão na figura 7 . 
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Figura 7. Resultados do ensaio com Sonda E. Coeficiente de 
Vazão por Reynolds (CTH (1984)) 

Análise dos resultados .A partir do comportamento dos 
modelos testados são feitas observações que seguem: 

Os resultados apresentados pelas sondas A e B, indicam 
que, dentro da faixa total de no de Reynolds considerado, a sonda 
A apresenta uma variação total do coeficiente de vazão (K) menor 
que a sonda B, cerca de 15% contra 20%. Porém a análise da 
variação de K para valores de Reynolds entre 5,4x105 e 1,1xi06, 
indica uma menor amplitude para a sonda B . 

A comparação dos valores obtidos pelas sondas A e B com 
os obtidos por C, considerada toda a faixa de Reynolds dos 
ensaios da figura 4, mostra para as primeiras uma grande amplitude 
nos valores de K, enquanto para esta última obteve-se apenas 2% 
de variação. Para a sonda do tipo C, porém, nota-se uma tendência 
de queda no valor do coeficiente de vazão para valores de 
Reynolds menores que 105, confirmada na figura 5. 

Os resultados para as sondas D e E, ocupam faixas de 
Reynolds praticamente complementares confirmando o 
comportamento verificado em C, com pequenas variações para o 
coeficiente K. Observa-se, também, que para valores de Reynolds 
menores que 1,5xl05 , aumenta a amplitude de variação para K, 
que tende a decrescer com Reynolds. Nestes casos temos a 
conservação da geometria e do arranjo fisico do sensor variando 
apenas o diâmetro da tubulação onde foi instalado. 



CONCLUSÕES 

A partir dos resultados analisados apresentam-se a seguir 
algumas conclusões, considerando que o melhor desempenho do 
medidor em uma ampla faixa de vazão será obtido quando o valor 
do coeficiente de vazão (K) variar com menor amplitude. 

Geometria do coroo cilíndrico. A geometria é fator 
determinante no coeficiente de vazão (K). O comportamento do 
escoamento em torno do cilindro é função da própria geometria e 
do número de Reynolds Desta forma para perfis que possuam 
características que impliquem a localização fixa do ponto de 
separação, como através da presença de arestas, obtém-se menor 
variação de K. Fato confirmado no modelo octogonal. 

Arranjo tisico interno do medidor. Este apresenta uma 
influência que pode ser notada na comparação dos resultados dos 
modelos A e B, sendo que o melhor desempenho de cada uma das 
alternativas testadas é obtido em função da faixa de Reynolds que 
se analisa. 

Localização e Número dos furos . O perfil de velocidades 
na seção de medição é determinante no modo como as tomadas de 
pressão total estão distribuídas, podendo influir também sobre o 
número delas. Outro parâmetro que define o número de orificios é 
o diâmetro do conduto onde será realizada a medida. A 
distribuição de Chebyshef, para 4 furos, apresentou bom resultado 
na simulação considerada. 

Comparativamente ao tubo de Pitot. Proporciona maior 
diferencial de pressão (DP) causado pelo seu sistema de avaliação 
de pressão de esteira ao invés da pressão estática respectiva. 
Característica que ajuda na medição de escoamentos de baixas 
velocidades . Possui maior agilidade, rapidez e praticidade na 
leituras de pressão, e na determinação da vazão e da velocidade 
média . 

Oferece, ainda, maior segurança na substituição do tubo de 
Pitot em avaliações de velocidade média através de um único 
ponto como citado nos artigos de Cole ( 1935), Christiansen and 
French (1937), no manual da SABESP (1982), e na norma BSI 
I 042 (1984), entre outros. 

Como desvantagens o medidor tipo tubo multífuros, 
apresenta as características que seguem. 

Existe dependência do perfil de velocidades. Mesmo que 
não haja necessidade de conhecer-se perfeitamente a distribuição 
das velocidades ao longo do diâmetro, o coeficiente de vazão pode 
ter variações imprevistas em situações onde a distribuição de 
velocidades tenha comportamento muito irregular, ou fortes 
assimetrias em relação ao eixo axial da tubulação . 

Este instrumento não possui flexibilidade, como o tubo de 
Pitot, onde um sensor pode operar em tubulações de diferentes 
diâmetros. O multífuros é construído para uma especificação 
determinada de tubulação, isto é, com diâmetro interno bem 
definido. 

Comentários Finais . Atualmente, no Departamento de 
Engenharia Mecânica da EPUSP, estão sendo fabricados 
protótipos de sondas para ampliar os resultados conhecidos 
conforme modelos apresentados na figura 3. Nestes pretende-se ter 
a possibilidade de uma ampla variação nos parâmetros 
identificados como importantes e analisar sua influência 
individualizada e de maneira conjugada. Para tanto , foram 
projetados quatro modelos básicos de sondas, que possibilitam 
'doze arranjos diferentes a partir das seguintes características: 
- Geometria externa: duas sondas possuem geometria circular, e 
duas outras geometria octogonal. 
- Número e localização dos furos : estando a .linha de testes com 
diâmetro de 150 mm. (6"), optou-se por 4 furos apontados para 
montante, distribuídos segundo Chebyshef, sendo que para os 
orificios de jusante será feita análise de duas alternativas: um único 
furo na posição do eixo axial e quatro furos também segundo 
Chebyshef 
- Arranjo fisico interno ao medidor: existe a possibilidade de 
utilização de um divisor interno ou de um tubo que conduzirá a 
pressão de esteira. Pode-se em ambas as alternativas introduzir-se 
ou não o tubo interpolador. 

A semelhança que existe entre K e o coeficiente de arrasto 
(Co) para escoamento em torno de cilindros auxilia na escolha do 
perfil mais adequado para o medidor, considerando a faixa de 
Reynolds que será empregado. Desejando-se construir medidor 
com coeficiente de vazão estável deve-se pesquisar formas 
geométricas que apresentem pequenas variações no Coeficiente de 
Arrasto. 

Trata-se de alternativa interessante, onde sua aplicação 
deve ser estudada consideradas as características de escoamento, o 
sistema de condutos, a faixa de número de Reynolds, e o perfil de 
velocidades. 
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ABSTRACT 

This Paper presents the origins ofthe multi-hole (averaging­
Pitot) flowmeter, operation principie and equations. The 
advantages, the geometrical and contruction factors are reported . 
Using test results and empírica! equations, the performance of 
different models and shapes are analised. 
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O principal objetivo deste trabalho é o desenvolvimento teórico e experimental de wn sistema 
de medida de vazão e título para escoamentos bifásicos gás-líquido. Neste trabalho foram reali:z.adas 
medidas de fração de vazio (através de wn sistema de bloqueio do escoamento com duas válvulas de 
fechamento simultaneo) e medidas de perda de pressão (através de wn venturi). A partir de wn 
modelo teórico simplificado é possivel relacionar o título da mistura e a vazão mássica total ás 
medidas da fração de vazio e da perda de pressão, respectivamente. Os resultados obtidos 
mostraram wna boa concordância com os valores experimentais da vazão de cada fase, 
demonstrando o potencial do sistema de medidas. 

INTRODUÇÃO 

A resposta da maioria dos instrumentos para escoamentos 
bifásicos depende da vazão mássica e do título da mistura. Portanto, 
se a vazão mássica for conhecida, o título pode ser determinado 
através da resposta de wn instrumento de medida, e vice-versa. 
Porém, se nem a vazão mássica nem o título forem conhecidos, 
então dois instrumentos de medida diferentes são necessários para 
determinar estes dois parametros. Em geral são utilizados wn 
instrumento para medir a fração de vazio e wn outro para medir a 
queda de pressão do escoamento através de wn dispositivo. 
Segundo Hewitt (1978), a maior dificuldade encontrada na 
utilização deste sistema de medida está relacionada com a 
dependência da resposta dos intrumentos em iimção do padrão de 
escoamento. 

Os sistemas de medida de vazão mássica e título em 
escoamentos bifásicos tem sido baseados em instrumentos de 
medida de pressão diferencial (combinados com outro instrumento 
de medida). O uso de placas de orificio e de venturis para medida 
de vazão mássica e de título da mistura foi descrito por Collins and 
Gacesa (1971), Fouda (1975), Lorenzi and Muzzio (1979), 
Lavagx10 and Panella (1979), Reimann et ai. (1979), Lin (1982), 
Reimann et al . (1982), Chisholm (1983) e por Pai and Rodhes 
(1984). 

MODELO TEÓRICO 

A vazão mássica total e a fração mássica do gás (ou título da 
mistura) de wn escoamento gás-líquido podem ser relacionadas com 
as medidas da fração volwnétrica do gás (ou fração de vazio) e da 
queda de pressão no venturi, através de um modelo teórico 
simplificado. 

A relação entre o título da mistura e a fração de vazio pode 
ser escrita da seguinte forma: 

onde 

1 

X= 1+ Pr[t -=- a Y 
Pa a S 

VG S "' --·· é a razão de deslizamento. 
VL 

(1) 
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A razão de deslizamento depende da fração de vazio. Uma 
correlação para a razão de deslizamento foi desenvolvida a partir 
dos resultados experimentais obtidos neste trabalho, através do 
ajuste de uma função polinomial. 

A vazão mássica total pode ser relacionada com a perda de 
pressÃo no vcnturi, desde que seja conhecida a densidade da 
mistura. através da seguinte expressão: 

onde: 
CD = coeficiente de descarga 

AT = área da garganta 

L\P = queda de pressão 

(2) 

Existem várias defmiçõt.:s para a densidade da mistura. A 
forma mais apropriada para a determinação da densidade da mistura 
pode ser obtida através do modelo da quantidade de movimento: 

(3) 

As equações (1) e (2) permitem calcular a vazão mássica 
total e o título da mistura a partir das medidas dt.: fravão dt.: vazio e 
de perda de pressão no venturi. desde que seja determinada uma 
correlação para a razão de deslizamento. 

RESl fLTADOS EXPERIMENTAIS 

As medidas de fiação de vazio e de perda de pressão em um 
venturi foram realizadas em uma seção de testes vertical de 21 rrun 
de diâmetro interno. Um misturador localizado no início da seção de 
tcstl:s é alimentado por vazões de ar e de água medidas através d..: 
placas de orificio calibradas e de transdutores de pressão diferencial. 
Após uma seção de tranquilização do escoamento, a fração de vazio 
é medida através de wn sistema de duas válvulas de techamento 
simultâneo. O trecho da tubulação compreendido entre as duas 
válvula.c; é de acrilico de modo a permitir, tanto a determinação do 



padrão de escoamento, quanto a leitura do nível de líquido 
capturado após o fechamento simultâneo das válvulas, c 
conseqüentemente a fração de vazio. O venturi encontra-se 
posicion.1do logo após a seção de acrilico, e a medida da perda de 
pressão é realizada através de transdutores de pressão diferencial, 
conforme a figura 1. 

REDE 
A'GUA 

MEDIDOR DE 

~~RJ'~ ~E~ 

• MEDIDOR DJ 
FRAÇAO OE YI<_Zf<()_ 

SEÇÀO OE TESTE 
EM ACRILICO 

SEÇÃO DE 
TRANQUILIZAÇÀO 

2, 
z ' 
"'' "ol 
~~I 
9~1 
LJZI 
"o 

ui 

"' o,.l 

"'"'' <tI s I 

-~ t 

COMPRESSOR 

Figura 1 - Esquema do Aparato Experimental. 

VENTURI 

Foram realizados vários ensaios experimentais para 
diferentes padrões de escoamento. A figura 2 mostra os pontos 
experimentais na forma de um Illilpa de padrão de escoamento. 
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Figura 2 - Ivlapa de padrão de escoamento mostrando os 
pontos experimentais 

O valor da razão de deslizamento foi calculado a partir das 
medidas de fração de vazio através da seguinte relação: 

S=e~a )}~ (4) 

A figura 3 mostra os valores da razão de deslizamento em 
função da fração de vazio, assim como a curva ajustada para este 
conjunto de dados experimentais: 

S = LO + 13.83 a - 53.88 a 2 + 59.76 a 3 (5) 

O título da mistura foi calculado através do modelo teórico, 
equação ( 1 ), usando a correlação desenvolvida acima para a razão 
de deslizamento. A figura 4 apresenta uma comparação dos valores 
calculados do título com os valores obtidos experimentalmente. 

Pode-se observar um concordância razoável dos valores do 
título da rnístura calculados a partir do modelo teórico simplificado, 
apesar das variações de razão de deslizamento observadas para 
valores altos da fração de vazio. 
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Figura 3 - Razão de deslizamento em função da fração de 
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Figura 4 - Valores medidos e calculados do título da. mistura 

A vazão mass1ca total foi calculada a partir do 
modelo teórico simpliíicado, equação (2), usando o valor teórico do 
título da mistura para a determinação da densidade da mistura, 
equação (3). A figura 5 mostra uma comparação entre valores 
calculados e medidos da vazão máR!Iica total. Foi utilizado o !leguinte 
valor para o coeficiente de descarga: 

C 0 =c 0.98 

Observa-se na figura 5 que o comportamento do modelo 
teórico é adequado, exceto para os valores mais baixos da vazão 
mássica total, onde o modelo superestima a vazão. 
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Figura 5 - Comparação entre valores calculados e medidos 

da vazão mássica total 

CONCLUSÕES 

Neste trabalho foram realizados ensaios experimentais com 
escoamento ar-água em uma tubulação vertical de 21 mm de 
diâmetro interno, envolvendo medidas de fração de vazio com o 
sistema de válvulas de fechamento simultâneo e medidas de perda 
de pressão no venturi. 

O modelo teórico simplificado apresentou resultados 
razoáveis na determinação da vazão mássica total e do título da 
mistura, a partir das medidas de fi·ação de vazio e de perda de 
pressão no venturi. 

No futuro serão realizados outros ensaios experimentais, 
incluindo as medidas de fração de vazio com wn sensor de 
capacitância, assim como serão estudados outros modelos teóricos 
·de modo a melhorar a precisão na determinação da vazão e do título 
da mistura. 
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SUMMARY 

The main objective of thls work is the theoretical and 
experimental development of the mass flow rate and quality 
measurement system for gas-liquid two-phase flows . During this 
work, the void fraction was measured with a quick closing ball 
valves system, and the pressure drop in the venturi meter was 
measured with differential transducers. from a simplified theoretical 
model, it is possible to calculate the total mass flow rate and the 
mixture quality from lhe void fraction and the pressure drop 
measurements. A good agreement wa~ tound between theoretical 
and experimental values of the total mass flow rate and the mixture 
quality, showing the potential applications of the proposed system. 



NOMENCLATIJRA 

AT = Área da garganta 
C0 = Coeficiente de descarga 
JG = Velocidade superficial do gás 
J L = Velocidade superficial do líquido 
rÍl = Vazão mássica total 
P =Pressão 
S = Razão de deslizamento 
V G = Velocidade do gás 
V L = Velocidade do liquido 
x = titulo da mistura 
<X = Fração de vazio volwnétrica 

Po = Densidade da fase gasosa 
PL = Densidade da fase líquida 
Pm = Densidade da mistura 
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Resumo 

Apresenta-se neste trabalho um modelo simples para análise da diferença entre a temperatura 
real da face oposta ao escoamento em sistemas de medida de fluxo em canais retangulares com 
aquecimento direto e a temperatura indicada pelos termopares. Propõe-se, também, uma nova forma 
construtiva de junta, caracterizada por uma resposta dinâmica muito mais rápida que a dos 
termopares com isolação mineral de pequeno diâmetro ou montagens onde se necessita um filme 
isolante de materiais plásticos. 

INTRODU CÃO 

Na medida de fluxo cólico em geometria de placas 
planas paralelas, com escoamento de água ou freon , uma 
geometria muito usada em reatores de pesquisa e de materiais, 
há sempre o problema de desligar o experimento quando se 
atinge este fluxo antes da elevação de temperatura decorrente 
da redução do coeficiente destruir os resistores . Este fluxo 
cótico é o máximo fluxo de calor para o qual ainda se tem o 
regime de ebulição nucleada na superfície dos resitores . 
Estão, assim, associados a medida deste fluxo, os fenômenos 
de afastamento do regime de ebulição nucleada (DNB -
Departure from Nucleate Boiling) e de perda da secção ou 
"bum out". Quanto maior a potência de trabalho do sistema é 
mais difícil completar esta ação a tempo. Hoje o limite 
superior da faixa de fluxo crítico com água com interesse 
para a indústria já atinge mais de 700 W/cm2 . Nestas 
condições o projeto do sistema de teste em si já se toma 
bastante complexo, e a rapidez da detecção da ocorrência do 
DNB é sempre um item relevante. Quando se usa aquecimento 
direto, com os elementos resistivos em contato direto com o 
fluido, há a necessidade de se isolar os termopares 
eletricamente, o que tem levado ao uso de termopares finos 
com isolação mineral, ou a aplicação de um filme polimérico 
de isolamento. Esta isolação, geralmente de baixa 
difusividade térmica, atrasa a detecção da instabilidade e 
aumenta o risco de perda da secção de testes. Neste trabalho 
apresenta-se uma modelagem matemática, que permite o cálculo 
das temperaturas nas faces do resistor de potência e no 
termopar durante o transiente de DNB, a partir da hipótese de 
colocação do termopar no ponto de início deste fenômeno. 
Nesta solução, supõe-se que a placa se torne isolada no 
instante do início do fenômeno. Delimita-se a viabilidade de 
detecção do início de fluxo crítico com termopares, como 
função do material e espessura do resistor utilizado, a 
partir de dados de propagação da frente de DNB, obtidos por 
Passos (1989). Finalmente, propõe-se uma nova forma 
construtiva de termopares, baseados na soldagem de termopares 
tipo K, seguida da aplicação de camadas de cobre e alumínio, 
prensagem da junta para torná-la plana e com grande área de 
contato, e posterior anodização junta. Sobre a anodização, 
coloca-se uma nova camada de cobre, para facilitar a 
posterior brasagem do termopar. 

MODELO MATEMÁTICO 

Na avaliação de fluxo cólico de ebulição, 
freqüentemente se faz uso de placas metálicas finas aquecidas 
diretamente por efeito Joule. O lado oposto ao fluído destas 
placas é isolado termicamente para reduzir-se as perdas de 
calor. Os termopares são usualmente instalados na face oposta 
ao fluído, para que não se perturbe o escoamento. Para 
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avaliar a diferença entre a temperatura indicada no termopar 
e a temperatura real da face onde este está instalado, vamos 
supor que os gradientes de temperatura no plano da placa 
aquecedora sejam desprezíveis face aos gradientes 
transversais e à derivada no tempo da temperatura. Esta 
hipótese é razoável face ao fato de não haverem gradientes no 
plano da chapa na direção perpendicular ao escoamento, exceto 
nas vizinhanças da borda do canal. Na direção paralela ao 
escoamento, a conservação de energia fornece um gradiente de 
temperatura em regime da ordem de q'"Õ/(pr v b Cpr), muito 
menor que aquele na direção transversal, onde q"' é o calor 
gerado por unidade de tempo e volume, pr é a densidade do 
fluido, Cpr é o calor específico do fluido, b a espessura do 
canal de escoamento, v a velocidade do fluido e õ a espesura 
da chapa aquecedora. Na região do "burn out", onde a troca de 
calor placa vapor é muito pequena tem-se gradientes na 
direção paralela ao escoamento mais de uma ordem de grandeza 
abaixo do valor acima. A figura 1, ilustra uma montagem 
típica de medida de fluxo cótico. 

Assim, é razoável tratar-se o problema apenas com o 
tempo e a dimensão transversal como variáveis independentes e 
considerar-se que imediatamente antes do início de "burn 
out" , tenha-se uma distribuição de temperatura dada por: 

T(O,x) = -0.5 q"'x2/k + q"'x Õ/k + To (1) 

onde k é a condutividade térmica do material da chapa 
aquecedora, e To é Too + q'"Õ/h, para h o coeficiente de 
película e Too a temperatura do fluido. 

A partir do "burn out", pode-se face a redução drástica 
do coeficiente de troca de calor, considerar a placa isolada 
em ambas as bordas. Assim, a distribuição de temperatura na 
placa aquecedora após o "burn out" é obtida pela equação de 
condução de calor em regime transitório: 

(2) 

sujeita a condição inicial fornecida pela equação {1), e a 
condição de contorno de bordas isoladas em x =O e x = õ. Neste 
caso a solução transiente de temperatura da placa é composta 
de uma parcela TI não dependente da posição que tende a 
infinito, associada ao termo não homogêneo da equação 
diferencial, e uma parcela T2 que satisfaz as condições de 
contorno homogêneas e a condição inicial, ou seja: 

TI(t) = q"' t /( p Cp) (3) 

(4) 

sujeita a condição inicial dada pela equação (1), e cuja 
solução é da forma: 



T2(x,t)=Ao-[{[Ai cos(Âix)+Bi sin(À.jx)] e-À.j a. '} 
J 

(5) 

obtém-se das condições de contorno que os coeficientes Bi são 
nulos e que: 

Ai 

Assim: 

Âi=jn/o 

Ao = o2q"'/(3k) 

2 q"' o2
/ (1t

2 
/ k) p j=l,n 

q" , t 2·2 02 
T(x,t)=To+ ___ +Ao-[Ai cosU 1t x/o)e(-a. tn J I ) 

p Cp i 

te r r-1opo res 

~ 
cono l de e scoo Men t o 

s n ido. d e agua 

(6) 

(7) 

(8) 

(9) 

Fig. 1 - Geometria de Medida Experimental de 
Fluxo Critico 

Face, ao fato de se ter correntes elétricas pela placa, 
ou se solda diretamente o termopar a placa, sem camada 
isolante no termopar, e usa-se isolação galvânica eletrônica 
de custo elevado, o que limita o número de termopares a serem 
empregados, ou coloca-se um isolante elétrico entre a junção 
do termopar e a placa. Usa-se, assim, termopares com isolação 
mineral, nos quais há óxido de magnésio em pó compactado 
entre o fio e uma capa metálica, como também termopares 
comuns com um filme isolante entre o termopar e a parede. Um 
corte do termopar com isolação mineral Termocoax da Philips é 
apresentado na figura 2. Nestas configurações, o material 
utilizado para garantir a isolação elétrica do temopar tem 
baixa difusividade térmica, e atrasa a chegada da informação 
de que houve mudança das condições na parede junto ao sensor. 
Normalmente após instalar-se o termopar, recobre-se este e a 
secção de testes com um isolamento térmico, para reduzir as 
perdas de calor na experiência. Assim, desprezando as 
perturbações introduzidas pelo termopar no sistema, pode-se 
analisar apenas o material isolante do termopar, como um meio 
semi-infinito e considerar que o sensor colha a informação 
numa dada profundidade neste meio. 

A distribuição de temperatura em um sólido semi­
infinito, inicialmente a uma temperatura uniforme To, que em 
t=O tem sua superfície submetida a uma temperatura Ti é dada 
por: 

T'(x,t) (Too -To) erf( 0.5 x a.;112f 112) + To (lO) 

onde: 
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··· -·----------~ .... ,. , ,...._~ ..... ·~·· , .. , ...... ..... . 

2 [ 2 erf(x) = ]to.s e·z dz ;: [ (-1)"x<2n+IJ/n!/(2n+ l) 
O n 

(11) 

Para o caso, de impor-se uma temperatura variável T(t) 
na face do corpo semi-infinito, tem-se uma solução para o 
perfil de temperatura neste sólido semi-infinito dada pela 
integraJ de Duhamel, via: 

To(t) = T(O,t) + r erf(-~~ ) ~~(x,t)dt 
o (a..(t-t))l/2 at 

(12) 

A integraJ em (12), pode ser facilmente executada, pela 
substituição da função erro, pela sua série, apresentada em 
(11). VaJe notar, que nesta anáJise de atrasos não se tem 
interesse em avaJiar o erro de regime permanente. A 
integração resulta em: 

tt' t•·2 
T.(t)~To-~(o+~)+[{l Ai(-1ie- Jerf( ~· 5 0

" )A•} (13) 
k '-i v'a. (t-t) 

onde t• é a.. 7t
2t/f?. Esta solução converge rapidamente para 

valores pequenos de t . 
Ao comparar-se as previsões do modelo acima, com a 

evolução no tempo da leitura dos termopares dos experimentos 
de fluxo crítico de Mishima e Nishihara (1985), verificou-se 
uma razoável concordância, de forma que o modelo proposto 
prevê satisfatóriamente o efeito das propriedades da montagem 
no atraso de detecção, como mostra a tabela 1. A tabela 2 
ilustra a evolução calculada das temperaturas na geometria 
proposta por Mishima e Nishihara (1985) considerando-se que o 
temopar possui uma camada isolante de 12 microns de aJumina. 
Assim, o modelo proposto pode ser usado para avaJiar as 
temperaturas nas faces da placa aquecedora quando o sistema 
consegue efetivamente cortar a corrente, um dado tempo fixo 
após o sinaJ da temperatura indicada no termopar ou sua deri­
vada atingirem o nível especificado de corte. Ao tempo neces­
sário ao corte, deve-se acrescentar aquele necessário a 
frente de instabilidade chegar ao ponto onde está o termopar, 
pois provavelmente o fenômeno começará em outro ponto . Este 
tempo será tanto maior quanto menor o número de termopares ou 
quanto pior a previsão do ponto de início do fenômeno . As 
velocidades de propagação da frente de "bum out" obtidas por 
Passos (1989) para Freon 113 como fluido de trabalho, para 
potências de 38,6 W/cm2 e 46,1 W/cm2, foram de 12mm/s e 36 
mm/s. A mesma referência fornece uma velocidade 37,5 mm/s 
para água a 0.8 m/s . 

Pode-se notar na tabela 2 a redução da diferença entre 
a temperatura de parede e a indicada no sensor de 33.9 oc 
para 5.32 oC em t=O. 75 segundos para o temopar proposto. Para 
t=0.05 segundos o termopar proposto teria erros de 0 .3 °C, 
contra 3 oc do termopar tradicional de isolação mineral. Esta 
diferença de comportamento para tempos baixos é que aumenta 
sobremaneira a capacidade de deteção, e é tanto mais 
importante quanto mais fina a chapa e maior a potência 
dissipada. 
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Figura 2: Cortes de um Termopar com Isolação Mineral da 
Philips 



Tabela 1: Temperaturas Previstas e Indicadas nos Termopares 
Junto ao Burn Out em Medidadas de Fluxo Crítico para a 
Geometria de Ensaio de Mishima e Nishihara (1985). 

Distância Junção Parede 0.10 mm p MgO 796 kgtm3 
Cp MgO 1088 J/(kgOK) k MgO 0.60 W/m/OK 
Aquecedor Inox 316 !mm espessura k=17.3 p=8340 Cp=443. 
Fluxo de Calor 89 W/cm2 

tempo temperatura temperatura temperatura erro do 
na parede prevista medida modelo 
de fixação no pelo 
do sensor termopar termopar 

(s) o c o c o c o c 

l.OOE-3 100.00 100.00 100.0 ± 1 o 
l.OOE-2 100.00 100.00 101.0 ± 5 I 
5.00E-2 104.53 101 .83 103.0 ± 5 1,2 
l.OOE-1 115.64 109.05 107.0 ± 5 2,0 
2.00E-1 139.62 127.94 123.0 ± 5 4,9 
5.00E-1 211.87 190.55 182.6 ± 5 8,0 
5.50E-1 223.91 201.28 193.0 ± 5 8,3 
6.00E-1 235.96 212.30 203.4 ± 5 8,9 
6.50E-1 248 .00 222.88 214.7 ± 5 8,2 
7.00E-1 260.04 233.74 223 .7 ± 5 lO 
7.50E-1 272.08 244.62 235.6 ± I 9,0 

Tabela 2: Desempenho de um Termopar com Isolação de Alumina 
Fina para a Geometria de Ensaio de Mishima e Nishihara 
(1985). 

Distância Junção Parede 12 11m p Ai20J 3850 Kgf m3 
Cp Ai20J 795 J/(Kg"K) k Ai20J 28 W/m/°K 
Fluxo de Calor 89 W/cm2 

tempo 

(s) 

4 .00E-3 
5.00E-3 
l .OOE-2 
2.00E-2 
2.50E-2 
5.00E-2 
7.50E-2 
l.OOE-1 
1.25E-l 
2.50E-1 
S.OOE-1 
7.50E-1 

temperatura 
na parede 
de fixação 
do sensor 

o c 

100.00 
100.00 
100.00 
100.26 
100.61 
104.19 
109.38 
115.13 
121.05 
151.12 
211.34 
271.56 

temperatura 
indicada 

pelo 
termopar 

"C 

100.00 
100.00 
100.00 
100.22 
100.53 
103.87 
108.81 
114.33 
120.06 
149.20 
207.73 
266.24 

erro 

"C 

o 
o 
o 

0,02 
0,08 
0,32 
0,57 
0,80 
0,99 
1,92 
3.61 
5,32 

A partir dos resultados das tabelas acima, verifica-se 
que a capacidade de detecção e alarme do sistema cresce com a 
redução da camada isolante empregada, e com o aumento da 
difusividade térmica desta camada. Isto serviu de incentivo 
ao desenvolvimento do termopar apresentado na próxima secção. 

CARACTERÍSTICAS DO TERMOPAR PROPOSTO 

Devido ao fato do termopar mais usado para medidas de 
fluxo crítico ser o Cromel-Alumel, por causa de suas faixas 
de medida de temperatura; e a possibilidade destas ligas 
serem soldadas por imersão em alumínio fundido, e face as 
excelentes características das junções tipo Aalders ( 1981) 
para termopares Cobre-Constantan, junções estas que são 
obtidas por estanhagem dos fios tipo T, união e posterior 
prensagem; tentou-se inicialmente desenvolver uma junta 
similar via substituição dos fios tipo T, por fios tipo K, e 
do estanho por liga de alumínio, fazendo a soldagem por 
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imersão. A junta apresentou contudo fragilidade. Ao se soldar 
com chama redutora obteve-se uma junta resstente, mas 
deteriorou-se as propriedades do fio. Finalmente, executou-se 
uma junta por soldagem convencional por arco, que foi 
prensada, cobreada eletroliticamente e recoberta com papel 
alumínio, foi feito um novo arco para fundir o alumínio, e 
prensou-se novamente a junta a quente, fazedo após um 
aquecimento prolongado a 300 oC. Após isto submete-se a junta 
a anodização sulfúrica, e eletrodeposição de cobre com tensão 
superior a tensão de ruptura de isolação. As figuras1 3 a 5, 
ilustram o termopar obtido e sua curva de calibração. Notar 
que a forma de construção da junta não afetou a curva de 
calibração deste tipo de termopar, estando as diferenças para 
a curva padrão, dentro da margem normal de erro. 

Este termopar apresenta uma camada de anodização de 
cerca de 15 microns, e uma tensão de ruptura de isolação 
entre 90 e 120 volts a temperatura ambiente, que acredita-se 
ser pouco dependente da temperatura. Esta isolação é mais que 
suficiente para empregar-se o termopar na maioria dos 
sistemas de testes de fluxo crítico. Espera-se com o 
prosseguimento do trabalho obter-se capacidades de isolação 
ainda maiores com camadas de anodizado mais espessas e melhor 
controle da porosidade. 

T~rmopar 

após a Soldag~m 
Termopar 
a pós a Prensagem 

Figura 3: Aspecto Geral do Termopar Proposto Após a Soldagem 
e Quando Pronto. 

r
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Figura 4:: Geometria do Termopar Desenvolvido 

A condutividade térmica e calor específicos da camada 
de anodizado, são idênticas a da alumina, o que garante a 
esta camada uma elevada condutividade térmica. A tabela 3 
ilustra o desempenho esperado para o termopar proposto (I) e 
o termopar de 0.5 mm com isolação mineral (II), em medidas de 
fluxo crítico de 200 w/cm2 e 400 w/cm2 . Vale notar que quase 
não há atraso para o termopar proposto. 
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Figura 5: Curva de Calibração do Termopar Desenvolvido 

Tabela 3: Desempenho de Termopares com Isolação de Alumina 
(I) e com Isolação Mineral (II) para Potências Elevadas. 

Distância Junção Parede 12 J.lm p Ah03 3850 Kgfm3 

Cp Ah03 795 J/(KgoK) k Ah03 28 W/mfoK 
Chapa de 0.3 mm de lnconel 

tempo fluxo temperatura temperatura temperatura 
de na parede indicada indicada 

calor de fixação pelo pelo 
do sensor termopar termopar 

(s) (W/cm2) o c o te (II) °C 

l.OE-3 200 179.61 179.61 179.60 
2.0E-3 200 179.80 179.76 179.60 
5.0E-3 200 182.71 182.33 179.71 
l.OE-2 200 190.71 189.79 181.21 
2.0E-2 200 208.15 206.45 188.33 
3.0E-2 200 225.69 223.32 198.07 
4.0E-2 200 243.24 240.23 209.09 
5.0E-2 200 260.78 257.17 220.92 
6.0E-2 200 278.32 274.12 233.30 
7.0E-2 200 295.86 291.07 246.09 
8.0E-2 200 313.41 308.02 259.21 
9.0E-2 200 330.95 324.98 272.58 
!.OE-I 200 348.49 341.95 286.18 
1.5E-l 200 436.20 426.99 356.61 
2.0E-1 200 523.92 512.41 429.84 
2.5E-1 200 611.63 598.10 504.85 
1..QU 2QQ ~ Q..8.l.2l ~ 
l.OE-3 400 199.22 199.22 199.21 
2.0E-3 400 199.62 199.52 199.21 
3.0E-3 400 200.87 200.59 199.22 
4.0E-3 400 202.89 202.37 199.28 
5.0E-3 400 205.43 204.66 199.43 
6.0E-3 400 208.32 207.31 199.73 
7.0E-3 400 211.43 210.19 200.17 
8.0E-3 400 214.68 213.23 200.77 
9.0E-3 400 218.02 216.37 201.53 
1.0E-2 400 221.42 219.58 202.42 
2.0E-2 400 256.32 252.90 216.67 
3.0E-2 400 291.40 286.64 236.14 
4.0E-2 400 326.48 320.47 258.19 
5.0E-2 400 361.56 354.35 281.84 
6.0E-2 400 396.65 388.24 306.61 
7.0E-2 400 431.73 422.14 332.19 
8.0E-2 400 466.82 456.05 358.42 
9.0E-2 400 501.90 489.96 385.17 
!.OE-I 400 536.99 523.90 412.36 
l.IE-1 400 572.08 557.66 439.94 
1.2E-1 400 607.16 591.84 467.84 
.l...iE:1 ~ 1.J.M.l ml.22 lli..l2 
1.0E-3 700 222.73 222.73 222.73 
3.0E-3 700 226.66 226.02 222.92 
5.0E-3 700 235.92 234.37 223.32 
l.OE-2 700 265.76 262.34 229.23 
6.5E-2 700 612.96 596.67 441.23 
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Deve-se notar que há um atraso de 1/120 de segundo para 
cortar alimentação após se detectar o fluxo crítico em 
sistemas com tiristores, e que pelo fato do termopar não 
estar exatamente sob o ponto de início da instabilidade há um 
tempo para onda de instabilidade atingir o termopar. Desta 
forma o tempo disponível para corte é o tempo para se atingir 
a temperatura de pane, menos a soma do tempo de viagem da 
onda de "burn out" e o atraso de corte. Para o sistema ser 
efetivo deve-se ter assim um alto número de sensores. O 
Alumínio funde-se a 660 oc, bem abaixo das temperaturas que o 
termopar mineral suporta, em compensação isolantes, vedantes, 
ligas de brasagem de fixação dos termopares e materiais das 
janelas de visualização raramente suportam temperaturas acima 
de 550 oc. nestas condições o atraso de 10 ms do termopar com 
isolação mineral torna-se importante, além disto, termopares 
tipo K com isolação mineral, tem cotação de mercado de 60 a 
100 dólares, dependendo da qualidade do sensor. 

CONCLUSÕES 

A configuração de termopar proposta, apresenta 
vantagens em medidas transientes relativas a detecção de 
instabilidad,es de ebulição, quando comparada aos termopares 
tradicionais. Isto se dá devido ao pequeno atraso na 
detecção, inerente à baixa espessura da camada isolante e as 
propriedades térmicas da alumina. Além disto o termopar tem 
boa capacidade de isolação elétrica, e pode ser feito em 
laboratórios pouco aparelhados. O modelo de atraso de 
detecção descrito aqui, embora simples, apresenta boa 
correlação com resultados experimentais, e pode ser usado 
para avaliar os riscos de sistemas de detecção de 
instabilidades com termopares não proverem o alarme para 
desligamento do sistema de potência em tempo hábil. 
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ABSTRACT 

A simple model to analyze the ternperature differences 
between the tlow opposite face in criticai rectangular 
channel heat flux measurernent systerns directly heated by 
electric current and this face installed therrnocouple 
indication is presented in this paper. A new thermocouple 
joint design is also proposed, characterized by a faster 
dynamic response than the mineral insulation standard 
thermocouple ones or the mounting with plastic electrical 
insulating layers. 
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KESUMO 
E~te artigo apresenta os resultados de um trabalho experimental de medição do campo de velocidade~~ em um 
ciclone padrão de Stairmand de alta eficiência, utilizando uma sonda tipo Cilindro de Pito!. O trabalho objetivou 
iden(Jlk."'Or os gradientes de pressões e vc/Oi..'Jdades, e ainda as direções do fluxo interno do ciclone. No processo 
de medição do escoamento foram feitas medições de pressões, com o objetivo de identificar a pressão total,: a 
pressão estdtica, de modo a calcular a vefoc1dade e o ângulo de escoamento. Assim, pode-se calcular as 
velocidades tangenciais c axiais do escoamento ao longo do eixo imaginaria do ciclone, cujos resultados finaú 
são apresentados no artigo. 

INTRODUÇÃO 

A crescente necessidade de se dinúnuir a poluição 
ambiental causada pela enússão de materiais particulados 
na atmosfera, tem nos últimos anos contribuído para o 
desenvolvimento e melhoria de separadores de partículas 
carregadas por gases. Neste contexto aparecem os ciclo­
nes, que devido à sua simplicidade construtiva e eficiên­
cia de separação, se apresentam como equipamentos de 
grande aplicação industrial. 

Atualmente, com a utilização do ciclone em aplica­
ções específicas, cujas condições de operação são espe­
ciais, existe a necessidade de se conhecer mais profunda­
mente o comportamento dos ciclones. A partir da utilização 
de programas computacionais de simulação numérica e 
modernas técnicas de medições de velocidades no interior 
de escoamentos, é possível conhecer melhor o processo de 
separação no ciclone, e com isto fazer projetas otinúzados 
deste equipamento, para várias condições de operação, 
com maior segurança na previsão do seu desempenho. 

Assim, este trabalho apresenta um estudo do 
campo de velocidades no interior do ciclone, com o uso de 
uma sonda tipo Cilindro de Pitot, cujos detalhes constru­
tivos são apresentados, bem como a técnica seguida nas 
medições das pressões e ângulos de escoamento. Dos 
dados obtidos foram plotados diagramas com a distribui­
ção das componentes de velocidades, cujo conjunto de 
curvas representa o campo de velocidade no interior do 
ciclone. 

O BANCO DE ENSAIOS_ 

Com o objetivo de realizar os ensaios para o ·levan­
tamento do campo de distribuição de velocidades, proje­
tou-se um banco de testes com um ciclone de alta eficiên- · 
cia, adotando-se a configuração padrão de Stairmand 
( 1951 ). O diâmetro do ciclone foi adotado, dentro de uma 
escala que permitis se montá-lo em várias posições, e que 
estives s e dentro da faixa dos pequenos ciclones indus­
triais . 

As dimensões do ciclone são apresentadas na 
Figura I, onde podem ser vistos alguns detalhes constru­
tivos adotados . o corpo cilindro, a tampa e o cone são 
flangeados, de modo a permitir variações na altura do 
ciclone, bem como a retirada da transição do cone para o 
depósito. O tubo de saída do gás é móvel, afim de permitir 
a variação de sua profundidade, no interior do corpo do 
ciclone. A s eção de entrada permite a introdução de guias, 
para reduzir a largura do canal de entrada de ar. No lado 
oposto à entrada , a parede do ciclone foi perfurada 
ao longo de seu eixo imaginário, com furos de 6 mm, com 
dis tância entre os centros de 64 mm. Estes furos permiti-

ram a introdução da sonda em questão, para as medições 
do campo de velocidades no interior do ciclone. O ciclone 
foi montado de modo a operar no lado de pressão do 
ventilador, o qual possuía vazão entre 0,290 e 0,475 m3/s. 

Figura l -Esquema do Ciclone de Alta Eficiência do Banco 
de Ensaios. 

CAMPO DE VELOCIDADES NO INTERIOR DO CICLONE_ 

Para um entendimento mais profundo do processo 
de separação que ocorre no ciclone, existe a necessidade 
de se conhecer melhor o escoamento dentro do ciclone, 
através da identificação dos gradientes de pressão e 
velocidade, bem como as direções do fluxo. 

Na revisão bibliográfica encontrou-se os resul­
tados experimentais de medições do campo de velocidades 
feitas por Kelsal (Varella, 1983), o qual trabalhou com um 
hidrociclone cônico; os levantamentos de First et ai. 
(Cheng anel Teller, 1971) para ciclones a gás; e as clás-
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sicas medições realizadas por Ter Linden (1949). Porém, 
cada autor trabalhou com um tipo diferente de ciclone, 
com proporções geométricas distintas, bem como velocida­
des e pressões diferentes na entrada do ciclone. Entre os 
resultados dos três, existem diferenças significativas na 
distribuição do campo. Como o ciclone construido na 
realização deste trabalho possui configuração diferente 
dos demais ciclones estudados, o estudo desta distribui­
ção representa uma contribuição nova nesta área. 

M~TOOO DE MEDIDAS E RESULTADOS OBTIDOS_ 

O sistema projetado para as medições do campo de 
velocidades no interior do escoamento, foi desenvolvido 
a partir de uma sonda do tipo Cilindro de Pitot. Esta 
sonda permite a exploração em regiões difíceis ou impos­
síveis de serem alcançadas com um tubo de Pitot, com 
formato em "L". Na sua construção foi considerada a 
distância da ponta arredondada da sonda até o centro do 
orifício, igual a duas vezes o diâmetro do tubo, de tal 
modo que o fator do instrumento ficasse em 0,99 (Ower 
and Pankhust, 1977) e o diâmetro do orifício à razão de 1/6 
do diâmetro do tubo da sonda. Pelo fato da sonda ser 
muito longa, para permitir medições na região de entrada 
do eixo geométrico do ciclone, o tubo da sonda teve de ser 
revestido por outro tubo com 5 mm de diâmetro, a fim de 
evitar oscilações. Um desenho esquemático da sonda e do 
seu sistema de posicionamento, com suas respectivas 
cotas, são apresentadas na Figura 2. 

Ower and Pankhust (1977). Dois dos gráficos levantados 
durante os ensaios são apresentados nas Figuras 3 e 4, 
onde se identificam as medições realizadas a uma distância 
de 1 mm da parede até 200 mm, ou seja, no centro do 
ciclone. 

Levantadas as diferenças entre pressão total e a 
estática, ou seja, a pressão dinâmica em cada ponto, as 
velocidades foram calculadas pela seguinte equação: 

v I 2 . p_, . g. Ah 
~ Par 

( 1) 

onde: 
A h = P dirr 

O cálculo das componentes de velocidade, despre­
zando-se a componente de velocidade radial, foi feito a 
partir da identificação do ângulo a e da velocidade local 
(V) do escoamento. A componente de velocidade tangencial 
é dada por: 

UT V.cos(cx) ( 2) 

e a componente de velocidade axial dada por: 

160 

SONDA CILINDRO DE PITOT 

Figura 2 - Esquema da Sonda Tipo Cilindro de Pitot, 
construída para as medições. 

No processo de medição foi utilizada a mesma 
técnica de Varella (1982), a qual consiste em fazer medi­
ções posicionando-se o orifício da sonda em vários 
ângulos diferentes, em cada profundidade de introdução 
da sonda. 

Assim, feito o posicionamento da sonda em uma 
estação de medida, a pressão era tomada em um manõmetro 
de BETZ, com precisão de 0,2 mmCA. A sonda era então 
girada num intervalo de ângulo de 180°, escalonando-se as 
tomadas de pressão de 15°, 10° e 5°, na região de pressão 
máxima e, nos demais casos com 30°. As pressões medidas 
e seus ângulos correspondentes eram anotados numa 
Tabela e, a partir destes dados foram plotados as curvas 
correspondentes a cada ponto de medição. Adotou-se como 
referencial Zero o plano horizontal, e a partir deste 
referencial, procurava-se a pressão máxima e o seu ângulo 
correspondente. Como a pressão máxima corresponde à 
pressão total, a partir do seu ângulo de inclinação (a), 
tomava-se o valor da pressão estática localizada a um 
ângulo de 36,4 ° em ambos os lados da curva, conforme 

UA V.sen(cx) (3) 

Os resultados destas medições já transformados 
nas componentes de velocidade, são exemplificados nas 
Figuras 5 e 6. 

Foram realizadas medições em sete estações de 
medidas, cujos resultados são apresentados na Fig. 7. 
Nesta figura, para as mesmas condições de operação, são 
mostradas as velocidades: do escoamento, a componente 
tangencial e a componente axial. 

COMENT ARIOS 

O escoamento possui velocidades diferentes ao 
longo do raio do ciclone. Pelas medições feitas a 1 mm da 
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Fig. 3 - Resultados das medições na 3a estação de medidas. 
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Fig. 4 - Resultados das medições na 6a estação de medidas. 
Distância ao topo= 1.320 mm. 

parede, nas quais o valor da velocidade já apresentava 
valores elevados, verificou-se que a camada limite é de 
pequena espessura, sendo deste modo impossível fazer 
uma análise desta com este tipo de sonda. Bem próximo à 
parede, a velocidade escoamento é aproximadamente igual 
à velocidade de entrada, até na metade da altura do cone. 
Das medidas realizadas no final do cone, verificou-se uma 
elevação da velocidade perto da parede. A velocidade de 
es coamento é crescente até a região central, atingindo o 
seu valor máximo, num diâmetro próximo de (0,77.De), 
vindo a decrescer logo em seguida até zero. 
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Fig. 5 - Velocidade do escoamento e componentes tangen­
cial e axial para a 3a estação de medidas. 
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Fig. 6 - Velocidade do escoamento e componentes tangen­
cial e axial para a 6a estação de medidas. 

A componente de velocidade tangencial conforme 
os resultados obtidos, obedece realmente a uma distri­
buição de vórtice livre até o valor de U r.u Porém, a partir 
daí, como U T decresce, o escoamento passaria a ser regido 
por outro tipo de vórtice. Do mesmo modo que a velocidade 
de escoamento, a componente de velocidade tangencial é 
máxima, num cilindro central de diâmetro também de 
aproximadamente (0,77 .De) . A velocidade tangencial a 
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Fig. 7 - Distribuição do campo de velocidades no interior 
do ciclone, considerando 7 estações de medidas. 

partir daí diminui na direção do centro, onde sua veloci­
dade é nula. 

Para o levantamento da velocidade axial, conven­
cionou-se que, quando o sentido desta fosse descendente, 
o sinal da componente é negativo, e quando for ascenden­
te, positivo. Deste modo, pode-se verificar na Figura 7, 
que a velocidade axial na região de entrada ainda não 
possui direção definida. No raio médio, a direção ascen­
dente implica na criação de um escoamento na direção da 
tampa. Neste caso, uma partícula que estivesse nesta 
região tenderia a subir, e não o contrário. Junto à parede 
externa do tubo de saída do gás, a velocidade axial é nula. 

A exceção da região de entrada, a velocidade axial 
no sentido descendente é maior próximo à parede, dimi­
nuindo sua intensidade até a região de velocidade axial 
nula e logo a partir desta região, a velocidade axial toma 
sentido ascendente. Na parte cilíndrica do ciclone, a 
velocidade axial adquire o sentido ascendente nas proxi­
midades do raio médio, sendo que seus valores máximos 
ocorrem até na metade superior do cone, entre o Raio Rl 
e o Raio B/2. Devido ao vácuo criado na região central, e 
estando a saída da fase sólida aberta à atmosfera, existe 
uma sucção de ar, que mesmo no centro cria uma velocida­
de axial elevada neste local, conforme Figura 7. 

CONCLUSÕES 

Através dos resultados obtidos para o levantamen­
to do campo de velocidades com a utilização deste tipo de 
sonda, verifica-se que a mesma apresenta excelentes 
resultados para este tipo de estudo, principalmente em 
escoamentos em vórtice, ou em outros, cuja medição seja 
difícil, seja pelo formato dos locais a serem medidos, ou 
pelo tipo especial de escoamento. 
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ABSTRACT_ 

This paper presents the results of an experimental 
work about the measurement of the velocity field, on a 
cyclone standard of Stairmand of high efficiency, utili­
zing a probe type Pitot Cylinder. The work purposes 
identify the gradients of pressure and velocity, and the 
directions of internal flux in cyclone. ln process of 
measure of flux was made measurement of pressure, with 
the purpose of identify the total pressure and the static 
pressure, in order to calculate the tangential and axial 
velocity of flux along of the imaginary axis of the cyclone, 
whose conclusive results are presented in paper. 
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SUMMARY 

This paper discuss the application ofthe ''Streamline Curvature Method" on the solution ofthe 
flow inside a turbomachine. The problems of convergence of the equations, and the curve fittings of 
the streamlines are focused. The importance of the use of a suitable loss correlation model for pr~file 
lasses, andfor tip clearance lasses, in the applications ofthe method is discussed. Final comments and 
conclusions are drawn. 

INTRODUCIION 

Euler codes are nowadays a very matured ones, and for this 
reason are being used as a day to day too\ for design and analyses 
of turbomachinery. 

Severa! techniques have been proposed for solving the Euler 
equations 's (Lakshminarayana ,1991). One of these techniques is 
the " Streamline Curvature Medhod " (SCM) which gained early 
popularity due to its ability to hand odd geometric boundary 
shapes (Japikse, 1976). On the other hand, the utilization of this 
method does not lead, by itself, to an accurate solution for the flow 
inside a turbomachine, unless a good set of loss correlations is 
available. Even so, the problem of the convergence of the 
numerical calculation must not be overlooked. ln this way, the aim 
of the present paper is to focuse the way of taking advantage of the 
method by means of a carefull choice of the loss correlation model 
and, also by improving numerical calculation. 

This equation may now be worked out and written in th~rms 
of a suitahle coordinate system. A cylindrical system of 
coordinates rnight be chosen, however, a conical system of 
coodinates would make easier the utilization of eq (5) when a more 
complex shape has to be dealt with. 

THEMETHOD 

As it is not a new method and, has already been discussed 
by severa\ investigators (Smith Jr., 1966) (Novak , 1967) 
(Japikse, 1976), only a brief presentation will be given here. 

From the Euler's Equation it may be written: 

OC , I --> 
-= · -·V'p+-F 
Dt p p 

( 1 ) 

where ê is tl•e absolute velocity vector, F the field forces, p is the 
mass density , r the static pressure, and t the time. 

On thc <>ther hand, the continuity equation for a compre:;·;ible 
flow is of thl~ form: · 

and 

V.(p ê; =O (2). 

Taking r:ow the vectorial and thermodynamic relationship, 

Vp = Vt. -TV's 
p 

(3) 

(4) 

(where h is the specific entalpy, T the static temperature and , s the 
specific enu t:py) ~nd by the consideration of steady flo-.v and 
absence of fidd forces , it comes from (!): 

êx(Vd:')=-V'H+TV's (5) 

where H is tlie total specific entalpy. 
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ln this way, it may be written: 

ac 2 
_m_ + } (r) Cm2 = T(r) 

dr 
where: 

[ sinq> àCm + cos $ +.!. (-1 àQ)] p (r)= 2 -·cm 
àm Tm 2 Q àr 

2 2 2 
T (r) = 7 [ .!_ i1HQ _ C8 àRC8 _ C8 ( .!_ àQ) 

Q àr R àr 2 Q àr 

Q =e .,;cp 

Cp = constant pressure air specific heat 

r m = radius of curvature. 

(6) 

(7) 

(8) 

Figure J shows the components Ce, c:; and Cr of ve1:tor 

ê and, also the ê projection on meridional plane is shown. 

P1eudo- ttnomllna 
{[nter3ection of the surface of 
r.volution ond o l'fllerldionol 
plano) 

Mochine Cante r 
Li na 

Fig.! - Decomposition of the absolute velocity ê 



By the sarne way eq. (2) may be wiritten : 

sin$ élC11 sin$ [tg$/rm + (1 +Me2) (sin($+À))/R] - --·- + 
Cm élm -- 1-Mm2 

+ (d$1d!) tg$ (9) 
1-Mm2 

Me = Mach number in Cedirection 

Mm= Mach r.umber in Cmdirection 

À = angle bt·tween c~ and the machine center line 

Equation 9 completes the solution of the problem. 
Attenti :m must be drawn for the fact that, if the streamline 

geometry is known, eq.(6) becomes a first order differential 
equation which can be numerically integrated if one bounc!ary 

d. . . . I d d h h (sin4> élCm) d "'! con Itlon IS g1ven. n ee , t e t erms C-- an cos.,. Tm, 
m élm 

depends on strtamline shape. This fact is the basis for the me,hod. 
ln other words, if one makes li' first guess for the streamiines 
shape, eq.(6) may be solved for each machine section and its 
results may be used to calculate the velocities and thermodyuamic 
properties throughout the machine. These new values may be 
utilized to recalculate a new shape for the streamlines.The angles 
and curvatur~s of these new streamlines may be compared with the 
previous ones and the differences checked against a suitable 
tolerance. ln this way eq (6) may be solved again for each section 
and so forth uPtil convergence. 

The Streamline Fittin& . As it could be already realised, the 
shape of the curve used for performing the streamline fitting, is a 
question of capital importance for the solution of eq.(6). Severa! 
curves have been utilized for this purpose (Japikse, 1976) and, in 
this way, the Spline, the Parabola and the Quartic have been 
tested.In this work a modification of the spline is used, it is the 
"stressed spline" (Ahlberg et ai 1967 ). The advantage of this 
curve is the possibility of variating the degree of stressing, 
obtaining in this way different wavelenghts for the curve. It is a 
real advantage, because the number of iterations can be reduced to 
a minimum. On the other hand, the use of the stressed sphnes, 
introduces ncarly no complication relatively to the simple ~pline, 
because both are solved by means of tri-diagonal matrices, ke.:ping 
in this way, Learly the sarne number of operations. 

The Use of Loss Correlations. From equations (7) and (8) it 
can be seen the parameter Q. This parameter is defined (Novak, 
1967) as: 

(PJIPo) 1:1. 
Q=e->/Cr=--fi!To 'Y (10) 

were P0 and P, are the total pressures at entry and exit respectively 
and, T0 and T, the total temperature at entry and exit. 

ln this way , Q is a measure of energy dissipation and may 
be associated with the pressure losses 

Unfortu.1ately, pressure loss evaluation has to be carrie•j out 
by means of l::>ss correlations. Consequently, the solution of eq. 
(6) depends on thc choice of the Joss correlations used. Loss 
correlations r1ay be divided into two main groups, the profile loss 
correlations .\lld the endwallloss correlations, being the former a 
two dimensiunal loss correlation and the latter a tri-dimensional 
one. A good n~view of profile Joss correlations may be found in 
AGARD (I% 1) and, for endwall loss correlations a !o ood 
reference is Koch (1976). It should be pointed out th;,t, an 
important par of the endwall loss is caused by the tip clea1 ;,nce 
because the co.11plex flow pattern at the blade tip. Severa! \\ orks 
have been c~rried out with the aim of, either studying the flow 
pattern or studying the loss model (Lakshminarayana, 1967), 
(Peackock, 1983). 

THE COMPUTER PROGRAMME AND THE TlP LOSSES 

A computer programme, based on the presented method, 
was developed and tested. ln this programme, convergeace is 
attained by mt:ans of the use of stressed splines and by a carefull 

choice of the relaxation constants. For the Joss calculations are 
utilized the Monsarrat Correlation, the Smith Correlation, and <here 
is also the possibility of the use of a loss data table. On the other 
hand there i: :m. allowance for taking into consideration the tip 
clearance lo~sesl Based on the tip Joss distribution presenteei in 
Schmidt (19X5 ), the Josses near the tip region are taken into 
consideratior by means of 
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õi1 (r) = (\) (r) [ 1 +(~-0.85) O~ 5] 

where: 

õi1 (r) = tip clearance loss 

iii (r) = profile loss 
h = distance from the point considered to blade hub. 
h1 = blade height 
K = coefficient to account for the tip clearance los ses 

(11) 

Formula (11) is used by the programme only for Smith 
Correlation (Koch, 1976) at height greater than or equal 0.85h1. It 
is not used fm the Monsarrat Correlation, because in this cas.: the 
losses at ti(' 1re already taken into consideration.It w~.s not 
possible to·C<'kulate the coefficient K precisely because, as stated 
in Schmidt (1987), the value of the tip losses depend, besi<Jes tip 
clearance, of the blade loading at tip, and this relationship wa-; not 
possible to be obtained from that data. ln this way severa! values 
of K were ct.ecked and the value of K = 3.0 was chosen, becmse 
in the final n~sults the loss of efficiency agree well with the results 
obtained by severa! investigators (Schmidt , 1987). 

ln this v, ay, and for the sake of clarity, the figures bdow 
reproduced frum Schmidt (1987) are showing the l0s' in 
efficiency due to clearance, fig. (2), and a typicalloss distribution 
near the tip region, fig.(3). From these figures it is clear that, if the 
clearance is not too exagerated (about 1 o/o approximately ) and the 
stage loading is about 0.5 or 0.6 the effect of losses pen•;1rate 
about 15% of height from tip and, the tip Joss is about three ;:mes 
the profile loss at ti.p. It results in a triangular distribution o1 the 
losses near thc tip. lt was the basis for the choice of the value of 
K=3.0. 
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Fig. 2- Adiaba,ic efficiency variation with tlh% (tip clearanl:e as 
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The One-Sta~:e Machjne Ca!culation. To set a practical 
calculation example, it has been chosen the way of reca!culating 
an existing one-stage machine, from which it was previously 
known the geometry and perfomance for various running 
conditions, including tip clearance variations. This way was 
chosen, br;cause the programme to be tested is a " design 
programme " and, for this reason it calculates the machine 
geometry from the design data. The option of constructing a new 
machine from a non-tested programme, is not the best way to 
follow, for obvious reasons. 

The machine chosen is the NGTE-C134 one-stage 
compressor, which is a part of a compressor test rig (Schmidt, 
1985). The maio features of this machine is shown in table 1. 

Table I- The C134 Ro:or blades geometry (tip radius 254,0 mm; 
hub radius = 127,0 mm). 

--
Angles in deg C 4 Circular are camber line-

t/c = 0.12 Blades = 27 
(t/c ~ blade thickness to chord raúo) 

Radius (mm) 129.6 158.3 185.4 190.5 216.3 246.4 

Camber e 52.4 1l\.6 29 .6 28.6 23 .3 17 .0 

Stagger y 9.2 21.6 30.9 31.8 38.3 45.0 

Blade entry 13't 35.4 40.9 45.7 46.1 49.9 53 .5 

Blade exit 13'2 -16.9 2.2 16.1 17.5 26.6 36.5 

Solidity (J 1.61 \.31 1.11 1.09 0.96 0.85 

ln this way the following design specification has been 
established: 

in = mass flow = 5,0 Kg/s (~II lb/s) 
N = speed = l :;oo rpm 
t.t = tempen"n' rise = 0,46 o c 
dh = hub dianeter = 254mm 
d1 = tip diam~t.er = 508 mm 

o = soliditj (mid span) = 1.091 
entry conditions: I= temperature = 15,0 o c 

p.= pressure = 1,0 bar 
b1ade pro.'ile: C 4 series, 12% max thickness 

Finnaly , an approximate annulus geometry has heen 
established. 

Ihese data was supplied as input to the programme, which 
gave as output the machine performance and flow geometry at 
destg~ condlllons. Also, the machine blade geometry has been 
estabhshed as_ output. As the space available in this paper is 
somewhat hrmted, only the importam points will be pre:;,~nted 
here. ln th1s way the resulting blade geometry is presented in table 
2. Ihese resuHs were obtained when the program was utilizing the 

Smith Correlalion for calculating the tosses, a tip clearance of Õ= 
0,35 %, an a·;ial division of 10 cross sections anda radial dhision 
of 17 points The resulting net was a 10x17 points. 

Iable 2 - Compress::>r geometry (from programme output) 

Ang1es in deg C 4 Circular are camber line-
t/c = 0.12-27 Blades 

(:/c- blade thickness to chord ratio) 
Radius (mm) 127.0 158.75 182.56 190.5 ~14 . 31 1246.06 
Camber e 50.2 38 .3 31.2 29.2 23.3 17.4 
Stagger y 8.1 22.1 30.6 33.0 39.8 47.2 
Blade entry 13' 1 33 .2 41.2 46.2 47.6 51.5 55.9 
Blade exit 13'2 -17.0 2.9 15.0 18.5 28.1 38.5 
Solidity (J 1.64 1.31 1.14 1.09 0.97 0.84 

The re~ults obtained are shown in Table 3, to_gether the 
results of the other correlations including the Smith Correlation 
with a zero tip clearance, and test rig results. ln this way, the 
results of the correlation used are compared with the test rig data. 
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The comments about the results including zero tip clearance is left 
to the next paragraph. 

Comparing the results of the Smith Corre1ation and taking 
into consideration the small difference between the flow 
coefficients and stage loadings, it is easily observed that the results 
are coherent. It is important to realise that, in the test rig the lower 
flow coefficient is compatible with the pressure ratio and ~tage 
loading. On the other hand the difference between the adiabatic 
efficiency is a reasonable one (about 3.3 %). 

As th•: magnitude of pressure ratio and efficiency are closely 
dependent of the loss correlation model used, it is worthwhile to 
try another models. ln this way, the programme is run again, but 
at this tum, using the Monsarrat correlation (see table 3). 

ln spite. the total pressure ratio obtained is closer to 1.0057, 
the results are not encouraging because the calculated efficiency is 
too hight. This kind of result could be expected, at some extent, 
because Monsarrat correlation was studied for high speed 
compressors. Also, as this correlation takes into consideration the 
effects of tip clearance (AGARD, 1981), at least partly, it is not 
possible to add its effect separately as in the previous example.On 
the other hand, the resulted geometry is aproximately the sarne as 
for the Smith correlation, and for this reason it is not presented 
here. 

Finally, it is important to utilize data directly from the test rig 
results. 

ln this way, the loss values distribution measured in the test 
rig are used as input to the programme. 

By ob~.erving the results (table 3 ), it is noted that a reduction 
in efficienry and total pressure ratio takes place, when the data 
obtained directly from the test rig was introduced as input to the 
programme. It is important to realise that the loss distribution 
obtained from the test rig, was for q, = 0.774 and 'I' = 0.584, 
which is different from the values used in the programme 

q, = 0.912; "'= 0.516). 
THE COMPJ\ RISON OF THE YARIOUS RESULTS 

By comparing ali the results it is evident that, the cmTect 
choice of th(; loss correlation plays an important role on the 
efficiency anJ pressure ratio results, but it exerts only secundary 
importance on the blades geometry, which depends mainly of the 
correlation used for the deviation and incidence angles calculation. 
As these correlations were kept the sarne for ali the cases studied, 
the machine geometry obtained is approximately the sarne for ali 
cases, unless ;mail differences caused by the modification of the 
flow geometry (which is expected). On the other hand, ~mail 
differences berween the calculated and existing machines, may be 
caused, mainly, by the use of different deviation and incid.:nce 
angles calculation. Also, the existing machine was prohably 
designed by means of an other design method (for example, the 
simple radiai equilibrium equation). Nevertheless, the geometry 
obtained is q,üte close of that of the existing machine, and it would 
be resonable to compare the results of the calculation with tho,;e of 
the experimer.rs. Unfortunately, the experimental data is not 
exactely for r:'e design conditions (5.0 kg/s or 11.0 lb/s), ar.d in 
this way it slh)uld be taken into consideration for the re .,ults 
analyses. ln other words, it means that if the actual running 
conditions ( m = 4.2 kg/s ; N 1500 rpm; ôt = 0,52 °C ) were 
supplied as input to the programme, it would be obtained the 
values 0.89 for the efficiency and 1.0056 for the pressure ratio 
which are quite close to the experimental results as shown for the 
NGTE - C134 in table 3.Resuming, it can be said that, a machine 
has been redesigned and calculation results are compared with test 
data. 

Table 3 - Comparison of performance results Pa = 1.0 bar; I a = 
·\ 'i''C: (*)Smith correlation plus tip clearance tosses. 

Total Adiabatic Flow Stog 
press. eff. Coeff. Load. 
ratio 

Smith Con .* 1.0052 0.93 0.912 0.516 

Smith Cem 1.0053 0.94 0.912 0.5:6 

Monsarra• Corr. 1.0055 0.98 0.912 0.516 

Experimental data 1.0048 0.86 0.912 0.516-

NGTE-C134 1.0057 0.90 0.774 0.584 



The Smiti1 Correlation and the tip clearance Losses . When 
comparing th::: results the first thing which hit on the eyes is that, 
the use of the Smith correlation plus tip clearance loss calculation, 
have produced the best results when compared with the 
experimental data . If, on the other hand, it is taken into 
consideration the use of the Smith correlation with no tip clearance 
loss calculation, the difference is about 1%. Comparing now with 
results obtained from test rig data (fig.2), it points a difference of 
about 0 .6% for a tip clearance of order of 0.35% (obtaiued by 
interpolation). ln this way the utilization of the tip clearance Ioss 
for a clearance of about 0 .35%, in spite the difference of 0 .4% it 
has been produced a reduction in the error relative to test data.The 
tip clearance hss calculation has been taken into consideration by 
means of a nearly triangular distribution of the losses close to the 
tip region, as shown in fig 3. It has been done in this way 
because, as shown in Schmidt (1987), the loss correlation 
available in the open literature, gives us only global results, instead 
of loss distrib,Jtions. 

~nsarrat Correlation. As Monsarrat Correlation was 
developed for high speed machines, it is expected that it should not 
give us good results for a low speed machine. Also, the use of a 
Ioss correlation model would not be recommendable because this 
correlation already takes the tip effects into consideration (in :;pite 
the magnitudes pointed for the tip tosses are only a modest ones 
when compared with a real machine).For these reasons, the results 

produced are too otimist ones (efficiency Tj 1 = 0.98). 

The experimental data. These are the only case which 
calculated results are smaller than the measured ones. It is a 
paradox, at a first glance, because these experimetai data were 
obtained from the existing machine, which pointed an efficiency of 
0.90 while the calculation pointed only 0.86 for the 
efficiency.However , it is worth of mention the fact that, for the 
existing machine the running conditions were not the design 
condition . It was indeed, closer to the surge line than the calculated 
machine, which agn:e with the fact that the efficiency in this case is 
higher. The fact that the sarne losses does not correspond to the 
sarne efficiency, should not be taken as a matter of preocupation 
because the losses are not defined on the basis of energy, as the 
efficiency does. Indeed, the loss is defined as the ratio of the 
difference in total pressures (before and after the rotor) to the 
dynamic pressure at rotor entry, while the efficency is the ratio of 
the isentropic tç the actual work of compression for a defined 
pressure ratio. ln this way, the sarne loss distribution corresponds 
to an efficiency (>f 0.86, for the design conditions, and an 
efficiency 0.89 for the actual running conditions.This fact has 
already pointed 0ut in Koch (1976). 

fiNAL COMMEtiTS. 

The streamline curvature method, in spite of being a method 
developed for a multstage machine, has demonstrated its 
applicability even for a one stage, low pressure machine. The 
importance of this fact is that, for a low pressure machine the 
numerical calculation usually leads to a false conclusion about the 
machine performance when a compressible fluid theory is used.lt 
is because its small pressure variation, which associated with 
numerical erros, can produce an wrong picture of the performance 
parameters. lt really happened in the early stages of the utilization 
of the method, which shown false results caused by the scattering 
of the results. The problems were overcome by the utilization of 
the double precision variables, and the utilization of a narrower 
tolerance band for the iteration process, which at its tum became 
possible only by the use of the stressed splines (otherwise it does 
not converge). On the other hand, consistent results were reached 
only when a reliable loss correlation was used. As a final comment 
it can be said that it is necessary more work in the way of 
producing better loss correlations, mainly for the evaluation of the 
tip loss distribution. 
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INTRODUÇÃO 

A pré-rotação é uma característica inerente às 
máquinas de fluxo. As causas de sua existência ainda não 
são totalmente conhecidas e os modelos físicos disponíveis 
utilizados para explicar o seu comportamento, não comple­
tamente caracterizados. A operação de uma máquina fora 
das condições de projeto tem sido apontada como o 
principal motivo para a existência da pré-rotação. A 
interação da viscosidade do fluido com os bordos de ataque 
das pás, também tem sido considerada responsável pela 
pré-rotação explicando sua existência mesmo quando a 
máquina opera no ponto de projeto. 

A premissa de existência de um fluxo axial uniforme 
na entrada da máquina permite projetar corretamente seus 
ângulos de pá de tal sorte a satisfazer plenamente o ponto 
de projeto. Em outras condições de operação, no entanto, 
os ângulos serão incorretos provocando a existência da 
pré-rotação. 

A pré-rotação pode ser positiva ou negativa. Positiva, 
se a componente circunferencial da velocidade do fluido 
tem o mesmo sentido da rotação da máquina, normalmente 
ocorrendo quando a máquina opera aquém do ponto de 
projeto e negativa se contrária. Uma turbina de medição 
não tem um ponto de projeto definido mas sim uma faixa de 
utilização. A faixa de utilização de uma turbina de me~ição 
é definida como região linear da curva caractenst1ca 
(rotação x vazão). . . 

A pré-rotação é vista como responsavel pelo 
decréscimo de eficiência de uma máquina. Em algumas 
situações, no entanto, pode ter um efeito benéfico. Isto 
ocorre quando a máquina opera próximo à condição de 
cavitaÇão ou à de choque de pressão em escoamentos 
compressíves além da condição crítica. Nestas duas 
situações a existência da pré-rotação positiva pode reduzir 
a possibilidade de cavitação ou choques. . 

Para uma turbina de medição não se tem a1nda um 
completo conhecimento do efeito da pré-rotação no seu 
desempenho. O presente trabalho investiga, exp~rimen­
talmente, a pré-rotação em um rotor de uma turb1na de 
medição com pás retas e bordos de ataque chanfrados 
(sem arredondamento). As medições foram feitas c~m um 
laser doppler velocímetro (LDV) e a determ1naçao. da 
coordenada circunferencial feita utilizando-se um dispositivO 

sincronizador que identifica a posição da pá em relação ao 
ponto de medida. 

EQUIPAMENTO 

A medição da velocidade em pontos na entrada do 
rotor de uma turbina de medição foi feita com o auxílio de 
um LDV de fabricação DANTEC, modelo Flow Velocity 
Analyser (FVA}, série 60X. Este equipamento permite a 
medição simultânea de duas componentes de velocidades 
(axial e circunferencial) utilizan?o uma f?nte de _laser 
estável (Spectra Physics - 4 W, 1ons argõn1o). Atraves de 
um separador de comprimentos de onda é possível 
individualizar os dois comprimentos característicos: verde 
(514,5 nm) e o azul (488 nm) empregados pa~a as duas 
componentes, a axial e a circunferenc!al, respectivamente. 

O equipamento é formado a1nda por um s1stema 
óptico de emissão e recepção do efeito doppler com cabos 
de fibra óptica, duas fotomultiplicadoras, um processador de 
sinal que usa técnicas de correlação (FVA) e um micro­
computador para o pós-processamento. Como equi~?m~n~o 
de apoio e monitoração são empregados um osc1loscop1o 
(400 MHz}, um frequencímetro e o sincronizador de posi­
ção. 

A posição da pá no exato momento em que o efeito 
doppler acontece é um dado importante no .estudo do 
escoamento no interior de turbomáquinas. Esta Informação 
permite traçar perfis circunferenciais de velocidades e 
determinar a influência da presença da pá. O sincronizador, 
desenvolvido para fornecer esta informação, produz um 
pulso elétrico (RESET) a cada passagem de uma pá. O 
processador de sinal (FVA) é informado deste pulso e 
relaciona-o com a posição da pá no exato momento em que 
ocorre um efeito DOPPLER. No presente caso o sincro­
nizador está baseado na posição do captador magnético da 
turbina empregado para a medição da sua rotação. Infor­
mações adicionais sobre sincronizadores podem ser encon­
tradas em Goulas (1987), Ferreira {1988) e em Ptacmk 
(1993). . . 

A seção de medição onde foi instalada a turb1na e a 
própria seção de teste da bancada de calibração . de 
medidores de fluxo {água) descrita anteriormente {Ferre1ra, 
1993). Esta instalação mostrou-se muito prática porque 
permitiu uma constante aferição do fluxo de fluido em circu­
lacão pela turbina de medição. 
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PROCEDIMENTOS DE MEDIDA 

As medidas de velocidades foram realizadas na 
região de entrada de um protótipo experimental. Os dados 
técnicos e características de desempenho deste protótipo 
foram apresentados por Ferreira (1993). A região de entra­
da em análise compreende uma distância desde um 
milímetro do bordo de ataque da pá da turbina até 6 
milímetros. Três seções de medidas foram escolhidas nesta 
região: a 1 mm, 3 mm e a 5 mm da pá Para cada seção 
foram tomados 7 pontos na direção radial, com 
coordenadas variando desde r= 12,5 mm até 18,5 mm da 
origem. A Fig. 1 apresenta esquematicamente os pontos de 
medidas no protótipo. 

pontos de 
medida 

Fig. 1 - Seções de medidas 

Foram escolhidas cinco rotações nominais da 
turbina: 20 Hz, 25 Hz, 30 Hz, 35 Hz e 40 Hz para serem 
analisadas no presente trabalho. Todos os cinco pontos 
estão dentro da faixa linear de operação (coeficiente de 
calibração) da turbina e correspondem as vazões de 1,71 
1/s, 2,13 1/s, 2,56 1/s, 2,99 1/s e 3,42 1/s, respectivamente. 

RESULTADOS 

Os resultados do presente trabalho são apresen­
tados na forma de diagramas de velocidades (perfis radiais 
e circunferenciais das componentes da velocidade). As 
Figs. 2, 3 e 4 registram perfis radiais da componente axial 
para os pontos próximos ao bordo de ataque das pás ( I = 1 

mm), para três rotações analisadas. 
As figuras seguintes (Figs. 5 e 6) apresentam os 

perfis radiais para a componente circunferencial na mesma 
posição em relação ao bordo de ataque das pás. 

Seguem as Figs. 7 e 8 onde os perfis circunferen­
ciais para as duas componentes são registrados na rotação 
de 30Hz. 
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Fig. 2 - Perfil radial da componente axial (25 Hz) 

266 

--;;­
'-._ 

8.00 

E 6 00 

--' 
<{ 

x 
<{ 4 00 
w 
o 
<{ 
o 
ü s 2 .0 0 
w 
> 

PERFIL DA COMPONENTE AXIAL (30 Hz) 

0.00 1··· ·· · ·••1 ' ''' ' ''' '1' '''' '' '' 1'''''' '' '1''' ' ''' '' 1''' ' ' '''' 1' ' '' '' ' ''1' ''' '' '''1 
0.00 I 00 2 .00 3.00 4 .00 5 00 6 .00 7 00 8 .00 

DISTANCIA DO CUBO (mm ) 

Fig. 3 - Perfil radial da componente axial (30 Hz) 
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Fig. 4- Perfil radial da componente axial (40Hz) 
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Fig. 5 - Perfil radial da componente circunferencial (30Hz) 
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Fig. 7 - Perfil circunferencial da componente axial (30 Hz) 
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Fig. 8 - Perfil circunferencial da componente circunferencial 
(30Hz) 

Nas figuras acima (Fig. 7 e 8), a abscissa representa 
exatamente o canal de passagem entre pás do rotor. Está 
caracterizado em segundos pois representa o espaço de 
tempo que cada pá leva para passar pelo volume de 
medida, ponto de cruzamento dos feixe.s de laser. Para 30 
Hz este tempo é de 0,0333 segundos ou em graus o 
equivalente a 450 já que o rotor tem oito pás. Devido a 
geometria simétrica do rotor os valores de velocidades 
obtidos em cada uma das passagens são superpostos. 

ANÁLISE DOS RESULTADOS 

Os resultados obtidos mostraram-se consistentes e 
apresentam muito boa precisão (repetibilidade). Uma 
análise preliminar mostrou ser a incerteza da ordem de ± 5 
% com nível de confiança de 95%. Uma análise de 
incerteza mais detalhada está em andamento. 

o perfil de velocidade da componente axial aumen­
tou proporcionalmente com o aumento da rotação da turbiná 
o que era plenamente esperado. Para a_ componente . clrc~n­
ferencial, no entanto, o aumento não fo1 proporcional. Ate a 
rotação de 35 Hz os valores da componente circunferencial 
foram praticamente iguais, próximo a zero, com leve ten­
dência para valores positivos. Os valores registrados nestas 
rotações, na verdade, são da ordem de grandeza da Incer­
teza das medidas. Desta forma pouco se pode af1rmar em 
termos de valores absolutos. Para as rotações acima de 35 
Hz a componente circunferencial assume valores pouco 
maiores como podem ser vistos na Fig. 6. 

Para as faixas de rotação em análise não foi 
detetada significativa influência da presença das pás_ no 
escoamento se aproximando do rotor. A presença da pa no 
entanto, pode ser percebida em pontos no interior do rotor 
(1 mm além do bordo de ataque) como mostra a Fig. 9. 
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Situação ainda sob investigação é a apresentada 
nos histogramas de velocidade axial próximos à ponta da 
pá do rotor (Fig. 10). Em todas as situações de análise foi 
verificada a existência de dois "picos de velocidade" bem 
definidos. Estes picos foram detetáveis tanto na região de 
entrada como no interior do rotor. 

CONCLUSÃO 

A pré-rotação, tema principal desta análise, foi 
avaliada com a verificação dos triângulos de velocidade na 
entrada. No presente trabalho pode-se dividir o estudo em 
duas situações: baixas vazões (até 35 Hz) e altas vazões 
(acima de 35Hz). 

- Para o primeiro caso, os triângulos de velocidade 
são muito próximos do triângulo retângulo onde a veloci­
dade absoluta é considerada axial. Desta forma não se 
considera existência de pré-rotação. Os ângulos de inci­
dência sobre a pá diminuem a medida que o ponto em 
análise se aproxima da ponta da pá. A variação ficou entre 
ao, próximo à raiz da pá e 2,5o na ponta. 

- Para a situação acima de 35 Hz os triângulos de 
velocidade são variados dependendo da posição radial. 
Variam, desde o tipo obtuso, na raiz, até o agudo no topo. 
A componente circunferencial se altera significativamente e 
com ela o valor dos ângulos de incidência. A pré-rotação é 
positiva com maiores valores próximo 'a raiz da pá. A 
variação dos ângulos de incidência foi bem maior do que no 
caso anterior. A faixa de variação, para o caso analisado de 
40Hz, foi desde 22o, na raiz da pá até -7,290, na ponta. 

- A presença de ângulos de incidência negativos nas 
pontas das pás em altas vazões identifica uma atuação 
dupla do rotor. Parte da pá opera como turbina e parte 
como bomba proporcionando um escoamento altamente 
perturbado. Esta característica de duplicidade deve ser a 



explicação plausível para a forma dos h'stogramas de 
velocidade (axial e circunferencial) . Encontrou-se, nas 
medições em altas vazões, histogramas amplos com um 
grande desvio padrão em relação aos valores da média. 

Conclusão final. A inexistência da pré-rotação nas 
turbinas de medição em baixas vazões é devida à própria 
característica de desempenho delas. Como elas não tem 
um ponto de operação e respondem ao aumento de vazão 
com o aumento de rotação, os triângulos de velocidade se 
"adaptam" a cada rotação de tal sorte a produzirem 
pequenos ângulos de incidência suficientes para equilibra­
rem o torque resistivo naquela situação. Nas altas vazões, 
porém, a adaptação só é possível com o surgimento de uma 
pré-rotação. Isto é justificado pois os torques resistivos em 
altas rotações (torque hidrodinâmico no cubo do rotor, nas 
faces das pás, nas pontas do rotor e o torque resistivo nos 
mancais de rolamento), com exceção ao torque do arrasto 
magnético, que é constante, aumentam de forma não linear 
com a rotação (Tsukamoto e Hutton, 1985). Assim o 
aumento do ângulo de incidência decorrente do apareci­
mento da pré-rotação é uma necessidade para que o torque 
motor (driving torque) equilibre o somatório dos torques 
resistivos e mantenha a turbina na sua região linear. 

O trabalho ainda não está concluído. O próximo 
passo será verificar as condições do escoamento em mais 
altas vazões onde a constante de calibração da turbina 
deixa de ser linear. 
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ABSTRACT 

The prerotation (prewhirl) of a turbina flowmeter is 
investigated by measuring the inlet flow with laser doppler 
velocimeter. The values of the prewhirl may give some ligth 
about the resistance torque and the linear part of the 
calibration curve. The aim of this study is to improve the 
performance and the design of turbina meters. 
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RESUMO 

O presente artico estabelece uma metodolocia· para a modelacem de 
H&.quinas T~rmicas atrav~s dos Grafos de Licaç~o C"Bond Graphs"), 
visando aplicar esta t~cnica em problemas da Termodin&mica. O 
procedimento ~ ilustrado no desenvolvimento do modelo din&mico de um 
ciclo padr~o de Turbina a G&.s. 

INTRODUÇXO 

Há ~WlS anos pesquisadores das mais 
diversas áreas est.udam a modela~em de 
sist.emas mult.idiciplinares, visando a 
resolver os problemas inerent-es a est.e t.ipo 
de sist.ema, onde as int.erações ent.re os 
vários component-es definem seu comport.ament.o 
dinâmico. 

Dent.re os procediment-os de modela~em 

conhecidos, a t-écnica dos <3rafos de Li~ação 
<Karnopp et. al., 1990 e Speranza Net.o et. al., 
1992) se dest.aca por cont.er uma represent-ação 
~rMica e uma formulação mat.emát.ica capazes 
de represent-ar e equacionar diversos t.ipos de 
modelos fisicos, t.ais como os elét.ricos, 
mecânicos, t.ermodinAmicos, ent.re out.ros. Com 
isso pode-se conect-ar facilment.e subsist-emas 
de nat-ureza fisica dist.int.a, desenvolver o 
modelo de sist-emas · complexos e analisá-los 
usando uma 
independent.ement.e do 
t-rabalhando. 

mesma 
dominio 

formulação, 
que se est.e ja 

Est.a t.écnica, por ser relat.ivament.e 
recent-e, não se encont-ra complet.ament.e 
formulada no que t.an~e as aplicações em 
t.ermodin.àmica, abordando-a de maneira 
limit-ada. t de ext-rema import-ância para o 
est.udo da dinâmica de sist.emas t-ermodinâmicos 
poder represent.ar clarament-e os fenômenos 
t.ipicos dest.a área at-ravés dos eraros · de 
Li~ação. Dest.e modo pode-se analisar um 
sist.ema complet-o, como por exemplo um Turbo 
eerador, compost-o de vários substsf-emas, 
at-ravés de uma única formulação, visando ao 
seu projet-o e cont.role. 

Est.e t-rabalho est.abelece uma 
met.odolo~ia para o t.rat.ament.o de Máquinas 
Térmicas at-ravés da t.écnica dos Grafos de 
Li~ação, aplicando-a na modela~em de um 
sist.ema de Turbina a Gás, envolvendo os 
efeit.os de pressão, t.emperat.ura e vazao 
mássica no compressor, na t-ubulação, no 
queimador e na própria t-urbina, além dos 
efeit.os de inércia e dissipação dos 
component.es mecânios . 

Inicialment-e cria-se um Grafo de 
Li~ação ~enérico, chamado de Unidade 
Funcional Básica ( UFB ), para represent-ar um 
volume de cont.role, onde as leis básicas da 
t-ermodinâmica sao válidas. Em se~uida, com 
base nas várias hipót-eses comument.e adot.adas 

para modela~em de máquinas t-érmicas ~era-se 

um ~rafo para cada equipament-o, pela 
simplificação da UFB. A conexão dos vários 
~rafas leva ao erafo de Li~ação do sist.ema 
Turbina a <3ás. 

Finalment-e o modelo dinâmico do sist.ema 
Turbina a <3ás é obt.ido a part.ir do 
procediment-o de equacionament-o da t-écnica, e 
represent-ado na forma de equações de est.ado. 

REPRESENTA O DE SISTEMAS TERMODINAMICOS EM 
<3RAFOS DE LI<3A O 

Com o objet.ivo de represent-ar a 
pot-ência que flui em sist.emas t-ermodinâmicos, 
será empre~ada a primeira lei da 
t-ermodinâmica, na forma da Equação (1), 

dEve • • • • 
~ • Qve + E mdu - E mzhz - Wve <n 

que para um ~ás perfeit-o pode ser 
simplificada como most-rado na Equação (2), 

dEve 
~ 

onde 

• Qve (2) 

dEv e 
~: Taxa de variação da enerEi~a no 

volume de cont.role [KJ . s 1 

Qve Font.e ou sumidoro de 
t-érmica lKJ .s-~ 1 

pot-ência 

h Ent.alpia especifica lKJ.K~-~1 

mh 

'vive 

CP 

Pot.ência t-rocada com 
t.rabalho [Kj.s-~1 

o fluido 

Font.e ou sumidoro de 
mecânica, -~lét.rica, 
et.c . [KJ,s 1 

Calor especific~~ ~~ 
const.ant.e lKJ.K~ .K 1 

pot-ência 
quimica, 

pressão 

T Temperat.ura t-ermodinâmica lK1 

Adot.ando 
<Karnopp et. al., 

um Pseudo-Grafo 
1990 e Papadakis 

de 
e 

Li~ação 
Krikelis, 
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1986), onde as variáveis da ligação P 
<pressão) e T <t.emperat.ura) são variáveis de 
esforço e .;, (vazão em massa) l. variável de 
:fluxo, como most.rado na Figura 1, pode-se 
represent.ar um volume de cont.role, como na 
Figura 2, onde as Equações <1> e (2) são 
válidas, e 

P pressão 
'!' : t.emperat.ura 
9 : :fluxo de calor 
me: :f 1 uxo de massa complement-ar 
M : t.orque 
w : ve 1 oc idade angular 
.;, : :fluxo de massa 

p 

m 

T 

Figura 1. Pseudo-Grafo de Ligação. 

En erg i a. me c &. n i. c a. 
F o n t e de massa. 

com p lementa.r 

~w 
í~~ ~ c 

_ l energi.a. 

~·--nul 
1~ do 

-- 1 ~ flui.do 

--• T1 --
I _____ de 

-- 1 T2 trabalho 
L_ - _J 

Q 

Energia. térmica. 

Fic;ura 2. Volume de Cont.role. 

e import.ant.e not.ar que o produt.o das 
variáveis da ligação do gra:fo da Fic;ura 1 não 
l. pot.ência, por ist.o chamado de Pseudo-Gra:fo 
de Lit;ação, mas sendo int.erpret.ado como uma 
combinação de dois Grafos de Lic;ação, onde 
pode-se aplicar o procediment-o de 
equacionament-o desenvolvido para est.a t.l.cnica 
sem maiores rest.rições. 

Com base no modelo lit.eral da Fic;ura 2 
de:fine-se ent.ão a UFB - Unidade Funcional 
Básica - <Ranc;el, 1994) que caract.eriza um 
volume de cont.role em Orafos de Lic;ação e 
represent.a um sist.ema t-ermodinâmico 
independent-e, result.ado da subdivisão de um 
sist.ema t-ermodinâmico complet.o. Det.alhando a 
UFB com o objet.ivo de :facilit.ar sua 
int.erpret.ação, seja a Figura 3, onde óP l. um 
increment.o de pressão e 6T um increment.o de 
t.emperat.ura. 
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Fic;ura 3. Volume de Cont.role Det.alhado. 

Analisando a Fic;ura 3, observa-se que 
no pont.o A ocorrem os increment.os de pressão 
e t.emperat.ura, que são responsáveis pelas 
t.rocas de enerc;ia com o :fluido de t.rabalho. 
Nest.e pont.o, a energia, devido a rot.ação de 
eixo, combust.ão em queimadores, et.c., é 
:fornecida ou ext.raida da unidade 
t-ermodinâmica. Por ist.o, est.e pont.o deverá 
receber uma junção 1, de :fluxo comum, pois as 
variáveis de esforço serão increment.adas. Já 
o pont.o B deverá receber uma junção O, de 
esforço comum, pois nest.e pont.o as variáveis 
de :fluxo serão increment.adas. 

O modelo em Grafo de Ligação da UFB com 
os element.os dinâmicos de inércia, 
capacit.ância e resist.ência, pode ser vist.o na 
Figura 4 a sec;uir onde 
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Figura 4 . UFB com Element.os Dinâmicos. 

A UFB l. um Orafo de Ligação de um 
volume de cont.role, sendo assim, devem ser 
:feit.as as devidas simplif1cações para cada 
caso de máquina t.érmica que est.eja 
represent.ando <Rangel, 1994). Aplicando o 
procediment-o de equacionament-o da t.l.cnica, 
sobre a UFB, podem ser obt.idas as equações 
diferenciais que c;overnam o comport.ament.o 
dinâmico do modelo apresent.ado na Figura 5, 
onde o :fluxo de pot.ência e causalidade 
encont.ram-se at.ribuidos. 

13 110 
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't 

ró 115 
Figura 5 . Ora:fo de Ligação da UFB. 

As Equações (3) a (5) de:finem o modelo 
de est.ado da UFB, 

dm1 • _1_ <Pt + óP -
dt. I 

PR - P2) (3) 

dP2 1 • • .;,2) (4) dt. • "C <mt + me -

dT2 1 • 
~ = --cT (mtCP<Tt+óT> - .;,2CPT2 - Q) (5) 

onde os 
calculados 
(1994). 
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parâmet.ros 
conforme 

I, C, e CT 
apresent.ado 

devem ser 
em Rangel 



ACOPLAMENTO TERMODINAMICO-MECANICO 

Para que o Pseudo-Gra:fo de Li~ação 
propost.o possa ser ut.ilizado na modela~em de 
sist.emas mult.idiciplinares, :faz-se necessário 
o acoplament.o dest.e, com os Gra:fos de Li~ação 
ut.ilizado nos demais sist.emas :fisicos. 
Ent.ret.ant.o não se poderá usar um element.o 
padrão de acoplament.o <t.rans:formadores e/ou 
~iradores>, pois nas li~ações dest.e 
pseudo-~ra:fo não flui pot.éncia <Fi~ura 6). 
Deve-se empre~ar ent.ão element.os especiais 
que represent.em est.e acoplament.o e t.ornem 
possivel a int.erli~ação dos sist.emas, at.ravés 
da t.écnica, como t.rat.ado em Thoma (1992). 

ORAFO 

TERMODINÀWICO 

p 

m 
-T--

? ___.... 

ORAFO 

MECÀNICO 

M 
w 

Fi~ura 6. Relação ent.re sist.emas. 

Analisando a Fi~ura 6, not.a-se que 
exist.e uma. proporcionalidade ent.re a vazão 
mássica <m> e a velocidade an~ular (w) . 

Observe que se :for desejada uma rot.ação maior 
deve-se int.roduzir mais massa ou, 
aument.ando-se o :fluxo de massa acarret.ará em 
uma rot.ação maior . De :forma análo~a, 

aument.ando-se o di:ferencial de t.emperat.ura ou 
pressão <óT ou óp respect.ivament.e) acarret.ará 
em um t.orque <M> maior ou, aument.ando-se o 
t.orque aument.ará a pressão e/ou t.emperat.ura. 

Porém não se consegue uma equaçao que 
represent.e est.a relação de :forma ~eral, 

t.ornando ainda mais complexa a solução para 
est.e acoplament.o, :ficando impossível a 
ut.ilização de um element.o padrão. A solução 
encont.rada é de:finir um element.o especial, 
indicado por uma si~la, que represent.e a 
máquina t.érmica em quest.ão, e possibilit.e 
obt.er as equações do acoplament.o. A Figura 7 
a se~uir apresent.a um caso t.1pico, onde o 
element.o em quest.ão é uma t.urbina, na qual, 
por hipót.ese, se veri:fica a relação de 
conservação de pot.éncia, lo.~o nest.e caso as 
equações que regem o acoplament.o 
t.ermodinâmico-mecânico são 

m CP. óT M w (6) 
ou m h -M w (7) 

( ~: ] 
;v-1 

e Tz r (8) 
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Fi~ura 7. Acoplament.o Termodinâmico- Mecânico. 

MODELAGEM DE UMA TURBINA A GÁS 

A Fi~ura 8 a se~uir, most.ra o ciclo de 
Turbina a Gás <Van Wylen e Sonnt.ag, 1976) que 
será modelado ut.ilizando a met.odologia aqui 
descrit.a. Para :facilit.ar o procediment.o de 

modela~em, o ciclo será subdividido em cinco 
subsist.emas e cada um será represent.ado por 
uma UFB, como vist.o ant.eriorment.e . 

As UFB serão a~rupadas, . em ordem, com 
cada uma delas cont.endo t.odos os seus 
element.os dinâmicos e ligações de pot.éncia. 
De acordo com a Máquina Térmica ou 
equipament.o que est.eja represent.ando, serão 
:feit.as ent.ão as simpli:ficações, e 
post.eriorment.e const.ruido o modelo complet.o 
em Gra:fo de Li~ação . 
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Fi~ura 8 . Ciclo de Turbina a Gás. 

Após as simpli:ficações comuns nest.e 
t.ipo de sist.ema <R~el, 1994), const.rói-se o 
modelo em Gra:fo de Li~ação, acoplando-o ao 
sist.ema mecânico e qu1mico, como most.rado na 
Fi~ura 9 abaixo. 
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ó p ~ ~ ~ r~ c 3 • ·~p 5 I 1 • I 2 ~ Vx 5 

[ J C1 me [ J C4 
C O M P -h---+ Q U E I M [ T U R B ] 
---- f C T 4 ----

CT2 

~r- ~r~T~r~1- rÓT5 

lT <S 

L------..:M..:...:C:.__

1

_M_"'-
1 

/..c.__R ____ _:_:M:_T:.._ ____ ...J 

w l w 

L 

Fi~ura 9. Gra:fo de Li~ação da Turbina a Gás . 

Aplicando o procediment.o de 
equacionament.o da t.écnica no ~ra:fo da Fi~ura 

9, che~a-se as equações de est.ado que re~em o 
comport.ament.o dinâmico da t.urbina como 
most.i-ado a se~uir nas Equações (9) 'a (16). 
Uma vez mais os parâmet.ros associados a est.as 
equações devem ser obt.idos con:forme most.rado 
em Ran~el <1994) e Papadakis e Krikelis 
<1986). 
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dw 1 [ ] --;:n:- • Iii MT - MR - ML -Me (16) 

Este modelo de estado apresenta al~umas 
não-linearidades impl1ci tas, principalmente 
associadas aos elementos especiais TURB e 
cowP. A linearização das Equações (9) a <16) 
e a determinaÇão dos parâmetros envolvidos no 
modelo dinâmico <Rang-el, 1994 e Papadakis e 
Krikelis, 1986), possibilitou a simulação 
deste sistema. A Fi~ura 10 mostra a variação 
da temperatura <T~) e da pressão <P!S) dos 
~ases na entrada da turbina, devido a uma 
variação em d~g-rau de injeção de combustível 
no queimador (mcs) . 

COMENTÁRIOS FINAIS 

A utilização de modelos padronizados 
<UFB) para a representação g-enérica de 
volumes de controle proporciona uma g-rande 
flexibilidade no empreg-o da técnica dos 
Grafos de Lig-ação na modela~em de sistemas: 
termodinâmicos. 

A solução adotada para o acoplamento 
dos Grafos de Lig-ação, apesar de não usar 
nenhum elemento padrão da técnica, 
possibilita a interlig-ação do sistema 
termodinâmico com os demais sistemas fisicos, 
aumentando a potencialidade do modelo 
proposto em Pseudo-Grafos de Lig-ação. 

A análise dos transientes, através da 
simulação dig-ital, a partir do modelo de 
estado obtido, auxilia em uma das aplicações 
tipicas dos modelos desenvolvidos se~undo a 
metodolog-ia apresentada neste trabalho, que é 
a dos sistemas de controle de máquinas 
térmicas, permitindo avaliar as mais diversas 
e criticas situações de empreg-o das mesmas, 
fornecendo resultados bastante confiáveis . 
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. ABSTRACT 

This work describes a Thermal Machines 
modelin~ methodolog-y using- the Bond Graphs, 
aiming- the application of this technique in 
Thermodynamics problems. This procedure is 
illustrated in the development of the dynamic 
model of a Gas Turbine standard cycle. 
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RESUMO 
Neste trabalho aplicou-se a integração térmica SRV ("Secondary 

Reflux and Vaporization") à destilação extrativa da mistura 
etanol/água, empregando etileno glicol corno solvente. A simulação do 
processo foi conduzida utilizando-se o método de NAPHTALI & SANDHOLM, 
modificado para representar a integração SRV. Obteve-se urna redução 
no consumo do "reboiler" de cerca de 44%, quando comparado ao gasto 
energético do processo convencional. 

INTRODUÇÃO 

A destilação extrativa para separação de 
misturas azeotrópicas ou daquelas que 
apresentam volatilidade relativa próxima 
de um, já é um processo conhecido e 
amplamente empregado industrialmente. 
Diferentes misturas, tais como, água 
etanol e hidrocarbonetos aromáticos - não 
aromáticos, podem ser separados por este 
processo. 

Uma das particularidades da destilação 
extrativa é a adição de um terceiro 
componente de baixa volatilidade, que por 
isso se concentra principalmente na fase 
líquida. Sua concentração é 
aproximadamente constante na seção de 
enriquecimento e na de esgotamento, embora 
sofra urna mudança de concentração na 
passagem de urna seção para outra devido a 
alimentação da mistura azeotrópica, que se 
encarrega de diluir o solvente na seção de 
esgotamento. Esta queda na concentração é 
acompanhada de urna queda de temperatura, 
conferindo um perfil de temperatura muito 
característico (MEIRELLES et al., 1992). 
Este gradiente sugere a possibilidade de 
urna integração térmica do tipo SRV entre 
as duas seções. 

PARTICULARIDADES DA DESTILAÇÃO SRV 

Ao contrário do que se verifica nos 
métodos de múltiplo efeito ou recornpressão 
de vapor , onde as correntes de vapor e 
líquido se mantém inalteradas, na 
destilação SRV as taxas de refluxo e 
vaporização são manipuladas para aumentar 
a eficiência térmica global. A manipulação 
é acompanhada através da transferência de 
calor das correntes de vapor da seção de 
enriquecimento para as correntes de 
líquido da seção de esgot amento. Para 
garantir esta transferência de calor, as 
seções devem ser operadas a . pressões 
diferentes. Neste esquema as correntes 
líquidas aumentam quando descemos a seção 
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de enriquecimento e as correntes de vapor 
aumentam quando subimos a seção de 
esgotamento, corno resul t ado da troca de 
calor entre as duas seções. 

A proposta inicial da integração térmica 
SRV, feita po r MAH et al. (1977), foi 
aplicada na separação criogênica de 
hidrocarbonetos. Pesquisas posteriores se 
concentraram no estudo das características 
dinâmicas deste tipo de integração térmica 
(SHIMIZU e MAH, 1983) e em sugestões de 

mudanças nas colunas convencionais para 
adaptá-las à destilação SRV (MAH, 1981 e 
Tung et al., 1986). 

Com exceção do trabalho de TAKAMATSU et 
al. (198 8) , aplicado à mistura 
metanol/água, as pesquisas disponíveis 
sobre este tipo de integração térmica 
sempre empregam misturas binárias com 
desvios pouco expressivos da idealidade 
(hidrocarbonetos leves) . Não há 
antecedentes da aplicação deste tipo de 
integração térmica na destilação de 
sistemas que apresentam azeotropia, nem na 
simulação de métodos especiais de 
destilação, corno a destilação azeotrópica 
ou a extrativa. 

Neste trabalho, foi empregada a 
destilação extrativa da mistura 
azeotrópica etano l/água com etileno glicol 
corno solvente. Como as temperaturas 
envolvidas são muito mais elevadas que na 
destilação de hidrocarbonetos leves, 
optou-se por elevar o gradiente de 
temperatura entre as seções da coluna 
principalmente através da redução da 
pressão da seção de esgotamento, ao 
contrário da proposta original de MAH et 
al. (1971). 
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SIMULAÇÃO 

FIGURA 1 

A coluna e sco lh ida corno confi guraç ã o 
básica para a simulação tem 20 pratos 
teóricos . A alimentação da mistur a 
etanol/água , com concentração 0 , 85/0 , 15 em 
fração mo l ar respectivament e , é 
introduz i da n o pra to 11 e a alimentação do 
solvente no prato 18. 

Ao longo das dive r sas simulações, a 
razão de r ef l uxo externa f o i var i ada em 
urna faix a de valo r es de 0 , 05 - 2,0 . Corno 
critério de pureza mínima para o desti l ado 
(etanol abso l uto) foi f ixada a 
concentra ção de O, 995 em f ração mo l ar de 
etano l . 

O co e fici ente de transferência de calor, 
UA , entre os pares de pra tos integra dos 
t ermi camente foi va ri ado de O - 1 0 
kcal / h°C (11, 1 6 w;oc) . 

Outras especificações necessárias pa r a a 
simu l a ção encontram- se na tabe l a 1. A 
p art i r do mé t odo de NAPHTALI & SANDHOLM 
( 1 971) , fo i desenvolv i do um programa de 
simul a ção , inco rpora ndo modif icaçõe s 
ne c essárias para representar a destilação 
SRV. 

Tabela 1 Configuração básica para as 
simul ações efetuada s 

dest ilaçã o de stilação 
convenc i on a l SRV 

pres são da s e ção de 0 , 51 0 ,51 
e sgotamento (ba r ) 

Pressão d a s e ção d e 1 , 52 1 , 52 
enri quec imento (bar ) 
relação de vazão de 

s o l vente por va zão de 1, o 1 ,0 

-~-

__ etano l-água 
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RESULTADOS 

A FI GURA 2 a p res en ta a pur eza d e e t a no l 
no topo da co luna e consumo de energ i a no 
"reboiler " versus coe fi cien te d e 
t r ansferência de calor , UA. A razão de 
re f luxo fo i mant i da constante e igu a l a 
0 , 5. Além da re dução no con sumo de 
e nerg i a , também fo i ob t ido um a umen to na 
p u reza do produto de t opo para co l una s 
i n tegradas termicamente , em comparação a 
urna co l una convencional (quando UA é i gua l 
a zero) . MEI RELLE S et al . (1 992 ) 
observaram em co l unas de des t i l ação 
e x trat i va convenc i onal urna inf l uênci a 
c a racterística da r a zão de r e f l uxo externa 
sobre a p u reza do desti l a do . A 
c oncent raç ã o do produ t o de t opo al cançava 
valores máximos em urna fa i xa de 0 , 5 a 2 , 0 , 
corno se pode obse r var da FIGURA 3 p a r a 
c o luna ,conv enc i onal . Na integração SRV , o 
mesmo ,e fei t o é conseguido pe l a variação de 
UA. Deve-s e no tar que a urna razão d e 
ref l uxo externa fixa , o aumento do va l o r 
de UA provoca a elevaçã o da recirculação 
i n terna das corr entes. No caso da 
desti l ação convenc i o n a l, es t e a umento d a 
r e circu laçã o da s correntes i n ternas s ó 
pode ser obtido pe l a elevação da razão de 
refluxo exte r na . 
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FI GURA 2 Curva 1 Pureza de produt o vs . UA 
(kcal!hOC) 
Cu rva 2 Consumo de energia no 
"reboiler" vs . UA (kcal /hOC) 
com r= 0 , 5 

Na FI GURA 3 veri fi ca - se que a curva de 
p ureza de etano l versu s razão de r ef l uxo 
p a ra urna c oluna inte grada te rmicament e com 
UA igua l a 10 kcal/ hoc (11 ,16 W/ °C) (cu r va 
2) fo i de s loca da em r el ação à curva da 
coluna de des t ilação con vencional (curva 
1). I s t o s i gni f ica que pode - se obter 
e tano l a um al to grau d e pure za em co luna s 
i nt egr adas t e r micamente à urna razão de 
refluxo menor que a ut i lizada em co lunas 
d e de s tilação conve ncion a l. Deste modo o 
a umento da recircu lação interna das 
c o rrentes provocado pel a integração 
térmica s ubstitui em grande parte a r azão 
de refluxo exte rna da des tilação 
c onvenciona l, p ermi tindo sua redução a 
va l ores tão baixos quanto 0 , 05. I sto 
s ugere a p ossibi lidade da to t al elimi nação 
da razão de refluxo externo . Deve - se , no 
entanto, observar que a própria integr ação 
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térmica gera um refluxo interno. Além de 
redu zir diretamente o consumo de energia 
(vide FIGURA 2) , a integração térmica SRV 
permite a sua redução adiciona l ao 
possibilitar a d imi nuição da ra zão de 
refluxo externa, sem comprometer a pureza 
do produto de topo . 

0 .998 
~--..-~--"""---------------

2 

0996 

0.994 

0.992 

0.99 t_ _ _ __, _ __ _L. _ __ _L_ _ _ _ .!..__ _ _ __j 

o 0.4 0.8 1.2 1.6 

RAZÃO OE REFLUXO 

FIGURA 3 Pureza de produto de topo vs. 
Razão de refluxo externa 
Curva 1 co luna convencional 
Curva 2 coluna integrada 

termicamente com UA 
10 kcal/h°C (11,16 
w;oc) 

2 

A FIGURA 4 representa o cons umo de 
energia no "reboiler" (kcal/mol de etanol) 
versu s razão de refluxo externa para 
colunas convencional (curva 1) e integrada 
termicamente, com UA igual a 10 kca l /h°C 
(11, 16 w;oc) (curva 2). O consumo de 
energia no "reboiler" foi redu zido em 
aproximadamente 20 % quando comparadas 
colun as convenc i onal e integrada 
termicamente com ~!lesma razão de refluxo 
externa. Ao se levar em conta o grau de 
pureza do etanol , uma coluna convencional 
com razão de refluxo igual a O, 5 produ z 
etanol com concentração de 0 , 9985 em 
fração molar e consome 16,2 x 10 3 

kcal/ kmol de etanol ( 67 , 8 kJ I kmol de 
etanol) , enquanto uma coluna integrada 
termicamente com UA igual a 10 kcal/h°C 
(11 ,1 6 W/°C) e uma razão de refluxo igual 
a 0,05 produz etanol com a mesma 
concentração e consome 9 ,1 2 x 103 
kcal/kmol de etanol (38,2 kJ/kmol de 
etanol) , o que representa uma redução de 
44 % no consumo de energia. 

Uma última possibilidade de integração 
térmica foi estudada. Uma coluna 
convencional com r az ã o de refluxo externa 
igual a 0,2, fornece um gradiente de 
temperatura de 2 0,54°C, suficiente para 
integração térmica sem utili zar gradiente 
de pressão e ntr e as duas seções da coluna. 
Utilizando esta razão de r efluxo externa, 
uma co luna sem gradiente de pressão entre 
as duas seções foi integrada e constatou­
se que, embora o consumo de energia não se 
altere sensivelmente com o aumento de UA, 
o grau de pureza do e tanol no t opo da 
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FIGURA 4 Consumo de energia no ·"reboiler" 
vs.Razão de refluxo externa. 
Curva 1 co luna convencional 
Curva 2 coluna integrada 

termicamente com UA = 10 
kcal/hoc (11,16 W/ °C ) 

coluna sofre um aumento significativo. 
Para e sta coluna (r = 0,2; pressão nas 
duas seções = 1,013 bar; UA = 1 0 kcal/hoc 
(11,16 W/°C); S/F 1,0) obteve-se um 
destilado c om concentração igual a 0 , 99 84 
e um consumo de energia de 14 , 5 x 103 
kca l /kmol de etanol ( 60, 7 kJ/kmol de 
etanol). Nota-se que em relação à c oluna 
convencional obteve-se uma redução de 10% 
n o consumo de energia, sem modificação na 
concentração do destilado. 

Os resultados deste trabalho demons tram 
a possibilidade de aplicar a destilação 
SRV em colunas de dest ilação extrativa, 
indicando uma redução apreciável no 
consumo de energia. Este tipo de 
integração térmica, proposto e estudado 
principalmente para separação de misturas 
criogênicas , pode ser utilizado com êxito, 
na separaç ã o de misturas de baixa 
volatilidade . 

NOMENCLATURA 

U - coeficiente global de transferência de 
calor - kcal/hm2oc 

A - área de transferência de calor - m2 
Q - consumo de energia n o "reboiler" 
S/F relação de vazões molares de 
solvente / mistura azeotrópica etanol/água 
Xd - fraç ã o molar de etano l no destilado 
r - razão de refluxo externa 
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ABSTRACT 

This paper reports the use of the 
thermal integration SRV (Secondary Reflux 
and Vaporization) in the extractive 
distillation of the mixture ethanol/water, 
using ethylene glycol as solvent. The 
thermal integration uses the natural 
temperature gradient, a characteristic of 
the extractive distillation. This gradient 
may be increased when the rectifying 
section pressure is higher than the 
stripping section pressure. The process 
simulation was conducted utilizing the 
NAPHTALI & SANDHOLM method, modified to 
incorpora te the SRV thermal integration. 
One can get 44% of reduction in the energy 
consume of the reboiler. 
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IUTRODUcAO 

O MÉTODO DA DECOMPOSIÇÃo APLICADO À SOLIDIFICAÇÃo: 

SOLUÇÃO ANALÍTICA DO MODELO DE SCHWARZ 
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Dr. MARCO T. M. B. de VILHENA ** 

Dr. MILTON A. ZARO ** 
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** PROF. PROMEC/UFRGS 
Este trabalho descreve a aplicação do método da Decomposição, proposto 

por Adomian et allii, no sentido de encontrar uma solução analitica (Ciosed Form 
Solution) para a equação que determina a constante de solidificação. Este método 
consiste na de--...omposição do operador diferencial em termos lineares e não 
lineares. Os termos não lineares são expandidos em polinômios propostos por 
Adomian. Como esse trabalho consiste na solução de uma equação transcedental 
para a constante de solidificação. então é considerada somente a expansão em 
polinômios de Adomian. 

METODO DA DECOMPQSicÃO 

O desafio atual ao aodelar o fen6aeno da 
solidificação é levar em conta todos os processos 
de tr·ansfero!ncia de calor . :rtassa e :rtomento 
envolvidos . No caso de metais puros é necessária a 
solução da equação da energia e . ·ao levar ell\ conta 
o movimento da fase líquida . a solução da equação 
de Navie:~.·-Stokes . Ao 1 ida:~.· corr. 1 igas surge o 
problema da difusão de soluto. ou seja . o problema 
aássi co precisa ser reso1 v ido ea f oraa acoplada . 
Uma discussão específica sobre modelos que 
cor.sider·e• os aspectos aci111a llencionados encontra­
se em Vielmo ( 1993). 

Para a aplicação do método da decomposição na 
solução de equaçeíes transcendentais (F(u)zO) deve­
se escrever a equação em questão . na forma 
( Brancher . 1994) : 

Ou trossiJR . o JRodelo de solidificação de 
Sch1~arz ( Sch':1arz . 1 '331) é um modelo unidimensional 
que apreser,ta soluç3:o ar.alitica par·a a 
distribuição de temperatura no molde. metal sólido 
e metal liquido. considerando aeio se•i-infinito e 
desprezando a resistência térmica de contato 
aetal-Joi.olde. 

No entanto. para calcular a temperatura em 
qualquer posição e instante . faz-se necessário 
resolver a equação transcendental resultante do 
balanço tér:rtico na interface llíeta1 sólido / aeta1 
líquido. que tem sido resolvida por aétodos 
nuaéricos . 

Por outro 1 ado . di versos métodos ana 1 i ti cos 
teli sido propostos para resolver equaçeíes 
transcendentais . destacando-se o de Delves/ Lyness . 
Burainston/Siewert e Anastasselon (Vilhena. '1988) . 
Sucintamente . a ideia do método de Delves/ Lyness e 
Anastasselon cor.siste na constr·ução de um 
polinómio cujos zeros coincide• com os zeros da 
função transcendental. enquanto o de 
Burmston/Sie~,,ert é baseado na construção de um 
problellla de Hilbert homogéneo. associado à equaç3:o 
transcendental . de solução analítica conhecida . 

Neste trabalho aplica-se o método da 
decomposição . proposto para a solução de equaç!o 
diferencial não linear. en, forr~a analitica 
(Adoaian . 1986) na equação transcendental do 
modelo de Schwarz. e obtém-se uma foraulaç!o 
analítica para a constante de solidificação . 
Süiulaçi3es nurr.ér icas obtidas por esta f ormulaç!o 
são apresentadas . 

u-c+ f(u). (1) 

sendo u a solução da equação F(u ) =O . c o termo 
constante e f(u) o termo restante da decomposição . 

Neste •~todo . o termo não 1 ine;;,.r t ( u) é 
"' 

expandido na série L An • onde os termos A
11 

são 
n =O 

polinôaios propostos por Adoaian . Então a solução 
da equação (1) é escrita como (Brancher . 1994) : 

"' 
U=C + LA, 

n- 0 

onde as expressões usadas para os 
polinômios A. considerados neste 
(Brancher . 19'34) são expressos como : 

A1 

f( c) ' 
/ d ' 

Aol. - Jf(c), 
. dt. 

( d ) ( A
2 
\( ct

2 
\ A1 - f(c ) + _!.I - 2 Jf(c\ 

\dt . 2!)dt , ' 

e assim sucessivamente. 

( 2) 

para os 
trabalho 

(3) 

SOLUrão DA EOUACAO TRANSCENDENTAL DO MODELO DE 
SCHWARZ PELO MtJODO Dà DEÇOMPOSICÃO 

O balanço téraico na interface sólido-liquido 
no modelo de Schwarz resulta na seguinte equação 
transcendental : 

mS'e-P' e-""' 
z(1-erf(n<~>)) (M+erf(<~>)) fj,=O (4) 
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onde n = azia3 ; 1\ = - H• q>,fii. e os parámetros de 
superaqueciMento e de calor latente de fusão são 
respectivaaente expressos coao: 

e 

H·=~ 
Cp2(T,- T0 ) 

(4a) 

(4b) 

Às constantes do aolde K e do JP.etal sólido­
líquido 111. são dados r~spect.iva.ment~ por · 

e 

M 
kl lã; 
kz Jã; 

k) Jã; 
m - .[a; k, 

(4c) 

(4d) 

Àdaitindo-se que as propriedades do metal 
líquido são iguais as do metal sólido, então a 
equação ( 4) é reescrita como (J~=n•1): 

* -2 pl 
Se-" _ e- _ l3 

( 1- ert(q>)). ( M + ert(q>)) 1 (5) 

Para a deterainação da constante de 
solidificação q> pelo 111étodo da decomposição. a 
equação ( 5) deve se:r reescr·i ta na forllla da 
equação (1) . Procedendo-se desta aane1ra. tea-se · 

~ r MS• + s·ert('!')- 1 + er,t(rp)] =I\, ( 6 ) 
e" L M + e r i( <p )( 1 - M - e r 1\ <p)) · 

Então a equação (6) é reescrita na forma da 
equação (1) como : 

<fl= _ 1 , ÍMS-1+P~ert(<p)(s·-1)l (?) 

H' -li e~- l e r i( <p ){ 1 - M - e r t( <p)) + M j 

Cabe observar que c=O e f ( C:V) é -o segundo 

termo da equação (7). 
Ueste trabalho considera-se a expans!o até o 

terceiro terao da série dada pela equação ( 2) , 
porque com estes ter•os fora• encontrados 
resultados com a precisão desejada. O cálculo da 
priiM~ira e da segunda derivadas foi efetuado 
utilizando-se o software de computação siabólica 
Reduce (Brancher . 1994) . 

Como c=O então r(c) e suas derivadas assu10.ell\ 
respectivamente os valores . 

t(O) 
1- Ms· 
MH J1! ( 8) 
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e 

! (f(O)) = -~(M2S. + 1) 
11 H• Mz 

d2 
d'l'z (f(O)) = 

Bz 
onde : 

~M2n 1 ~nM3s· 
11.!11H.M3 + p, 

-8M3S• + 8 
11 ,fiiH.M3 

( 9) 

{10) 

(10a) 

Das expressões (8) . (9) e (10) . deterainaa-se 

os polinô11ios An à partir de sua definição ea 
(3) . obtendo-se. 

e 

e 

Ao 

A1 

( 1 - MS' ) 

J11MH 

- ~(I- MS') (M2S. + I) 
bMif n H• M" 

Az = l:!zlr(~)['~(M< ~·: I)'Jl + 

MH -li ' li H M ) J 

r 
l. ~ J' ( ~( Mz~· + I) f1zl 

MH Jn nH M2 I 
!33, ) I 

~ I 

ll j J 

onde· 

[
. -~( M"s' + I) ., 

13, = • , I 
, 11 H M- ) 

133 
( -~M"n" + <:n 2 M3s· - HnM-'s' + gn ., 

l n2 JilH' M3 
) 

(11) 

(12) 

(13) 

í13a) 

(13bl 

Finalmente obtém-se a seguinte expressão 
para a constante de solidificação , do modelo de 
Schwarz pelo aétodo da decomposição (Adomian. 
1986) · 

" <p = L An A0 + A1 + A2 (14) 
i=O 

Onde Ao . A1 . ~ Az são definidos pela.s 
equações (11). (12) e (13) 

RESULTADOS NUM~RICOS E ANÁLISE 

Para mostrar a viabilidade de aplicação do 
método da decoaposição na solução da equação 



transcendem tal ( 8) do aodelo de Schwarz, foram 
escolh1do~ o~ seguintes valores para os 
parb.etros s·. Me H": 5"={0·0 . 05}: M={5; 10} e 
•. .fE(0.4;2] .. dentre os analisados por Brancher 

(199~). Nas figuras 1 .. 2 .. 3 e 4 são apresentados 
gráficos comparativos entre a soluç~o pelo aétodo 
da decoaposição coa a do aétodo de Newton. 

À fóraul~. para o c~. lculo do erro rel~_ t.ivo 

cometido pelo método proposto é a seguinte: 

(15) 

onde & .. 
nu•érico , x 
decoaposição . 

valor calculado por método 
valor calculado pelo método da 

o 
lftl 
C)o 
AI o 

41 ·ri 
+I~ u ·ri 

't1 
·ri 
.-i 
o 
lll 

S*=O M=5 

0,15 

0,10 

0,05 

o 1 00 -t------+----+----f-----1 

0,0 0,5 1,0 1,5 2,0 

H* 

1--Analí tico ---Numérico I 

Figura 1 - Gráfico colllparativo entre a solução 
proposta. e o método da Newton 

Observa-se na figura 1 . que o maior erro 
encontrado entre a solução proposta e o método de 
N'ew ton foi de 2 , 8% e ocorreu par· a H*= O , 4 . À 

aed1da que o H• cresce, o erro diminui .. sendo que 
para H•=2 . o erro cometido é da ordem de 0.02 %. 

S*=O M=10 

o 0,20 
>AI 
C)o 
AI 0,15 

. o 
QJ ·ri 

0,10 +I 'H u ·ri 
'O 

0,05 ·ri 
r-1 
o 

0,00 lll 

0,0 0,5 1,0 1,5 2,0 

H* 

l--Analítico ----Numéri~ 

Figura 2 - Gráfico Cüliiparativo e!itre a solução 
proposta e o aétodo de Newton 

Observa-se na figura 2, que o maior erro 
encontrado entre a soluç~o propost J?. e o Jtétodo de 
]ewton foi de 0 .. 2% e ocorreu para H*=0. 4 

5*=0,05 M=S 

o 0,20 ;fll 
C)o 
RI 0,15 . o 

Q) ·ri 
0,10 +I 'H u ·ri 

'ti 0,05 ·ri 
r-1 
o 0,00 I) 

o 0,5 1 1,5 2 
H* 

1--Analítico ----Numérico I 

Figura 3 Gráf1co coaparat1vo entre o aétodo 
Proposto e o método da Newton 

Na figura 3 observa-se que o aaior· err-o é de 
2,8% e ocorreu para H•=0,4 Este erro ca1 
drasticamente coa o crescimento de H•. sendo que 
para H*=1 o erro cometido é da ordem de 0 , 18 %. 

S*=0,05 M=10 

.~ 0,20.---------------, 
t)o 

~ 0,15 
ai ·ri 
+I 'H o, 10 u ·ri 

'ti ..... 0,05 .... 

g 0,00 1---~-=::~~~~~~~~~ 
0,0 0,5 1,0 1,5 2,0 

H* 

~Analítico --Numérico\ 

Figura 4 - Gráfico comparativo entre a solução 
proposta e o método de Newton 

Na figura 4 observa-se que o maior erro é de 
0 ,2 5% e ocorreu para H•=0 , 4 . 

CONCLUSiJES 

Analisando os resultados para os casos aciaa 
apresentados, verifica-se que com apenas três 
termos da série (2) obtélll-Se resultados com boa 
precisão quando M>S e H* no intervalo [O , 4 , 2] . 
Para que se encontrem resultados com maior 
precisão , um maior número de ter111os na série da 
equação deve ser considerado 

Entret~nto , o ob)etivo de~te trabalho foi 
alcançado. uma vez que não se buscava precisão 
nos resultados . 1\as sim avaliar a poss1bi 1 idade 
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de aplicação do método da decomposição, na 
solução da equação transcendental associado ao 
modelo de Schwarz. 

Finalmente ressalta-se que a solução do 
modelo de Schwarz tornou-se completamente 
analít1ca, uma vez que a constante de 
resfriamento também é obtida em forma analítica. 
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ABSIRACI 
The aim of this paper consists. in the 

solution of the transcendental equation 
associated to the Schwarz model, analytically, by 
the method of decompos1 t 1on proposed by Adom1an 
(1986). Numerical simulations are presented and 
discussions of the results are reported 
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ALTERNATIVE ANALYTICAL SOLUTION FOR HEAT DIFFUSION 
PROBLEMS lN HETEROGENEOUS MEDIA 
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Depart.ament.o de Enc;enharia Mecânica e de Mat.eriais 
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<+> MAE Dept..- Nort.h Carolina St.at.e Universit.y - USA 

SUMMARY 
An alt.er-nat.ive analyt.ical solut.ion for- heat. diffusion pr·oblems in 

het.er-og-eneous media is pr-esent.ed. The pr-oblem is modeled as a set. ot· 
dit' :fusion equat.ions coupled t.hr-ough sour-ce-sink t.er·ms and subjec t.ed t.o 
gener-al linear- boundar-y condit.i o n s. Pr-evious r-epo r-t.ed solut.ions requir-e 
t.he evaluat.ion ol' a non-classical St.ur·m-Liouville pr-oblem. This 
dil' :ficult.y is avoided in t.his paper by t.he use o:f t.he Gene r-alized 
Int.eg-r-al Transform Technique . An applic at.ion is considered t.o 
illust.r-at.e t.he enhanced char-act.erist.ics of t.his met.hodolo gy. 

INTRODUCTION 

Int.egr-al t.ransl' orm t.ec hniques have long 
been r-ecognized as powerful analyt.ical t.ools 
for- t.he solut.ion ol' difLusion pr-oblems. 
Mikhailov and Ozisik <1984) have cat.alog-ued 
seven di:ff'er-ent. classes of' pr-oblems in heat. 
and mass di:ffusion t.o~et.her- wi t.h t.heir­
solut.ions t,hr-ough classical integr-al 
t.r-ansfor-m pr-ocedur-es. Amon~ t.hose classes, 
t.he so called Class V pr-oblem will be 
analyzed in t.his cont.r-ibut.ion. This pr-oblem, 
whose mat.hemat.ical :for-mulat.ion can be used t.o 
descr-ibe t.he diííusion processes in r-eact.or-s 
and on het.er-ogeneous media , is char-act.erized 
by a set. oí t.wo di:f:fusion equat,ions coupled 
t.hrough sour·ce-sink t.er-ms, subject.ed t.o 
linear- t.hird t.ype non-homog-eneous boundar-y 
condit.ions. Alt.hou~h a closed for-m solut.ion 
for- t.his pr-oblem is available, t.he appr-oach 
sug-gest.ed by Mikhailov and Ozisik (1984) 
r-equir-e t.he evaluat.ion o:f a non-classical 
St.ur-m-Liouville t.ype of auxiliary pr-oblem 
and, appar-ent.ly, schemes íor- t.he accur-at.e 
evaluat.ion o:f t.he eigenvalues and r-elat.ed 
eigeníunct.ions ar-e not. yet. fully est.ablished. 
This diíficult.y is her-e avoided by making- use 
of t.he ideas in t.he Gener-alized lnt.eg-r-al 
Tr-ansfor-m Technique < Cot.t.a, 1993) wher-e t.wo 
uncoupled st.andard St.ur-m-Liouville problems 
ar-e used as a basis :for t.he so'lut.ion 
met.hodology as i t. shall be described · in t.he 
following sect.ion. 

ANALYSIS 

The íoz•mulat.ion o:f t.he Class V pr·oblem, 
defined over t.he x

0 
< x < x

1 
, t. > O r-e~ion , 

is t.aken as: 

ôT (x , t.) 
W (x) 1 • L T <x,t.) - P

1
<x, t.) -

1 M. 1 1 

b<x) 
( 00 

T <x, t.) - o T
2

<x,t.) ) (1) 
1 2 

aT <x,t.) 
W <x> 

2 
L T 

2 
<x,t.) - P

2
<x,t.) + • 

2 M. 2 

b(x) ( '\ T/x,t.) - a
3 

T
2

<x,t.) ) (2) 

wher·e t.he oper·at.or- Lk , k ., 1,2 is de:fined as: 

L "' __!!__ ( K (x) __!!__ ) - dk<x) (3) k ax k. ax 

The init.ial condit.ions ar·e supposed t.o be 
ar-bit.rar-y known íunct.ions oí t.he x var·iable: 

T k <x,O) • ík (x), k • 1,2 (4,5) 

and t.he uncoupled boundar-y condit.ions are 
wr-it.t.en in suíf'icient.ly gener·al expr-essions 
in t.he for-m o:f: 

aT <x ,t.> 
O< T <x .t.>-t> K <x ) k 0 

Ok k O Ok k O a>c • f/> Ok (t,) 

ôT <x , t.) 
a T <x ,t.>+t> K <x ) k 

1 

11< k • '" k 1 ax </> (t.) 
ik 

(6,7) 

(8 ,9) 

Clearly, innumerous problems can be 
ext.ract.ed írom t.he above f'ormulat.ion by 
pr-escr-ibing expr·essions íor t.he íunct.ions 
Wk(x), Kk(x) , d k(x), b(x), Pk<x,t.), </>

0

k(t.) 

and <P
1

k <t.>; k 1 ,2 and assigning- values f'or· 

t.he coeff'icient.s a ok' ,8 ok·' 

and o ; i = O, 1, 2, 3. 
l 

"' i k • 1,2 

This problem has a closed t ·orm solut.ion 
t.hrough t.he classical integral t.ransform 
t.echnique < Mikhailov and Ozisik, 1984) once 
t.he f'ollowing auxiliar·y problem is solved f'or 
t.he eigenvalues 1-1 , and relat.ed eigenfunct.ions 

'f'k. , (x) ; k = 1, 2: 

-b<x> 'I' . <x> -
i , l 

L 'I' <x) + 
2 2 , 1. 

2 
/-1 

l 

+ b<x> 
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o 'I' . <x>) • O 2 2,~ . 

(10) 

+ W (x) ' 'fi . <x> 
2 2,1.. 

'f' . <x>) • O 
Z , l 



o. V-' <x ) 
ok k, L o f1ok K <x ) 

k o 

dlfl <x ) 
k,L o 
--ax-

d>ji . <x ) 
k, L 1 • o a >fJ . <x ) + (1 K <x ) 

1k k, L 1 1k k 1 dx 

o 

However, t.t.is auxiliar·y pr·oblem does 
not. belon~ t.o t.he convent.ional 
St.urm-Liouville family and it.s solut.ion, save 
for some simple values of· t.he funct.ions and 
coeft'icient.s, appear t.o be ext.remely 
involved. Therefore, based on previous 
exper·iences wit.t. ot.t.er classes of problems in 
heat. and mass diffusion <Scofano Net.o and 
Cot.t.a, 1989, 1992, 1993), an alt.ernat.ive 
solut.ion is sou~ht. by t.akin~ t.he t.wo 
independent. St.urm-Liouville pr·oblems def·ined 
below: 

L 'I' <x) + 1-1
2 

W (x) 'I' (x) = O 
k 1,L k, L 1 k,L 

o.ok'~'k,L <xo) - (1ok Kk<xo) 

d'fJ (x ) 
k,l. o 
--ax-

d>ji . <x ) 
a 'I' . <x ) + (1 K <x ) k d L 

1 = O 
ik k, L 1 1k k 1 X 

(11,12) 

o (13,14) 

(15,16) 

wt.ict. are ef"ficient.ly handled 
"Si~n-Count." met.hod described 
and Ozisik <1984). 

t.hrou~h t.he 
in Mikhailov 

The ort.ho~onalit.y propert.y of t.he 
ei~enfunct.ions 'I' . (x) allows t.he 

k,l 
definit.ion 

of t.he followin~ int.e~ral - t.ransf"or·m pairs: 

T (t,) 
k,L 

1 
N1/2 

k, L 

00 

Tk<x,t.) • l 
l::; 1 

X 
1 

f W (X)lfl . (x)T (x,t.)dx 
k k,L k 

X 
o 

1 
'I' . (x) T . (t,) 

N1/2 k' L k,L 
k, L 

where t.he norms N are def"ined as: 

N 
k,L 

X 
1 

'"' f 
X 

o 

k,L 

W (x) '1'
2 

_ (x) dx 
k k, L 

(17) 

(18) 

(19) 

Now, we shall proceed wit.h t.he 
int.e~ral t.ransf"ormat.ion of t.t.e ori~inal 

problem. ln order t.o accomplish t.his t.ask, 
t.he f"ollowin~ manipulat.ions are needed: 

(a) 

(b) 

(c) 

(d) 

Operat.e on equat.ion (1) wit.h: 
X 

1 1 -- J V' (x) dx 
N1/2 X i,L 

1. t o 
Operat.e on equat.ion (11) wit.h: 

X 
1 1 -- J T <x,t.) dx 

N1/2 X 1 

1 .. t o 
Operat.e on equat.ion (2) wit.h: 

1 
X 

1 

f 'I' (x) 

N
i/2 2,L 

X 
2, t o 

dx 

Oper·at.e on equat.ion (12) wit.t.: 

1 
X 

1 

1/2 f 
N x 

2" t o 

T
2

<x,t.) dx 

(e) Sum t.he result.in~ equat.ions t'rom st.eps 
(a) and (b) and apply t.he boundary 
condit.ions,, equat.ions (6), (8), (13), <15). 
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(f) Sum t.he result.in~ equat.ions from st.eps 
(c) and (d) and apply t.he · boundary 
condit.ions, equat.ions (7), (9), <14), (16). 

At. t.his point., t.he result.in@> equat.ions 

for t.he t.ransformed pot.ent.ials T (t.) are 
k,i. 

writ.t.en from t.he above operat.ions as follows: 

+ O' 
2 

O' 
o 

+ O' 
1 

O' 
3 

d - 2 
dt. T1,L(t.) + l-11,i T1,L(t.) • 11>t,i.(t.) + 

1 

N1/2 
1 , L 

1 

N1/2 
1, L 

d 
dt. 

1 

Ni/2 
2, L 

1 

N1/2 
2, L 

X 
1 

J b(x) V-' . (x) T (x,t.) dx -
l,t. 2 

X 
o 

X 
1 

J b(x) 'I' (x) T <x,t.) dx 
1,1. 1 

X 
o 

T <t.) + 
2 

I-12,L 
T (t,) 

2,L 
X 

1 

2,L 

J b(x) >;~ . (x) T <x,t.) dx -
X Z,t 1 

o 
X 

1 

J b(x) 'I' . (x) T <x,t.) dx 
X 2,t 2 

o 

(20) 

11> . (t,) 
2,L + 

(21) 

where t.he t.erms @>k,i(t,) are associat.ed t.o t.he 
non-homo@>eneous quant.it.ies in t.he boundary 
condit.ions and ~overnin~ equat.ions: 

11>k,L (t,) 
1 ["'k_(x)-K(x)>;~'(x) 

- -- ,1. 1 k 1 k,t. .t 
Ni/2 a + (1 rp <t.) 

k 
. ik 1 k 1 k 

'L 

>;~ <x )+K (x )>;~ '(x) 
k,i o k o k,L o 

()(01 + (101 

X 
1 

<P (t,) 
Ok ) + 

1 

Nt/2 
k,i 

J 'I' (x) P <x,t.) dx 
k,L k 

<22,23) 
X 

o 

The last. st.ep is t.o apply t.he inverse 
formulas for TK<x,t.) , equat.ions <18), and 
t.he syst.em in final form is expressed as: 

d - 2 
-- T (t.) + 1-1 . T (t,) • 

dt, i,L 1,L 1,L 
~ (t,) + 

00 

l 0'2 
j=1 

A T (t,) -
LJ 2,j 

O' 
o 

i,L 

B T (t.) 
Lj 1,J 

<24) 

d 
dt. 

T (t.) + 
2,L 

2 

I-12,L 
T (t,) 

2,L 11>2,i (t,) + 

00 

\ o- C . T (t.) - o- D .. T <t.) L 1 LJ 1,j 3 LJ 2,J 
j=1 

where: 

A ,._1 _ _! 
X 

1 

J b(x) 'I' . (x) >;~ . (x) dx 
Lj N1/2 N1/2 

1. \. 21 j 
X 

o 
. t,t 2, J 

B ._1_ 
LJ N1/2 

1 • i 

c __ 1_ 

LJ N1/2 
2, L 

1 
X 

1 

J b(x) 'I' . <x) >;~ <x) dx 
Nl/2 X i,t 1,J 

1 'J o 

1 
X 

1 J b(x) >;~ (x) >;~ (x) dx 
Nt /2 " 2, t t, J 

1. J o 

(25) 

(26) 



D =-1-
cj Ni /2 

2 , i 

1 
X 

1 

J b(x) ~ . (x) ~ (x) dx 
Ni / 2 X 2,L 2 , J 

2 . j o 

The required ini t.ial 
syst.em are obt.ained by 
inversion formula for 

condi t.ions for t.he 
simply applyin~ t.he 

Tk <x,t.) on equat.ions 

(4) and (5). This result.s in: 

T (0) • 
k,c 

X 
1 

W (x)~ (x) f (x) dx 
k k,c k 

<27) 

Act.ually, for pi'act.ical comput.at.ional 
purposes , t.he infini t.e summat.ions in t.he 
pot.ent.ials Tk <x,t.) have t.o be t.I'uncat.ed t.o a 

cel't.ain OI'del', N, in OI'der 
pre-est.ablished convel'~ence 

mat.I'ix fol'm, t.his t.I'uncat.ed 
equat.ions al'e writ.t.en as: 

t.o at.t.ain 
cl'i t.el'ion. 

2N syst.em 

a 
ln 
of 

(29) 

whel'e t.he vect.ol' y(t.) cont.ains t.he desil'ed 
t.ransformed pot.ent.ials and vect.or h(t.) t.he 
non-homo~eneous quant.it.ies expl'essed by 

~k.i. (t.). Mat.rix A can be expressed as a set. 

of foul' N X N sub-mat.I'ices in t.he fol'm of: 

r 

-o B . -,_/ .ó 
o \. J 1 , l l.J 

o c 
1 c""J 

o A . . 
2 'J 

-o D -J../ . ó 
3 \. J 2.1. lJ 

Scient.ific subr·out.ines such as t.hose 
fl'om t.he IMSL packa~e( 1987) al'e employed foi' 
reliable evaluat.ion of t.his syst.em. Then, t.he 
inversion formulas al'e I'ecalled t.o est.ablish 
t.he ori~inal f'ields T k <x,t.). 

APPLICATION 

An applicat.ion is now considered in 
ordel' t.o explore t.he ideas descl'ibed in t.he 
pl'evious sect.ion. It. deals wit.h t.he 
det.el'minat.ion of t.he dimensionless 
concent.I'at.ion <P and t.emper·at.ur·e e 
dist.I'ibut.ions in a chemically I'eact.in~ :fluíd 
in plu~ flow inside a pal'allel plat.e channel 
subject.ed t,o a prescr·ibed heat. flux at. t.he 
wall channel. This pi'ol;>lem can be modeled ( 
Mikhailov and Ozisik, 198.4) as: 

1 ô,PCX,2> 

Lu ô2 

ae<X,2> 

ô2 

B< X,O> 

ô4><0,2) 
ax 

ae<0 ,2) 
ax 

o, <t><X.O) = o (29) 

o. ô<P< 1 ,2) = o 
ôX 

O, 
õe<1,2) 

.. 1 
ôX 
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whel'e Lu and (1 are dimensionless paramet.el's 
pel't.ainin~ t.o t.he mat.hemat.ical model. 

An inspect.ion on t.he above formulat.ion 
I'eveals t.hat. t.his pi'oblem is a pal't.iculal' 
example of t.he Class V pi'oblem. However, in 
ol'del' t.o deal wit.h homo~eneous problems , 
which are known t.o exhibit. fast. conver~ence 

I'at.es, t.he followin~ split. up procedure 
<Mikhailov and Ozisik, 1984) is performed 

e<X,2) e (2) + e <X) + eh <X,2) (30) 
a v o 

,P<X,2) <P a v 
(2) + 4> (X) + <Ph <X,2> (31) 

o 
whel'e: 

1 

<Pav 
(2) fo ,P<X,2) dx, <32) 

1 

e (2) fo e<X,2> dx <33) 
QV 

The ~overnin~ equat.ions t'or t..he avel'a~e 

quant.it..ies are obt.ained by simply int.e~I'at.in!'; 

t.he dif"ferent.ial equat.ions over' t.he O < X < 1 
I'e~ion . This leads t.o: 

d<P (2) 
QV 

(12 [<P a v (2) K e <2)) 
a v Lu d2 

de <2) 
.. 1+ (12 

[<t> <2) - K e <2)) 
av av 

a v 

d2 

(34) 

The 
chosen as: 

pseudo st.eady-st.at.e 

d
2

<P <X) 
- (12 

[<P 
0 

(X) - K e 
0 

<X>) 
o 

dX
2 

d2e <X) 
(12 [<P o (X) - K 8

0 
(X)) 

o 
+ 

dX
2 

d</J
0

(0) 

"' O, 
d</Jo (1) 

- o ~ ----;:ur-

de <O) de <n o .. o, o .. 1 
~ ----;:ur-

pr·oblem is 

- o 

• 1 

(35) 

and linally t.he homo~eneous pi'oblems foi' 
and eh are found t.o be: 

2 

ô <Ph <X,2) ( ) 
• -(1

2 <P <X,Z)-Ke <X,2) 
<1X2 h h 

ae <X,2> 
h 

ôZ 
• 

<t>h <X,O) 

a,ph <0,2) a,ph <t.2) 

ax "" o, ax "' 0 

aeh <0,2) ae h <1.2) 

ax "' 0 • ax = 0 

e <X> o 

(36) 

whic h is an example of a homo~eneous Class V 
pi'oblem. 

Followin~ t.he met.hodolo~y described in 
t.he last. sect.ion, t.he auxiliai'Y pi'oblems al'e 



chosen as: 

d2>p _<X> 
1 ' ' 

dX
2 

d>p . (0) 
1 '' 
dX 

2 1 
+ ~ -- >p _ <X> • O 

1.' Lu 1,, 

d>p . (1) 

1 ' ' - o • O, dX 

d2>p . <X> 2 -<X> • O 
2 ·-' - + ~2,i. 'P2,, 

d>p . (0) 
2 '' 

d>p (1) 
2, L 

- o - o, dX dX 

For Lu • 1 t.he t.wo ei~enproblems become 
ident.ical and due t.o t.he ort.ho~onalit.y of" t.he 
ei~enf'unct.ions t, he mat.rices A, B, C and D are 
dia~onal: 

A • B • C 
i.j 'J i. j 

D . • (/6 . 
l-J l.J 

(37) 

and t.he result.in~ 
syst.em of" equat.ions 
pot.ent.ial becomes: 

ordinary 
f"or t.he 

dif"f"erent.ial 
t.ransf"ormed 

dZ
d "4> . <Z> + ~2 "i> _ <Z> • K r/ e (Z) 

h,t l. h,t h,t. 

- (12 4> . <Z> 
h , , 

ddZ e . <Z> + ~2 e . <Z> • (12 4> <Z> -
h,\.. l. h,t. h,t 

- K (1
2 e . <Z> 

h,, 

subject.ed t.o t.he 

e <o> • -h,i. 

<~>h, i. (0) 

followin~ const.raint.s: 
1 

I >p <X> e <X) dX 
N1 / 2 , o 

1 

. o 

1 

Nu2 

1 

Jo 
>p <X) 4> <X) dX 

L 0 

(38) 

<39) 

(40) 

(41) 

For t.he case ot· Lu • 
has a simple closed 
in t.he f"orm: 

K • 1 t.he above syst.em 
f"orm analyt.ical solut.ion 

e <Z) • D 
h, i. 

<f> (Z) • D 
h,i. 

where: 

o 

D 

e 
-~2z 

' 
-~2z 

' e 

1 
--""2 o 

1 
+ -y- o 

<t> <O> - e <O> h,i. h,i. 

-<~2+2(12>Z 
L 

e 

-<~2+2(12>Z 
' e 

+[ e <O) 
h,L 

+ <P (Q) ) 
h ,, 

and t.he 
concent.rat.ion 
det.ermined by: 

homo~eneous 

.;;,nd t.emperat.ur·e 
dimensionless 

Helds ar·e 

00 

<Ph <X,Z) '"' .l 
'L= 1 

00 

eh <X ,Z> • l 
t = 1 

!____ >p <X> 4> <Z> 
N~ / 2 t h,t. 

(42) 

1 >p <X) e <Z) 
Nt / 2 ;_ h,i. 

(43) 
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Due t.o space rest.r·ict.ions, r·esult.s are 
present.ed in t.erms of' a hist.ory conver~ence 

for t.he wall t.emperat.ur·e and Nusselt. number 
for (1 • 5 and at. st.at.ion Z • 0.01 . From t.able 
1 it. can be not.iced t.hat. a seven di~it. 

conver•(;ence is achieved wit.h no more t.han 10 
t.erms in t.he expansions f'or· e and <P- It. 
should be not.iced t.hat. Z • 0.01 is locat.ed 
far away f"r·om t.he t.hermally developed re~ion 

since t.he simulat.ions indicat.e t.hat. t.he f'ully 
developed Nusselt. number is at.t.ained at. Z • 
2 .0 and was t' ound t.o be equal t.o 8 .795947. 
All t.hese result.s were compared wit.h t.he 
solut.ion present.ed by Mikhailov and Ozisik 
(1984) and bot.h procedures yielded t.he sarne 
r·esult.s . 

ln closing, t.his alt.ernat.ive 
for· t.he Class V problem appears t.o 

solut.ion 
be very 

encoura~ing since i t. deals wi t.h more 
st.raight.forward eigenvalues problems. 

.N e<t,Z> Nu<Z> 10:-
2 

1 0.1654961 0.1381622 

2 0.1529955 o . 1512211 

3 0.1501616 o . 1545323 

4 0 .1494575 0 . 1553775 

5 0.1492871 0 . 1555835 

10 0.1492406 0 . 1556399 

15 0.1492405 0.1556399 

20 0 .1492405 0 . 1556399 

Table 1: Conver(;ence hist.o ry f"or 
t.emperat.ure and Nusselt. number for (1 "' 5 
at. Z • 0.01 
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SlJMÂRIO 
Este trabalho desenvolve uma metodologia analitica para cálculo 

do fluxo de calor transiente em paredes multicompostas externas de_e­
dificações, sujeitas A convecção e radiação externas. O método_base~a­
se na aplicação da Transformada de Laplace ao problema com ~nversão 
por Quadratura Gaussiana. Este métod~ ~presenta como vantagem. ~ f~t~ 
de não necessitar incrementos sequenc~a~s no espaço e tempo, d~m~nu~n 
do o tempo computacional de resolução dos problemas. 

T, Tz ... T; Tl+l ... T,._, T,. 

L-- -
T., 

o desempenho térmico da envoltória de e­
dificações tem participação importante no 
conforto térmico produzido internamente e no 
consumo de energia no caso de utilização de 
condicionamento artificial. A envoltória das 
edificações esta normalmente em processo 
transiente de transferência de calor, seja em 
resfriamento ou aquecimento. Este cálculo 
transiente tem ·como principal forma de reali­
zação uso do Método da Função de 
Transferência (Mitalas 1972). Este método ne­
cessita um cálculo prévio do fluxo transiente 
através de métodos numéricos, para encontrar­
se após a função de transferência. Nas duas 
etapas existe a necessidade normal dos 
métodos numéricos, ou seja, o incremento se­
quencial nas variáveis espacial e temporal, 
demandando grande tempo computacional. o in­
cremento temporal existe inclusive quando já 
se conheçe a função de transferência. 

Figura 1. Superficie Multicomposta 

A equação básica do problema é: 

8
2
T1(X t) _ 1 8T1(X,t), XI<X<XI+l, t>O 

-axZ----ãl at i=l,2, . . . ,H (la) 

o objetivo aqui procurado é desenvolver 
uma metodologia analitica que calcule o fluxo 
transiente de calor em superficies multicom­
postas, independente da necessidade de incre­
mentos sequenciais no espaço e tempo. Em uma 
segunda etapa este processo deverá ser exten­
dido para duas dimensões transiente. 

Um trabalho anterior (Beyer 1993) apre­
senta este problema sem considerar uma 
condição inicial para cada dia de cálc~lo, o 
que acarreta uma aproximação na resolução do 
problema. Neste trabalho foi introduzido a 
condição inicial, melhorando os resultados 
numéricos. 

DESENVOLVIMENTO DO PROBLEMA 

seja uma superficie multicomposta con­
forme representada na figura 1. A parede é 
composta por diversos meios i, sendo que i 
varia de 1 até M. O problema resolvido con­
siste em uma parede externa de uma 
edificação, que tem no lado externo uma tem­
peratura Ta(t) chamada Sol-Ar, função ciclica 
diária que será posteriormente analisada e um 
coeficiente de convecção conhecido. No lado 
interno da edificação existe uma temperatura 
interna e um coeficiente de convecção, ambos 
constantes. Os meios i são compostos por ma­
teriais diferentes, sendo que entre eles pode 
ou não existir contato térmico perfeito. 
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sujeita às seguintes condições de contorno: 

-kt 8T1 _ ht (Ta - Tt) , x=Xt, t>O (1b) ax-
-kl 8T1 hl+! (TI - TI+!) x=XI+t (1c1) ax- i=l,2, ... ,H-1 

t>O 
TI = TI+! (1c2) 

kl 8T1 kl+l 8TI+1 
ãX .::. 

ax.-
(1d) 

kM 8TH hH+! (Tb - TH) , X=XM+l (le) 
ax - t>O 

e sujeita à seguinte condição inicial: 

TI(X,t) = Toi(X) , t=O, XI<X<XI+l (1f) 
i=l,2, ... ,H 

o problema pode escolher entre as condi­
ções ~c~ (existência de resistência de conta­
to) e (lc2) (contato térmico perfeito). 

A condição inicial To I ( x) é uma função 
que deve ser ajustada conforme a distribuição 
de temperaturas na parede ao fim de cada dia, 
condição inicial para o dia seguinte. Neste 
trabalho é feita uma análise da melhor 
condição inicial a ser considerada para este 
tipo de problema. 

Aplicando a Transformada de Laplace ao 
problema acima vem: 

(2a) 

·'-~ --



-kt dTl + ht Tt _ ht Ta (2b) 
dx 

-kl df"i _ hl•t (Ti - TI+!) (2cl) dX-
Ti. = Tl+l (2c2) 

kl dTt _ kl•t dTI+t (2d} 
dx - ~ 

kH dTm + hH+l TH _ hH+l Tb (2e} 
dx - s 

A solução da equação(2a)é tomada da for-
ma: 

Tl(x,s) A1(s) exp(-RI x) + B1(s) exp(R1 x) 
+ exp(-RI x)( exp(R1 x)(a1 + b 1x)dx 

2RI <XI Jxl 
exp(R1 x)f exp(-RI x)(a1 + btx)dx 

2RI<XI j xl (3) 

Nesta equação R1 vale vs j a1 e a distri­
buição inicial de temperaturas Toi(X) é toma­
da como retas a1 + btx. As exponenciais cons­
tantes da equação formam uma base para uma 
solução apropriada. 

A integração da equação{3)resulta em: 

Tt(Xl,S) = AI(S)exp(-RI XI)+ Bt(s)exp(Rt Xt) 
(4a} 

TI ( Xt+t, s )=At ( s )exp( -RtXt+t )+Bt ( s )exp(RtXt+t) 
+ It (XI+! )/2atRI ( 4b) 

It(XI+t) = (ai/Rt)[2-exp(Rtxt)exp(-RtXt+t)­
exp( -RI XI )exp( RtXt+t) }+( bt/ Rt )[ 2Xt+t­

exp(Rtxt )(xt-1/Rt )exp(-RtXt+t )-
exp( -Rtxt) (xt+1/Rt )exp( RtXI+t)] ( 4c) 

Estas equações devem ser colocadas junto 
com suas derivadas nas condições de contorno 
para encontrarem-se as constantes A1 e Bt. As 
derivadas ficam: 

dTt (XI, s )/dx -RtAI ( s )exp( -RI XI) 
+ R1B1 ( S )exp 

dTt (XI+!, S )/dX = -RIA I ( S )exp( -RtXI+l) + 

(5a) 

RIBI(s)exp(RIXI+I) + Idt(XI+t) / 2atRI (5b) 

Idt(XI+!) = bt{(2/ Rt) + 
exp( RI XI) (XI -1/RI )exp( -RIXI) -
exp( -RIXI) ( Xt+1/Rt )exp( RIXI+!)) + 
at { exp( RI XI )exp( -RIXI+!) -
exp(-RIXI )exp(RtXI+!)} (Se} 

Colocando-se as equações acima nas con­
dições de contorno pode-se montar um sistema 
linear para obtenção dos coeficientes At e 
Bt, obtendo-se: (6) 

au btt o o o o o o At It 
a12 b12 a 22 b22 O o o o Bt I 2 
atJ btJ a2J b2J o o o o A2 IJ 
o o a24 b24 aJ4 bJ4 o o X B2 = I4 
o o a2s b2s a Js bJs o o AJ Is 
o o o o aJ6 bJ6 a46 b46 BJ I6 
o o o o aJ7 bJ7 aJ7 bJ7 A4 I7 
o o o o o o a4s b4B Bs Ia 

Este sistema linear tem a variável s 
complexa participando do cálculo dos coefici­
entes At e Bt. Estes coeficientes devem ser 
colocados nas equações (4) e a função T1 (x, t), 
solução do problema (la), é encontrado pela 
fórmula de inversão da Transformada de Lapla­
ce. Neste trabalho utiliza-se o cálculo desta 
integral de inversão por Quadratura Gaussia­
na, substituindo-se a variável complexa s pe-

286 

los valores dos pontos da Quadratura. 

QUADRATURA GAUSSIANA 

A solução do problema(4)é feito pelo re­
torno do dominio s para o dominio t, através 
da integral de inversão: 

Tt (x, t) = ~ ( • Joo exp( st )T-1 (x, s )ds 
2n j J s =c - Joo 

(7) 

Fazendo st = p para obter uma integral 
definida sem o parâmetro t no termo exponen­
cial, que é a função peso, vem: 

Tt(X,t):;;~. rc' +JOO exp(p) Tt(x,p/t) dp 
2ITJ ]c '- Joo t 

(8) 

onde c'=c/t. Tem-se então uma fórmula de qua­
dratura do tipo: 

b n 
Jaw(x)f(x) .·dx s.o I:k= t Ak f(Xk) (9) 

A fórmula de Quadratura Gaussiana apro­
priada é, segundo Heydarian e Mullineaux 
(1989): 

~ J c+Joo exp(p) F(p) dp = 
2nj c- Joo p 

~ 
k =l 

Ak F(pk) (lO) 

Observa-se que a função F(pk) é relacio­
nada com a função ti ( x, pk/t ) , que deve ser 
invertida, por: 

F( pk) = ( pk/ t) T-1 (X, pk/t) (11) 

Colocando a equação (11) em (10) tem-se: 

Tt(x,t) = ~- (+Joo exp(p) Tt(x,pk/t) dp = 
2rr J J c - Joo t 

= ~ Ak ( pk/ t) TI (X' pk/ t) ( 12) 
k=l 

Pode-se então calcular Tt(x,t) substitu­
indo-se s por pk/t, o que é feito no sistema 
6. 

Os termos Ak e pk podem ser encontrados 
para até n = 30 em Stroud e Secrest (1966). 
Normalmente n = 8 apresenta bons resultados. 
Neste trabalho utiliza-se n = 8. 

A substituição s ~ pk/t é utilizada para 
encontrar as constantes de integração At e Bt 
do problema (6) e junto com os valores de Ak 
para encontrar Tt(x,t). É necessário portanto 
inverter a matriz 8 vezes para qualquer x ou 
t procurado diretamente, independente de in­
cremento nestas variáveis. 

TEMPERATURA SOL-AR 

A condição de contorno externa é de 3~ 
espécie, com troca de calor por convecção. 
Nesta troca deve estar incluido o efeito da 
radiação solar, o que é feito com a 
introdução de uma temperatura ficticia chama­
da Temperatura Sol-Ar (ASHRAE 1989). o 
balanço do fluxo de calor nesta superficie, 
exprimindo o calor que entra na parede é: 

q/ A = ait + ho(to-ts) - coR ( 13) 

onde q/A = fluxo de calor, W/m2, a 
absortância da superficie para a radiação so­
lar, It = radiação solar total incidente na 
superficie, Wfm2, ho = coeficiente de trans­
ferência de calor por convecção e radiação de 
onda longa na superficie externa, Wfm2. °C, to 
= temperatura do ar externo, °C, ts = tempe­
ratura superficial, °C, c = emitância 



hemisférica da superfície em onda longa, óR = 
diferença entre a radiação de onda longa in­
cidente na superfície do céu e entorno e a 
radiação emitida por um c~rpo negro na tempe­
ratura do ar externo, W/m . 

Assumindo que o fluxo de calor pode ser 
expresso em termos da Temperatura Sol-Ar tsa: 

q/A = ho(tsa - ts) (14) 

Igualando os fluxos de calor vem: 

tsa = to + ait/ho - cóR/ho (15) 

Coforme Bliss (1961) o termo óR vale 6~ 
Wfm2 para superfícies horizontais e O W/m 
para superfícies verticais. Para superfícies 
comuns c = 1. 

Normalwente ho é tomado constante igual 
à 16,95 W/m . °C, a vale 0,44 para superfícies 
claras e 0,88 para superfícies escuras. 

A variação da temperatura externa, radi­
ação total e Temperatura Sol-Ar para o pro­
blema resolvido neste trabalho pode ser vista 
na figura 2. 

60.00 

u 
"-
0:40.00 
2 
::J ..... 
o 
"-
Q) 

0.20.00 
E 
Q) 

f-

-----------------------------1 I I 
I 
I I 
I I 
1 Temp.Soi-Ar 
I I -----r-----r-- --r- - -

1 

I 
I I 

---- "R~;jiaÇã;: 5;~~~--
I I 
I 
I 
I 

10.00 15.00 
Hora 

Figura 2. Temperatura Sol-Ar 

PROBLEMA RESOLVIDO 

Para avaliar o 
método foi resolvido o 
ASHRAE 1989, resolvido 
de Transferência (TFM) . 

comportamento deste 
problema constante em 
pelo Método da Função 

Seja uma parede multicomposta de cor 
clar~ construída com 25

2
mm estuque (k = 0,692 

Wfm. c, a = 4,434E-7 m js), 100 mm concreto 
pesado (k = 1,731, a= 9,187E-7), 25 mm iso­
lante (k = 0,043, a= 1,6E-6), 20 mm reboco 
(k = 0,727, a= 5,4E-7), e coeficientes de 
convecção externo e interno de 16,95 e . 8, 26 
Wfm

2
.°C respectivamente. Não há resis~ência 

térmica de contato entre as camadas. A tempe­
ratura interna é mantida constante, igual ~ 
24°C. O fluxo foi calculado através de 1 m 
de parede oeste. A temperatura externa evolui 
como função horária com ciclo de um dia, se­
gundo a Temperatura Sol-Ar retirada de ASHRAE 
(1989) para 40° Latitude Norte, 21 de Julho, 
afho = 0,026. Considera-se que estes valores 
repetem-se consecutivamente por no mínimo 
quatro dias, tempo necessário para o sistema 
entrar em regime periódico (não ocorre nebu­
losidade atmosférica) . 

Estes valores calculados conforme des­
crito no item Temperatura Sol-Ar aparecem na 
figura 2 acima citada. 

O método analítico exige uma função con­
tinua sobre as 24 horas do dia. A equação{15) 
apresenta como desvantagem o fato da radiação 
It ser descontinua ao longo do dia. Por isso 
foi ajustado um polinômio de grau dez para 

representar a Temperatura Sol-Ar. O resultado 
deste polinõmio pode ser visto na figura 3. 
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Figura 3. Temperatura Sol-Ar e Fluxo de Calor 

o problema também exige a definição de 
uma condição inicial. Para o primeiro dia, 
foi considerado que toda a parede estivesse 
na temperatura interna. Nos dias subsequen­
tes, foram encontradas as temperaturas inter­
nas da parede às 24 hs, ajustadas equações de 
retas para esta distribuição, e tomadas estas 
equações como a condição inicial para o dia 
seguinte. A distribuição de temperaturas e 
retas consideradas como condição inicial para 
o quarto dia (regime cíclico) podem ser vis­
tas na figura 4. Observa-se que para a parede 
em análise, especialmente em relação ao con­
creto pesado, e por estar a parede às 24 hs 
perdendo calor para os dois lados, o ajuste 
da condição inicial por retas introduz uma 
diferença entre o campo real de temperaturas 
e a distribuição considerada. Esta diferença 
deve ser avaliada quanto ao erro introduzido, 
e poderá ser eliminada ajustando-se o campo 
de temperaturas por uma equação quadrática. 
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Figura 4. Distribuição de Temperaturas 

Os resultados numéricos para o Método da 
Função de Transferência e para o método pro­
posto aparecem na tabela 1. Estes dois resul­
tados aparecem traçados na figura 5, ao longo 
dos quatro dias. 

O fluxo de calor para o quarto dia pelo 
método proposto está colocado na figura 3 
junto com a Temperatura Sol-Ar. Nesta figura 
nota-se que a Temperatura Sol-Ar funciona co­
mo excitação do sistema, e o fluxo de calor 
interno como resposta, com um retardo devido 
ao comportamento térmico da parede. 

O método permite calcular facilmente as 
temperaturas dentro da parede ao longo do di­
a, como pode ser visto na figura 6. 
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Figura 5. Evolução dos Dois Métodos 

Tabela L Cálculo ~elos dois Métodos 
FunÇão ~e Transfer

2
• 11 Método Proposto 

h W/m h W/m I h W/m2 
1 h W/m2

--

49 11.629 73 11.631 
50 9.982 74 9.985 
51 8.500 75 8.502 
52 7.187 76 7.189 
53 6.001 77 6.003 
54 4.945 78 4.946 
55 4.068 79 4.069 
56 3.460 80 3.461 
57 3.196 81 3.197 
58 3.292 82 3.293 
59 3.743 83 3.744 
60 4.512 84 4.513 
61 5.574 85 5.574 
62 7.152 86 7.153 
63 9.488 87 9.488 
64 12.432 88 12.432 
65 15.581 89 15.582 
66 18.397 90 18.397 
67 20.249 91 20.249 
68 20.380 92 20.380 
69 19.005 93 19.005 
70 17.142 94 17.142 
71 15.232 95 15.232 
72 13.388 96 13.388 

49 12.060 
50 11.202 
51 9.842 
52 8.416 
53 7.122 
54 5.866 
55 4.746 
56 3.986 
57 3.706 
58 3.845 
59 4.263 
60 4.914 
61 5.929 
62 7.553 
63 9.967 
64 13.096 
65 16.506 
66 19.488 
67 21.315 
68 21.579 
69 20.412 
70 18.425 
71 16.275 
72 14.106 

73 12.062 
74 11.204 
75 9.843 
76 8.417 
77 7.123 
78 5.867 
79 4.747 
80 3.987 
81 3.707 
82 3.845 
83 4.263 
84 4.915 
85 5.929 
86 7.553 
87 9.967 
88 13.097 
89 16.506 
90 19.488 
91 21.315 
92 21.579 
93 20.412 
94 18.425 
95 16.275 
96 14.106 

ttJ 
1-l 
::;J 

.j.J 

I ~ 
!': 
Q) 
E-i 

Figura 6. Campo de Temperaturas em um Dia 

CONCLUSÕES 

o método apresentou bons resultados 
numéricos comparando-se com o Método da 
Função de Transferência, permitindo maior 
flexibilidade em relação à possibilidade de 
calcular-se qualquer tipo de parede, inclusi­
ve com alterações nos coeficientes de 
pelicula. Atualmente estuda-se a possibilida-

de de fazer a inversão da Transformada de La­
place também analiticamente. Após, pretende­
se estender o método para duas dimensões 
transiente. 

Em relação aos métodos numéricos tradi­
cionais, o presente método apresenta como 
grande vantagem o fato de não depender de in­
cremento sequencial seja na variável espacial 
ou na temporal. Com isto consegue-se uma ra­
pidez de cálculo bem maior, pois pode-se che­
gar diretamente ao quarto dia de cálculo so­
mente calculando-se a distribuição de tempe­
ratura às 24 h de cada dia, já que o método 
analitico tem inerente em sua formulação o e­
feito temporal total da função excitação do 
problema. Também o método analitico permite o 
cálculo das temperaturas somente nas interfa­
ces, por eliminar a necessidade de discreti­
zação do dominio espacial. Consegue-se com 
isto uma diminuição significativa no tempo 
computacional para solução do fluxo transien­
te em superficies opacas multicompostas. 
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ABSTRACT 

ln this work, the Laplace transform 
technique with numerical inversion is used to 
develop solutions for the problem of cne­
dimensional heat conduction in multilayered 
walls. ln this method, the partial 
derivatives with respect to the time variable 
are removed from the differential equation by 
the application of the Laplace transform, the 
resulting system of ordinary differential 
equations are solved and the transform of the 
temperature is inverted by numerical method. 
This method is based on Gaussian quadrature, 
a method for the approximation of integrals. 
To test the method, a comparision was made 
with the Transfer Function Method (TFM), a 
case of the calculation of heat flow through 
building components outlined in ASHRAE. The 
advantage of the present method is that there 
is no need to step in time or position. The 
solution for any value of t or x can be found 
immediately. 
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SUMMARY 
ln this paper we use the Conjuga/e Gradient Method with Adjoint Equation in order to estimate 

the temperature dependence of thermal conductivity. The accuracy of this method of inverse analysis is 
verified by using simulated measurements as the input data for the inverse pwblem. Functional forms 
containing sharp comers and discontinuities are generally very difficult to recovcr by an inverse analysis. 
The present approach is capable ofhandling such situations quite readily and acct:rately 

INTRODUCTION 

A vast amount of literature exists on the analysis and 
solution of linear inverse heat conduction problems. ln the case of 
nonlinear inverse heat conduction, the available works were mostly 
concerned with the estimation of thermophysical properties, where 
the dependence of the unknown quantity on temperature was 
approximated by a polynornial (Artyukhin, 1975), B-splines 
(Artyukhin, 1982, 1987, 1993) or piecewise linear continuous 
functions(Jamy et al, 1986 and Goryachev and Yudin, 1981). With 
such 1!pproaches, the inverse analysis was reduced to the 
deterrnination of the constant coefficients of the functional form 
assumed for the unknown (i.e., a finite dimensional rninirnization 
problem). The steepest descent (Artyukhin, 1975 and 1987, and 
Jarny et al, 1986) or the conjugate gradient method (Artyukhin, 
1982, and Goryachev and Yudin, 1981) have been used for the 
solution of such parameter estimation problerns. 

If no information is available on the functional form of the 
unknown quantity, the rninirnization has to be performed on an 
infinite dimensional space of functions. Such novel approach for the 
deterrnination of temperature-dependent quantities has been 
successfully applied to the estimation of the reaction function by 
Orlande and Ozisik (1993). 

ln this work we apply a function estimation approach based 
on the conjugate gradient method of inverse analysis with adjoint 
equation to estimate the unknown thermal conductivity in a non­
linear transient heat conduction problem. It is assumed that no prior 
information is available on the functional form of the unknown 
quantity. The accuracy of the present method is exarnined under 
strict conditions, by using transient simulated measured data in the 
inverse analysis. 

INVERSE ANAL YSIS FOR ESTJMATING THERMAL 
CONDUCTIVITY 

The inverse analysis of function estimation approach, 
utilizing the conjugate gradient method with adjoint equation 
considered here, consists of the following basic steps(Jarny et al, 
1991): 

I . The direct problem; 
2. The inverse problem; 
3. The sensitivity problem; 
4. The adjoint problem and the gradient equation; 
5. The conjugate gradient method of rninirnization; 
6. The stopping criterion; and 
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7. The compmati,,nal algorithm. 
We present ·.)C)o~ :he salient features of each of these steps, 

as applied to the estimat10n ofthe unknown thermal conductivity. 

The Direct Pm!>lem. For the present study. the direct 
prob/em is taken a~ · 

C(1)ôT(x,t) __!_lk(1)ôT]-g(n=O 
Ôl ôx ôx 

ôT =O 
ôx 

ôT 
k(1)- = (J L (t) 

ôx 

in O<x<L; for t>O 

at x=O ; for t>O 

at x=L ; for t>O 

(I.a) 

(l.b) 

(I. c) 

T(x,O) = F(x) for t=O; in O<x<L (l.d) 
The direct problem defined above by equations (I) is 

concemed with the deterrnination of the temperature distribution 
T(x,t) in the mediurn, when the physical properties C(T) and k(T), 
the boundary and initial conditions, and the reaction function g(T) 
are known. ln order to solve this direct problem, we used the 
combined method of finite differences with 9=213 and the resultant 
nonlinear system of algebraic equations was linearized by the 
expansions: 

kn+l =kn +(:~ r(rn-rn-i) 

cn+i = cn +(:~r (rn- rn-1) 

~+I=~+(:~ r(Tn-Tn-i) 
where the superscript "n" denotes the time step. 

(2.a) 

(2.b) 

(2.c) 

The Inverse Problem. For the inverse problem, the thermal 
conductivity k(T) is regarded unknown but everything else in 
equations ( 1) is known. ln addition, temperature data are 
considered available at some appropriate locations within the 
medium at various time steps. 

The inverse analysis utilizing the conjugate gradient method 
requires the solution of the direct, sensitivity and adjoint prdblerns, 
together with the gradient equation. The development of sensitivity 
and adjoint problems are discussed next. 

The Sensitivity Problem. The solution of the direct problem 



(1) with thermal conductivity k(T) unknown, can be recast as a 
problem of optimum control, that is, choose the control function 
k(T) such that the following functional is minimized: 

1r M 

Jik(T)] =i I L {T[ Xm,t;k(T)]- Ym(t)} 2 dt (3) 
t=O m=l 

where M is the number of sensors and Y m(t) and T[xm,t;k(T)] are 
the measured and estimated temperatures, respectively, at a 
location Xm in the medium. If an estimate is available for k(T), the 
temperature T[xm,t ; k(T)] can be computed from the solution of 
the direct problem given by equations ( 1 ). 

ln order to develop the sensitivity problem, we assume that 
the thermal conductivity k(T) is perturbed by an amount EAk(T). 
Then, the temperature T(x,t) undergoes a variation EAT(x,t), that 
is, 

T&(x,t) = T(x,t) +e AT(x,t) (4.a) 

where E is a real number. 
Due to the nonlinear character of the problem, the 

perturbation of temperature causes variations on the temperature­
dependent quantities including the thermal conductivity, that is, 

(
dkl 

k&(T&)=k(T+eAT)+eAk(T)r.;k(T)+ dT yAT+eAk(T) 

(4.b) 

C&(T&) = C(T +e AT),., C(T) + (~~)e AT (4 .c) 

g&(T&) = g(T +e AT),., g(T)+( =~)e AT (4.d) 

For convenience in the subsequent analysis, the differential 
equation ( 1. a) of the direct problem is written in operator form as 

D(T) = C(T) ô T(x,t) _ __!__[k(T) ô T] _ g(T) = 0 (S.a) 
ôt ôx ôx 

and the perturbed form of this equation becomes 

D (T)::C (T)ôT&(x,t) _ __!__[k (T)ôTe]- (T)=O 
& & & & Ô t Ô X & & Ô X g& & 

(S .b) 
To develop the sensitivity problem, we apply a limiting 

process for the differential equations (S.a,b) in the form 

lim D&(T&)-D(T) =0 
ê 

(6) 
&~0 

and similar limiting processes are applied for the boundary and 
initial conditions (l.b-d) of the direct problem. After some 
manipulations, the following sensitivity problem results for the 
determination ofthe sensitivity function AT(x,t): 

ô(CAT) ô 
2 

(kAT) __!!_(Ak ô T)- d g AT =O 
ôt ôx2 ôx ôx dT 

ô(kAT) =O 
ôx 

ô(kAT) _ Ak A. 
-----'I'L 

ôx k 

in O<x<L; t>O (7.a) 

at x=O ; t>O (7.b) 

at x=L; t>O (7.c) 

AT = O for t=O ; in O<x<L (7 . d) 
where C=C(T), k=k(T), AT=AT(x,t), g=g(T) and Ak=Ak(T). 

The Adjoint Problem and the Gradient Equation. To derive 
the adjoint problem and the gradient equation, we multiply equation 
(l.a) by the Lagrange Multiplier Ã.(x,t) and integrate over the time 
and space domains. The resulting expression is then added to the 

functional given by equation (3) to obtain 

L 1! M 

J[k(T)]=~ I I L(T-Y)
2 

8(x - xm)dtdx+ 
x=0/=0 m=l (8) 

xtJJC(T) ô ~~,t) :x[ k(T) ~ :]- g(T) }À(x,t)dtdx 

where õ(•) is the Dirac delta function . 
The directional derivative of the functional J[k(T)] in the 

direction of the perturbation Ak(T), is defined as (Jarny et ai, 
1991) 

D J[k(T)]- . Jik&(T&)]-Jik(T)] 
l!.k - hm 

& -tO c 
(9) 

where the term J[ke(TE)] is obtained by writing equation (8) for the 
perturbed quantities given by equations ( 4). This derivative is 
allowed to go to zero and after some manipulations, the following 
adjoint problem is obtained for the determination of the Lagrange 
multiplier X(x,t): 

,ÔÀ ô 2 Ã dg M 
-C--k----À+ "'(T-Y)8(x-x )=0 

ôt ô 2 dT L.. m 
X m=l 

in O<x<L; t>O (10 a) 
ÔÀ =0 
ôx 

at x=O ; t>O (IO.b) 

oÀ =O 
ox 
À=O 

at x=L ; t>O 

for t=tr ; in O<x<L 

(10.c) 

( 1 O.d) 

Such limiting process also gives the gradient equation for 
the functional which takes the form 

J'[k(T)] = ar a À 
ox ox (11) 

The sensitivity function AT(x,t) obtained from the solution 
of problem (7) and the gradient of the functional given by equation 
( 11) are used in the conjugate gradient method of minimization as 
discussed next 

The Conjugate Gradient Method of Minimization. The 
iterative procedure for the determination of the thermal 
conductivity is taken as(Jarny et ai, 1991 ): 
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kp+l(T) = kP(T)- p PdP(T) (12) 

and the direction of descent dP(T) is given by: 

dP(T) = J'[T,kP(T)]+ r pdp- l(T) (13) 

where the superscript "p" denotes the number of iterations and the 

conjugation coefficient yP is determined from: 
L 1t I I {J'[T;kP (T)]- J'[T;kp-I(T)]}J'[T;kP (T)] dt dx 

r p= x=0/=0 

L 1r I I {J'[T;kp-l(T)]} 2 dt dx 

x=Ot=O 

for p=l,2, .. with r 0= o (14) 

The coefficient pP, which determines the step size in going 
from iteration p to p+ I in equation ( 12), is obtained by minimizing 

J[kp+l(T)] given by equation (3) with respect to pP After some 
manipulations the following expression is obtained 



1t M f ~)T(x111 ,t;kP) - f 111 (1)] AT(x111 ,t;dP) dt 

/3 p= 1=0 m=l 
1! M 

(15) 

f ~)AT(x111 ,t;dP)f dt 
1=0 m=l 

where AT(xm,t ; dP) is the solution of the sensitivity problem at 
position xm and time t, which is obtained from equations (7) by 

setting Ak(T)=dP(T) 

Once dP(T) is computed from equation (13) and pP from 
equation ( 1 5), the iterative process defined by equation ( 12) can be 

applied to detemúne kp+ 1 (T), until a specified stopping criterion 
based on the discrepancy principie described below is satisfied. 

The Stopping Criterion. lf the problem involves no 
measurement errors, the traditional check condition specified as 

J[kp+ 1(T)] < EJ (16) 

where e1 is a small specified number, can be used. However, the 
observed temperature data contains measurement errors; as a result, 
the inverse solution will tend to approach the perturbed input data 
and the solution will exhibit oscillatory behavior as the number of 
iterations is increased. The computational experience shows that it 
is advisable to use the discrepancy principie to stop the iteration 
process. Thus, by assuming 

T[xm,t; k(T)]- Y m(t) "'a= constant 

e1 is obtained from equation (3) as: 
M 2 

E:J=2a ti 

where a is the standard deviation ofthe measurement errors. 

(17) 

(18) 

Hence, equation (16) with e1 detemúned from equation (18) 
is used to stop the iterations. 

The Computational Algorithm. The algorithm for the 
iterative scheme given by the conjugate gradient method is 
summarized below. 

Suppose kP(T) is available at iteration p, then: 

Step I. Solve the direct problem given by equations ( 1) and 
compute T(x,t); 

Step 2. Check the stopping criterion given by equation (16) with EJ 

detemúned from equation (18) . Continue ifnot satisfied; 

Step 3. Knowing T(xm,t;kP) and Y m(t), solve the adjoint 
problem given by equations (10) to obtain À(x,t); 

Step 4. Knowing Ã(x,t), compute the gradient ofthe functional 
from equation ( 11 ); 

Step 5. Knowing J'[T,kP(T)], compute first the conjugation 
coefficient from equation (14) and then the direction of 
descent from equation (13); 

Step 6. Solve the sensitivity problem given by equations (7) by 

setting Ak(T)=dP(T), to determine AT(x,t); 

Step 7. Knowing AT(xm,t;dP), compute the search step size pP 
from equation (I 5); 

Step 8. Knowing pP and dP(T), compute the new estimate 

kp+ 1 (T) from equation ( 12) and go to step I. 
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FIGURE I. lnverse solution with polynonúal variation for the 
thermal conductivity 

RESULTS AND DISCUSSION 

1.20 

ln order to exanúne the accuracy of the function estimation 
approach using the conjugate gradient method as applied to the 
analysis of the inverse problem previously described, we studied 
test cases by using simulated measured temperatures as the input 
data for the inverse analysis. The simulated temperature data were 
generated by solving the direct problem for a specified thermal 
conductivity. The temperatures calculated in this manner are 
considered exact measurements, T ex' and the simulated measured 
temperature data, Y, containing measurement errors, are 
detemúned as 

Y = Tex+aa (19) 
where aa is the error term and a is the standard deviation of the 
measurements. For normally distributed errors, with zero mean and 
a 99% confidence levei, a lies within the range 

-2.576 <a< 2.576 (20) 
The values of a were randomly detemúned with the 

subroutine DRNNOR from the IMSL (1987). 
To generate the simulated measurements, the direct problem 

given by equations (I) was expressed in dimensionless form by 
introducing the following dimensionless variables: 

T- 1Q 
fJ=--

hL 
ko 

and by taking the coefficients k(T) and C(T) as 
(21.a-e) 

k(T) = k0 K(fJ) and C(T)=C0 x(fJ) (22) 

where ko and C0 are constants and have the units of k(T) and C(T), 
respectively; K(9) and x(9) are dimensionless functions of 9; To is 
the initial temperature in the medium which is assumed to be 
uniform; and cPL is the heat flux applied at the boundary x=L, which 
is assumed to be constant. 

For ali test cases analyzed here, we considered a=O 

(errorless measurements) and a=0.01 Smax , where Smax is the 
maximum temperature measured by the sensor. The sensor wa~ 
located at l)=0.8 and, for sake of simplicity, we used f(S)=O and 
x(S)=l 
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FIGURE 2. Inverse solution with triangular variation for the 
thermal conductivity 

1.20 

Figure I shows the results for two different polynomial 
variations of the dimensionless thermal conductivity. Clearly, the 
agreement between the estimated and the exact thermal 
conductivities is very good, for both situations of errorless and 
inexact measurements, and such was the case for other smooth 
functional forms tested. 

Figure 2 shows similar results for a thermal conductivity 
with a triangular variation. A comparison of the exact thermal 
conductivity with the one estimated by using errorless 
measurements (a=O) indicates that the present function estimation 
approach can resolve sharp comers. The agreement between the 
exact solution and the results obtained by using measurements with 
random errors is good. 

Figure 3 presents the results obtained for a step variation of 
the thermal conductivity. The curve obtained with errorless 
measurements (a=O) is in good agreement with the exact solution, 
although some oscillations are observed near the discontinuities. 
The results obtained by using measurements with random errors is 
also in good agreement with the exact functional form of the 
thermal conductivity. 

CONCLUSIONS 

The inverse analysis utilizing the conjugate gradient method 
of minimization with adjoint equation, provides an efficient 
approach for estimating the temperature dependence of thermal 
conductivity, with no prior information on the functional form of 
the unlmown quantity. 

Results obtained with test cases using simulated 
measurements with random errors indicaú: that the present 
approach is accurate, even for thermal conductivities with 
functional forms involving sharp comers and discontinuities. 
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RESUMO 
o único modelo analítico de uso consagrado para a descrição do 

perfil de temperatura de um fluido escoando no interior de um poço não 
considera a variação de temperatura da formação devido ao escoamento. 
Métodos que consideram esta variação já foram propostos, mas são 
numéricos. Este trabalho propõe um método analítico para a descrição 
deste fenômeno em regime permanente considerando a variação da 
temperatura da formação e tenta responder algumas questões deixadas 
em aberto pelos métodos numéricos propostos para descrevê - lo. 

INTRODUCÂO 

Desde 1941, quando Farris publicou o 
primeiro estudo sobre temperatura no fundo do 
poço durante uma circulação, tem havido um 
esforço considerável no sentido de se obter 
uma ferramenta prática e precisa para se 
prever temperaturas no interior de um poço em 
circulação. Quase todos os estudos a respeito 
são numéricos ou empíricos. A exceção fica por 
conta do modelo publicado independentemente 
por Tcharnüi (1966) na antiga União Soviética 
e por Holmes & Swift (1970) nos EUA. Este 
método, válido somente no regime permanente, 
considera a temperatura da formação na parede 
do poço igual à da formação não perturbada. Ou 
seja, a formação cede calor ao fluído 
aquecendo-o, porém ela não se resfria ao 
transferi-lo ao fluido. Esta hipótese é 
claramente íncorreta, mas qual é o erro que 
ela introduz ao método? Tal questão permanece 
sem uma resposta satisfatória. Diversos 
métodos numéricos já foram descritos na 
literatura e a maioria simula a variação de 
temperatura da formação. Contudo, é amplamente 
aceito que métodos numéricos não devem 
prescindir de uma validação pela comparação 
com dados experimentais ou com métodos 
analíticos. Dados experimentais são dificeís 
de se obter e ainda não foi criado um método 
que permita medir a temperatura no interior da 
formação. Por fim, este problema tem . uma 
condição de contorno no infinito (a formação 
não "sente" a presença do fluido a uma 
distância infiní ta do poço) . Usando métodos 
numéricos, temos que arbitrar onde fica uma 
distância suficientemente "infinita" do poço 
de forma a não introduzir um erro maior que 
uma tolerância pré-estabelecida. O método 
analitíco nos dá uma ferramenta poderosa para 
se mensurar este "ínfíníto", o que não é . 
possivel somente com métodos numéricos. 

DESCRIÇÃO MATEMÁTICA DO PROBLEMA 

Este modelo supõe que fluido e formação 
geológica encontram-se em equilíbrio dinâmico, 
ou seja, estado estacionário ("steady-state") 
tanto na formação como no fluído em 
escoamento. São, na verdade, dois problemas 
unidos exclusivamente por uma condição de 
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contorno comum, qual seja, o fluxo de calor 
que chega à parede do poço por condução no 
lado da formação é igual ao fluxo de calor 
transferido ao fluido por convecção, do 
outro lado, à mesma profundidade. 
Vejamos primeiro com0 se dá o problema da 
condução na formação. 

Matematicamente, a formação é um meio 
sólido com uma profundidade H finita com um 
furo cilíndrico que vai de Z=O a Z=H, de raio 
R e que se prolonga a uma distância 
h6 rizontal infinitamente grande da parede do 
poço. Na superfície (Z=O), a temperatura da 
formação não se altera (supostamente, temos 
uma transferencia de calor da superfície para 
o que quer que exista acima dela com uma 
eficiência infinita). À profundidade H, temos 
que a formação recebe a caaa ponto o mesmo 
fluxo vertical de calor que receberia caso não 
houvesse a circulação de fluido no poço. A uma 
profundidade entre O e H, a uma distância 
infinita do poço, temos o perfil geotérmico 
inalterado e na parede do poço, temos a 
condição de contorno que acopla este problema 
com o do fluido no interior do poço. 
Matematicamente, temos: 

(1) 

Submetido às seguintnes condições de 
contorno: 

(2) 

(3) 

Lim[tf(z,r)) =z (4) 
r•• 



2 att(z, rP) +tt(z, rP) -ta (z) =O 
Bi ar (5) 

A equação diferencial (1) pode ser 
resolvida pela seguinte equação: 

tt(z, r) =z+ t c{ Ko (À ir) sen (À .z)] 
rl J Ko(À.r) J (6) 

] p 

onde: 

Ài =n(j-~) (7) 

Falta apenas determinar os valores das 
constantes C1 • Para isto, é necessário usar a 
condição de contorno {5) . Porém, não 
conhecemos ainda o perfil de temperatura no 
anular ta. Passemos, portanto, para a 
determinação do perfil de temperatura do 
fluido. Para o fluido na coluna e no anular, 
temos : 

at. 
A-" =t -t .. 

az a ~ 
(8) 

at 
-A a: =ti-ta+.qtt(z, rP) -ta] (9) 

Isolando-se t . em (8) e substituindo em 
(9), obtemos: 

éflt. at. 
A 2

--{- -AB-a" -Bti =-Btt(z, rp) (10) 
az z 

Onde tt é dado pela equação ( 6) • 
Como já foi demonstrado por outros autores 
(Tcharnüi, 1966 e Holmes & Swift, 1970), as 
condições de contorno são: 

ti = tl 

ati 

az o 

se z=O (11) 

se z=l (12) 

A condição (12) decorre de (8) quando 
tl=t • . 

A solução da equação diferencial (10) é 
dada por: 

ti = z-A+Mlen'z+M2en2z+ 

N 

~ c.[p.sen(À .z) +q.cos(Ã.z) l 
~ ] J J ] ] 
j=l 

(13) 

Onde: 

pi 
B(A 2 À;+B) 

(14) 
(A2À3+B)2 +A2B 2À5 

AB2J.. . 
q.=- ] 

1 (A 2 À~+B) 2 +A 2B 2 À~ 
] ] 

(15) 

_ B - y'B (B+4) 
n2- 2A (17) 

_ B+y'B(B+4) 
nl 2A 

(16) 

As condições de contorno (11) e (12) 
impõem respectivamente que: 
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N 

M1 +M2+l;Ci%=A+t1 (18) 
J•l 

N j 

Mlnlen'+~n2en'-E (-1) ci%Ài=-l 
J=l 

(19) 

No método tradicional de Tharnüi/Holmes 
& Swift, estas duas condições de contorno 
bastariam para que as constantes M1 e M2 fossem 
determinadas. Porém, quando se considera a 
variação da temperatura da formação, aparecem 
outras N constantes a serem determinadas, o 
que não é possível fazer apenas com as 
equações (18) e (19). Temos que determinar M1 

e M2 juntamente com C11 C21 ••• , CN num sistema 
de N+ 2 equações a N+ 2 incógnitas. As duas 
primeiras equações do sistema são as já 
conhecidas (18) e (19). As demais são 
determinadas pela equação (5). Antes porém, 
precisamos deeterminar o perfil de tempera­
tura no anular t • . Substituindo (13) em (8), 
obtemos: 

ta z+M
1 

(An
1 

+1) en'z+M2 (An
2
+1) en2 z+ 

N 

I; Ci [(pi-A%) sen(Àiz) + (%+Api) cos (Àiz)] 
J=l 

(20) 

Substituindo-se o valor da função ta ( z ) 
dada por (20) na condição de contorno (5), 
pode-se, por vários métodos numéricos ou 
analíticos, obter-se equações para calcular os 
diversos c1 's de modo a satisfazer com pequeno 
erro àquela condição de contorno. Acoplando 
estas equações à (18) e à (19) encontramos os 
valores de todas as constantes de integração 
do problema. 



EXEMPLO NUMÉRICO 

A tabela 1, abaixo mostra os parâmetros 
adimendionais calculados a partir de um 
típi co caso de poço numa fase III com fluido 
de baixo teor de sólidos, uma situação 
bastant e comum em perfurações de petróleo. 

Tabela 1: Parâmetros do Poço-Exemplo 

Parâmetro SI Sist.Inglês 

Profundidade(H) 1. 000 m 3.821 pés 
Raio Poço (RP) 0,222 5 m 8,75 pol 
Raio Col. (Ri) 0,0635 m 2,5 pol 
A 2,204 2, 204 
B 3,346 3,346 
t , 0,167 O, 167 
rP 0,000 222 0,00022 2 
Bi 68 68 
N 50 50 

A figura 1 mostra os perfis de 
temperatura do poço cujas características são 
mostradas na tabela 1, de acordo com a 
metodologia aqui desenvolvida. A figura mostra 
as temperaturas no interior da coluna, no 
anular, na_formação não perturbada e na parede 
do poço. E interessante observar a pequena 
magnitude da perturbação na tempera tu r a da 
formação na parede do poço. A figura 2, 
mostrada a seguir, mostra a perturbação da 
temperatura à profundidade H função da 
distância ao eixo do poço em % da perturbação 
observada na parede (entende-se por 
"perturbação" a diferença entre a temperatura 
calculada e a tempe ratura qeotérmica à mesma . 

Fiqura 1 Perfis de Temperatura do Poço­
Exemplo 
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Fiqura 2 Perturbação da Temperatura da 
Formação no Fundo 

profundidade. Aqui, podemos observar o quão 
longe do poço a perturbação se propaga. 
Embora a perturbação na parede do poço seja 
pequena, a uma distância 10 vezes maior que 
o raio temos uma perturbação de 70% da 
observada na parede; a uma distância 100 vezes 
maior que o raio, 40% e a uma distância 1000 
vezes maior que o raio, 10%. Somente à 
distância de 5.000 raios, a perturbação cai 
abaixo de 1% do valor observado na parede, 
tornando-se desprezível 

CONCLUSÕES 

1- A perturbação causada pelo fluido na 
temperatura da formação em regime permanente 
é insignificante. Ainda menor é a influência 
desta perturbação sobre o perfil de 
temperatura do fluido. 

2- Embora pequena, esta perturbação se 
propaga a uma enorme distância do poço, sendo 
necessária a uma distância de 5.000 raios do 
poço para que o valor da perturbação caia 
abaixo de 1% da observada na parede. 

3- Como foram utilizados parâmetros 
típicos de uma situação real freqüente de 
campo, tais conclusões são provavelmente 
verdadeiras para a maioria das situações reais 
em regime permanente. 

NOMENCLATURA 

A = pQCp/2ttR;h ;H = Gz/ttNu ; 
B = R,)l1,/ R;h; = Nupi Nu; 
Bi = Numero de B1.ot = 2hPRP/ k t 
Cp = Calor Específico do Fluido 
GG = Gradiente Geotérmico 
Gz = Número de Graez 
H = Profundidade Final do Poço 
h = Coeficiente Convectivo de Transferência 
de Calor 
j =Contador (1,2 ... ) 

.:-- - -

K0 (x) = Função de Bessel modificada de ordem 
O de 2o tipo 
k = Condutividade Térmica 
N = Número de Termos Considerados da Série 
(eq. 6) 
Nu = Número de Nusselt = hD/k 
Q Vazão 
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R = Raio 
r Raio Adimensional = R/H 
T Temperatura 
t Temperatura Adimensional = (T-T5 )/GG H 
Z Profundidade 
z = Profundidade Adimensional = Z/H 
p Densidade do Fluido 

Índices 

a 
f 
i 
j 
N= 
p = 

Anular 
Formação 
Interno (coluna) 
Termo genérico da ser1.e 
Último termo considerado 
Poço (externo) 
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"Perfil de Temperatura 
Circulação num Poço" 

PETROBRAS/CENPES, 

ANALITIC SOLUTION FOR THE STEADY-STATE HEAT 
EXCHANGE BETWEEN A DRILLING FLUID AND THE 
FORMATION AROUND IT 

The only analytical methods of wide use 
that describe the temperature profile o f a 
fluid flowing within a well does not conside r 
the variation of the formation temperature due 
to the flow. Methods that consider that 
variation have already been proposed but they 
are numeric. This work proposes an analytical 
method for describing this fenomenum in steady 
state .considering the variation of the 
formation temperature and tries to answer some 
questions let aside by the numerical methods 
proposed to describe it. 
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The Response of a Laminar Boundary Layer 

to Periodic Wall Perturbations 
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University of Rio de Janeiro (COPPE/UFRJ), 
C.P. 68503, 21945-970 - Rio de Janeiro, Brazil 

The objective of lhe present work is to study lhe response of a two-dimensionallaminar boundary layer 
to periodic perturbations of long streamwise length scale applied at the wall. The problem is described by the 
linearized unsteady boundary layer equations with appropriate boundary conditions after assuming the periodic 
dependence of lhe solutions. The partia! differential equations for lhe space variations are reduced to an infinite 
system of coupled ordinary differential equations by applying the integral transformation in the transversal 
direction. A leading order approximate solution, in analytic form, is obtained by neglecting ali non-diagonal 
elements of the coefficient matrices. The solution shows algebraic decay and periodic variation along the 
streamwise direction. 

1. INTRODUCTION 

The objective of the present paper is to study the res­
ponse of a boundary layer to periodic perturbations applied at 
the wall. The perturbations are assumed to have long wave­
lengths compareci with the boundary layer thickness so that 
the boundary layer approximation can be applied. We are in­
terested in the response of the boundary layer to perturbations 
of small amplitude, thus the problem can be described by the 
linearized unsteady boundary layer equations. 

The linearized unsteady boundary layer equations have 
been studied in the past forty years largely due to their impor­
tance in unsteady aerodynamics and hydrodynamics stability 
theory. The study of boundary layer motions with small peri­
odic fluctuations in the magnitude of the main stream velocity 
about a steady mean was firstly carried out by Lighthill(1954), 
whom due to its complexity was only able to write down ac­
curate solutions when the wavenumber of the oscillation was 
either large or small. These solutions are equivalent to the 
solutions valid dose to and far from the leading edge. Later 
work by Rott & Rosenzweig(1960) and Lam & Rott(1960) ex­
tended Lighthill's study and investigated the joining of the 
two solutions by analytical and series method. Rott & Rosen­
zweig(1960) suggested that the high frequency solution might 
have an "inner and outer" structure. The Lam & Rott analy­
sis, which dates before the method of matched asymptotic ex­
pansion became widely accepted, showed that the solution had 
indeed an inner and outer structure for large distances from 
the leading edge, and constructed an uniformly valid composite 
high-frequency solution which satisfied all boundary conditions. 
Ackerberg & Phillips( 1972) presented an alternative 'l-nalysis 
supplemented by direct numerical solutions fo the governig par­
tia! differential equations using a finite difference menthod. 

Goldstein(1983) has shown by the matched a,;,ymptotic 
expansion method that the first of the Ackerberg & Phillips 
eigenfunctions can be matched with an eigenfunction of the 
Orr-Sommerfeld equation. The work thus establishes a mecha­
nism to progressively shorten the long wavelength upstream 
disturbances to match the shorter wavelengths of the Tollmien­
Schlichting waves downstream. ln addition, he pointed out 
that, for the flat plate case, both previous works missed a power 
law factor in the eigensolutions, and showed that this missing 
factor is important in the calculation of higher arder terms. 
These eigenfunctions were found to be important in the study 
of the receptivity of boundary layers. 

ln all the studies above mentioned, the linearized uns­
teady boundary layer equations were solved either by pertur­
bation methods or by finite difference methods. The perturba­
tion solution describes the analytical structure of the solution 
but suffers the disadvantage of lacking a unified representation 
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over the whole solution field. On the other hand, direct nu­
merical solutions are valid for the whole solution domain but 
the analytical dependence of the solutions is not clearly shown. 
ln this paper, we provide an approximate analytical solution of 
the linearized unsteady boundary layer equations by the gene­
ralized integral transform technique with the expectation of 
getting further insight on the solution. The approximate so­
lution obtained in this paper is valid over the whole solution 
domain and we further suggest that the accurate solution can 
be recovered by the hybrid analytic-numerical approach also 
described in the paper. 

2. SMALL DISTURBANCE ANALYSIS 

Let U = be the freestream velocity and w the frequency 
of the perturbation applied at the flat plate. If U00 , U00 /w 
and 1/w are used to nondimensionalize the velocity, the coor­
dinates and the time, the unsteady boundary layer equations, 
for a uniform incompressible flow over a semi-infinite flat plate, 
become 

(1) 

au au au 82u 
f)t + u ax + v ay = 8y2 ' 

(2) 

where x and y are the coordinates, u and v are the velocity 
components along and perpendicular to the flat plate, respec­
tively, and t is the time. The coordinate y and the velocity 
component v have been stretched with the square root of the 
Reynolds number, Re = U'?x,/vw, where v is the kinematic vis­
cosity of the flid. 

The equations should be solved with appropriate bounda­
ry and initial conditions. ln this study, we are interested in 
the response of the boundary layer to periodic perturbations 
applied at the wall. As limiting periodic solutions are seeked, 
no initial conditions are specified. For our problem, the time­
dependent perturbations on the plate (y = 0), can be described 
by the following boundary conditions 

u(x,O,t)=O, and v(x,O,t)=exp(-it)vw(x). (3a, b) 

ln the outer ~dge of the boundary layer , we have 

u(x,y,t)-+ 1, as y-+ oo. (4) 

The inflow conditions are specified by 

u(x0 , y, t) = u0(y, t), and v(x0 , y, t) = vo(Y, t), (5a, b) 



where xo is the left end of thé integration interval in the stream­
wise direction. 

A coordinate transformation is now introduced by defin­
ing the new independent variables 

e= x, and TI= yj x , 

and the new dependent variables 

F = u, and 
- 1 

v= v e- 2FTI, 

(6a, b) 

(7 a, b) 

Substi tu ting Eq s. ( 18a, b) in the linearized unsteady bound­
ary layer equations, Eqs.(12 ,14) , we have 

ac aE c 
ea[+ aTI +2=o, (19) 

. 8G 8G 8F8 82 G 
-zeG + eFaa[ + Va aTI +E aTI = aTiz. (20) 

for the velocity components in the e and 71 directions respec- with the following boundary conditions 
tively. The time remains untransformed. 

ln terms of the new variables, the continuity and momen­
tum equations become 

aF av F 
ç ae + aTI + 2 = 0' (8) 

. 8F 8F 8F 82 F 
Çat+eFD[+V aTI~ aTiz· (9) 

The solution of the perturbated problem is considered to 
consist of a unperturbated basic solution and of a perturbated 
solution. The basic solution is the Blasius solution. For the 
streamwise and transversal velocity components we may then 
write 

u = Ua + u' , and v= Va + v', (10a , lOb ) 

or, in transformed variables, 

F=Fa+F'=Ua+u' , (lla) 

V= Va +V'= (Vs + v')yt'ç- ~(Us + u')TI· (llb) 

Substituting Eqs.(lla,b) in Eqs .(8, 9) and using the fact 
_that the Blasius solution satisfies the steady boundary layer 
equations with standard boundary conditions for flat plate flow, 
we have the equations for the perturbation: 

aF' av' F' 
eaç+ary+ 2 =o, (12) 

8F' 8F' aF' I 8Fa 
e- +eFs - + Vs - + eF -

at ae aTI ae 

V' 8Fa tp' 8F' V' 8F' = 8
2 
F' 

+ aTI + " aç + a71 a71z · (13) 

As the perturbations are considered to be small, the 
quadratic terms of the perturbation velocity are neglected. 
Considering the similarity of the Blasius solution, Fs is in­
dependent of the streamwise coordinate, so that Eq.(13) can 
be written as, 

8F' 8F' 8F' ,8Fs 82 F' 
Ç Bt + eFa-8{ +V a Brl +V &;} = aTiz , (14) 

with the following boundary conditions 

F'(Ç, O, t) =O, and V'(Ç, O, t) = exp ( -it)yt'çvw(Ç). 
(15a, b) 

F'(Ço , TI , t) = F~ (Ço , 71 , t), and V'(Ço , TI , t) = V~(Ço , TI , t) , 
(16a, b) 

F'(Ç, TI, t) --+ 1, as TI --+ oo. (17) 

Since we are only interested in periodic solutions, let us 
introduce 

F' = exp( -it)G(e, TI) , V' =exp (-it)E(Ç,TI)· (18a,b) 

G(e,O) =O, and E(Ç,O) = yt'çvw(e) . (21, b) 

G(Ç, O)= O, and E(e,o) = evw(Ç). (21,b) 

G(Ço , TI) = Ga(Ço,TI), and E(Ço ,TI) = Eo(Ço,TI), (22a , b) 

G(Ç,TI)--+0, as Tl--+oo. (23) 

3. THE INTEGRAL TRANSFORM OF THE EQUA­
TIONS 

The generalized integral transform technique was ini­
tially developed for diffusion problems, !ater being extended 
to convection-diffusion problems. The technique has been used 
in solving many different classes of problems in fluid mechani­
cs and in heat transfer. For details of the technique and its 
application, the reader is referred to a book by Cotta(1993). 

ln arder to apply the boundary condition at infinity in 
computation, it is substituted by the following boundary con­
dition 

G(Ç, H) =O, (24) 

where H represents a distance sufficiently large from the wall. 

After the formalism of the generalized integral trans­
form technique, for the solution of the problem defined by 
Eqs.(19,20) and associated boundary conditions, the appropri­
ate auxiliary eigenvalue problem is defined by: 

Jl..Pi(TI) 2./ ( ) 
~+!li ~'i 71 = o, 0<77 < H (25) 

with the boundary conditions, 

1/J;(O) =O, and 1/Ji( H) =O, (26a, b) 

where ..Pi is the eigenfunction and /li its corresponding eigen­
value , given by 

..Pi(TI) = sin !li TI, and 
Z7r 

!li= H . (27a,b) 

The auxilary problem allows the defini tion of the following 
integral transform pair: 

Integral transform: 

H 

Gi(Ç) = j 1/;_;(7)G(Ç, 71)dT1, 
N, 

ln verse: 

o ' 

G(Ç,TI) = f .,P;(7) G;(O, 
i=I N;' 

where the normalization integral N; is obtaint>d from 

H H 
N;. = J ..Pl(TI)dTI = 2 · 

o 

(28a) 

(28b) 

(29) 
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The transversal velocity can be obtained by integrating 
the continuity equation along ry, 

~ 

J oG G 
E(~ , 17) = vÍÇvw(O- (~ 7f[ + 2 )dry . (30) 

o 

Substituting the inverse, Eq.(28b ), we have then 

= 1 dG · c· 
E(~, ry) = vÍÇvw(O- L -r fi(ry)(~ d; + -t ), 

i=l Ni 

(31) 

where 
~ 

fJ(ry) = J tPj(ry')dry'. (32) 

o 

Multiplying both sides of the streamwise momentum 
equation, Eq.(20) , by t/;;('1) and integrating along the normal 
direction between the limits O e H, 

H H 

\ ( j t/;; - i~Gdry + j t/J;~Fa ~~ dry 
N; o o 

H H 

J ac j oFa ) 2 -+ tf;;~V8 
071 

dry + t/;;E 
071 

dry = -J.L; G;. (33) 

o o 

The inverse formula (29b) and the expression for the 
transversal velocity (31) are then used, resulting in an infinite 
system of coupled ordinary differential equations 

where the coefficients are defined by 

H 

A;j = ~ j Fa t/; ;(ry)t/Ji(TI)dry, 
N;'N] 0 

H 

B;i = ---i--1 J Va t/J;(ry)tf; j(ry)dry. 
N;'N/ 0 

(35a) 

(35b) 

(35c) 

(35d) 

The coefficients A;j , B; , C;j e D; are calculated by nu­
merical integration once the Íllasius solution is obtained. 

By defining 
(36a) 

(36b ) 

iJ; = -D;, (36c) 

the equations can be written in a more compact form 

(:37) 

The ordinary differential equations for the transforms of 
velocity are to be solved with the following initial condit.ions 
obta.ined by application of the integral transformation ull the 
boundary condition (22a), 

4. APPROXIMATE ANALYTICAL SOLUTION A NJJ 
DISCUSSION 

It would be extremely convenient to have ava.ilable aua­
lytical expressions for the problem solution that would permit 
pa.rametnc and asymptotic results to be inferred without the 
need of recurring to a numerical solution. ln the present work, 
a.n approximate leading order solution is obta.ined by neglecting 
the contribution of the non-diagonal elements in the coefficient 
matrices in Eqs.(37). The resulting expression is 

N - N 
. - ""' - dGi ""' - - - rc z~G; + ~ 6 A;; d~ + 6 B;;Gi = D;y ~vw(O, 

i=l j=l 

(39) 

Now that the equations are uncoupled, they can be solved 
independently. Let us define 

B;; 
ai=~ 

A;;' 
1 

b;=~. 
A;; 

The uncoupled set of equations can be written as 

dG; cc:!. ib)G = Dvw(O 
d~ + ~ + I I I ' l 

( 40a, b) 

(41) 

with a; and b; being constants determined by the Blasius solu­
tion and respectives eigenfunctions. 

The solution of this first order ordina.ry differential equa­
tion is stra.ightforward. It ca.n be written as the sum of a gene­
ral homogeneous solution and a particular non-homogeneous 
solution, 

{ - · · ( J -Vw(O ( I · b t')dt') G; = C a, exp ( -zb;Ç) C;o+ D; Vf. exp a ln~ + zw ;., ., , 

{o 

(42) 
where C;o is a consta.nt related to the initial condition and ca.n 
be determined by 

(43) 

By defining a forcing function 

{ 

J -Vw(Ç) ( I 'b ')dt' w(Ç) = D; Vf. exp aln~ +z ;~ ., , (44) 

{o 
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the general solution can be written as 

G; = (c;(~o)~~'exp(ib;~o)+w(e))ç-a•exp(-ib;e)). (45) 

For the homogeneous case, that is, w(Ç) =O, we have 

G; = G;(~o)( t) -a; exp ( -ib;(~ -~o)), ( 46) 

If no disturbance is impinged upstream, that is, G(~o) = 
O, the solution is identically zero, in agreement with the physi­
cal explanation. That is, if no forcing is applied at the wall 
w(Ç) = O, and no upstream disturbance exists (G(~o) = 0), 
then, the solution remains undisturbed, that is G = O, for all 
x, y, and the solution remains the Blasius solution for all time 
and space positions. Clearly we are not interested in such a 
trivial solution. Nevertheless, we have shown that, in order to 
have disturbances we must have either wall forcing upstream 
or disturbances. If w(e) =O, and G;(~o) is not zero, the solu­
tions are given by equation ( 46). The solution shows algebraic 
decay for the solution and a periodic variation in the stream­
wise direction. Recalling the periodic dependence in time, the 
solution means a decaying travelling wave. 

If the wall forcing is applied between a distance ~ 1 and ~ 2 , 
with ~o < ~~ < ~2, the solution is, for zero upstream condition, 

G; = w(Ç)Ca' exp( -ib;Ç). (47) 

The combined effect of upstream disturbances and wall 
forcing as an initial condition at some 6 downstream the per­
turbation distance is presented next. For some 6 > 6, we 
have 

G;(6) = ( G;(~o)~~· exp(ib;~o) + w(6))Ga' exp(-ib;6). 

( 48) 

Thus for all ~ > 6 , we have 

G; = G;(6)( i_ )-a; exp ( -ib;(~- ~3)). (49) 
~3 

This means that the upstream forcing is equivalent to a 
upstream boundary condition for the downstream solution, re­
sult which is in agreement with the physics of the phenomenon. 

Once the ordinary differential equations are solved, the 
disturbance solution can be obtained by using the inverse for­
mula, Eq.(28b ). The final solution for the time-dependent pro­
blem is 

F' = f 7/J;(;) G;(~~)( i_) -a; exp ( -i(b;(~- 6) + t). (50) 
·-1 N.> 6 ·- . 

We see that the disturbance is formed by decaying travel­
ling waves with different decaying rates and wave speeds for the 
components. This result agrees qualitatively with the result of 
Ackersberg and Phillips(1972) and Su and Freire(1993). For 
more a detailed quantitative comparison, however, a numerical 
solution of the coupled ordinary differential equations is needed. 
This work is currently in progress. 

300 

5. CONCLUSION 

The response of a laminar boundary layer to small ampli­
tude and long wavelength perturbations applied at the wall is 
described by the linearized unsteady boundary equations. The 
partia! differential equations are reduced to an infinite system 
of coupled ordinary differential equations by the generalized in­
tegral transform technique. A leading order solution is obtained 
by neglecting the nondiagonal elements of the coefficient ma­
trices of a truncated system. Explicit analytical solutions are 
obtained which allow a qualitative analysis of the behaviour 
of the propagation of a disturbance in a laminar boundary 
layer. The solution shows that the disturbance can be decom­
posed as decaying travelling waves with different decaying rates 
and wave speeds. This result is in agreement with the results 
of Ackerberg and Phillips(1972) for disturbances generated by 
freestream perturbation and the results of Su and Freire(1993) 
for pulse-type perturbations applied at the wall. 
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of bubble plumes, including the prediction of surface waves 

by L.C.C. Santos and A.P. Silva Freire 
Mechanical Engineering Department, 
Post-Graduate School of the Federal 

University of Rio de Janeiro (COPPE/UFRJ), 
C.P. 68503, 21945-970- Rio de Janeiro, Brazil 

This work makes use of the theory of Topharn[1984] to extend the integral theory of 
Milgram[1983] to deep sea water conditions. The inclusion of hydrate forrnation in the plume 
equations will result in a strong coupling between the srnall scale bubble behaviour and the 
total plume properties. The present approach also takes into account the two ernpirical 
correlations of Milgram[1983] for the prediction of thc local entrainment coefficient and of 
the momentum amplification parameter. The theory of Fannelop et al[1991] is considered for 
thc evaluation of the surface corrent generated by the plumc. As a result , both the zone of 
established flow and the zone of surface flow are completely deal t with here. 

1- INTRODUCTION 

The study of free bubble plurnes gcnerated by the relcase 
of gas at depth in water has been extensive over the last twenty 
years, thanks to the host of practical applications the flows re­
sulting frorn such systerns have. Typical examplos in literature 
include the use of bubble curtains for the aeration of stagnant 
water, for the destratification of reservoirs, as "pneumatic" oil 
barriers or as ice formation preventers. The surface flow as 
well as the vertical mixing generated by bubble plumes make 
indeed these systems an ideal agent for promoting the desired 
flow properties in the above applications. 

Recently, bubble plumes have been strongly associated 
with the idea of sub-sea oilwell blowouts. The increasing con­
cern over the environrnental impact of large quantities of crude 
oil being released into the ocean has urged for a perfect un­
derstanding of the phenomenon. While retaining most of the 
features of the plurnes that occur in the usual applications, sub­
sea blowout plumes also have some very important differences 
from those. The most important of these is the formation of 
solid gas hydrates at high hydrostatic pressures and low tem­
peratures. Under this circunstance the released gas might even 
be completely rernoved from the water colurnn before the sur­
face is reached. The oil particles then subjected only to their 
own buoyance are more easily dispersed within the sur'round­
ing fluid. As a result , the individual surfacing droplets will be 
spread over a large area. 

The purpose of this work is to extend the hydrate forma­
tion mathematical model developed by Topham(1984) to the 
integral theory previously studied by the present authors (San­
tos and Silva Freire(1993)). The paper considers the theory 
of Milgrarn(1983) for a varying entrainment coefficient a, and 
for a varying momentum arnplification parameter , 1- The for­
mation of surface currents and of recirculating cells generated 
by the bubble plurne is taken into account here through Fan­
nelop's( 1991) integral theory. 

With the presently implemented modifications, our for­
mulation will then givc a complete description of the zone of 
established flow and the zone of surface flow (Santos and Silva 
Freire( 1993)). This exhaustes the use of integral methods for 
the prediction of bubble plumes. 
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2- THE FORMATION OF GAS HYDRATES 

Under certain conditions ofpressure and ternperature sorne 
gases will combine with water to form ice-like substances with a 
density very dose to that of water. ln these ice-like substances , 
the gas rnolecules occupy spherical holes which are surrounded 
by hydrogen bounded water molecules . Most gas hydrates cell 
sizes range from 1.2nrn to 1. 7nrn. 

The conditions under which gas hydrates are formed are 
established through a phase equilibrium equation given by 

(2 .1) 

where Pa= atmosferi c pressure and bo and co are constants for 
a given gas. lf for a given absolute pressure, p, the temperature 
is lower than T., then hydrates will form. 

For natural gases, hydrates can only exist at oceanic pres­
sures and temperatures corresponding to depth below 200m. 
The actual existence of hydrates, for some given conditions, de­
pends not only on the thermodynamics but also on the kinetics 
of forrnation . The !ater aspect, which is of more irnportance 
to sub-sea blowouts, had received little attention in literature 
until recently. Measurements made by Topham(1984), how­
ever, have provided values for the constants involved in the rate 
of hydrate function equation advanced by Vysnianskas(1980). 
The constants were determined for a range of pure gases and 
mixtures including, methane and natural gas. 

Vysnianskas(1980) proposed that the ra te of hydrate for­
mation could by described by an expression of the forrn 

(-/lE) ( -a) r= pf3 Aexp RoT exp flTb , (2 .2) 

where r is the volume rate of conversion of gas per unit of gas­
liquid interfacial area when reduced to NTP conditions; -6.T is 
the subcooling below the phase equilibrium temperature at the 
absolute pressure, p, at which the reaction is occuring; !'1.E is 
the apparent actuation energy of formation and j3 is about 3.0 
for ali the gases measured. a and b are constants related to the 
changes in the concentration of criticai size clusters of water 
molecules with changing thermodynamic conditions. They are 
independent of the gas phase. The values of ali empírica! con­
stants for pure methane and for a mixture of natural gas are 
shown in Table 1. 



Table 1. Hydrate formation constants 

methane natural gas 

A(m/sec) 7.622 X 10- 27 1.547 X 10-44 

D..E(JjMol) - 1.0613 X 105 - 2.0474 X 105 

(J 2.986 2.9 
a 7.78x10-2 7.78 X 10- 2 

b 2.4 2.4 
specific heat ratio 1.31 1.29 

bo 9.48 8.49 
c o - 30.42 - 15.76 

- - --- ----- - -------··--·---
3- THE ENTRAINMENT COEFFICIENT AND THE 
MOMENTUM AMPLIFICATION PARAMETER 

The entrainment coefficient for bubble plumes is not con­
stant. After a careful analysis of several data sets, Mil­
gram(1983) proposed the following functional relationship for 
a 

FB 
a(FB) = K1 T/

2 
+ FB (3.1) 

been important in establishing the fact that bubble plumes will 
produce recirculating cells rather than an unlimited horizontal 
current. 

ln order to estimate the horizontal currents we will here 
develop a simple theoretical integral approach. 

A schematic pictures of the flow is given in figure 1. We 
assume the velocity profile to have a triangular shape. Also, 
it is assumed that no momentum loses occur as the upward­
directed plume flow is deflected sideways. 

i 
U, 

Figure 1 - Surface ftow configuration. 
A local balance of mass and of momentum in the surface 

The non-dimensional parameter FB is called the bubble region furnishes. 
Froude number. It is expressed as 

FB = D._2/5 Lm . 
Lo ' 

where D.. = S/(Pw - p9 ) is the centerline gas fraction, Lm = 
(q2 jgD.. 2 ) 115 is a measure of the mixing distaÍJ.ce of bubble mo-

tions in the turbulence, and Lo= [(Tjg(pw- p9))1/2jD._1/3] 

is the characteristic distance between bubbles. The constants 
K 1 and K2 are given by K1 = 0.165, K2 = 7.598. 

For the momentum amplification parameter, /, the follow­
ing functional relationship was found 

. CJ 

!(Np) = 1.0 + N$> · (3.2) 

The quantity Np is called the phase distribution number; 
it can be expressed as 

Np =Lv/Lo, (3.3) 

whre L v = V 2 / gb.. is the verticallengthscale of the plume mo­
tion, and Lo was defined above. The constants c1 and c2 are 
given by CJ = 337.7 and c2 = 1.25. 

High values of 1 which are associated with slow mean flow 
and relatively widely spaced bubbles are obtained for small val­
ues of N P . For large values of N P the wakes of the bubbles merge 
together so that the turbulence contribution to the momentum 
is small in comparison to the mean. 
4 - SURFACE CURRENT AND RECIRCULATING 
CELLS 

When a bubble plume is established, the entrainment 
mechanism provokes a plume mass inflow at lower depths and 
a plume outflowing surface corrent . For reasons of continuity, 
it results that some kind of recirculating cell must be formed. 
Thermal stratification plays a role as well. The bottom wa­
ter which is lifted to the surface is cold and this promotes the 
formation of cells. Several experimental results have estimated 
the cell radius to be about 2.25 times the depth, although, 
values between 4-7 have been reported . The experiments have 
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h(x) = Q(x) 
rrxu.(x) 

u,(x) = l.5M(H)pwQ(x) 

(4.1) 

( 4.2) 

where a is the entrainment coefficient and the subscript s de­
notes plume variable at the surface. The initial conditions to 
be applied at x = b. are 

h1 = Q(H) 
7rXJ UJ 

3 M(H) 
UJ = ·--~~ 

2 PwQ(H) 
(4.3) 

Equations (4.1) to (4.3) can be used for predicting the 
surface current and depth for values of h much smaller than 
the total depth. 

The gas volume flux Q(x) is given by 

Q( x) = {a(x2 -xi}+Q2 (H)}
112

, (4.4) 

and 

XJ = max{b(H),0.1H}. ( 4.5) 

5 - THE INTEGRAL PLUME EQUATIONS 

The integral theory of plumes is developed in terms of the 
following flow properties: 

a) the gas volume flux , 

q(z) = 2rr 100 

(u(r, z) + ub)f(r, z )rdr, (5.1) 

b) the liquid volume flux, 

Q(z) = 2rr 100 

u(r,z)[l- f(r, z)]rdr, (5.2) 



c) the momentum fiux , 

M(z) = 211"1 ["' { u 2 (r,z)pw[1- f (r , z)] + 

[u(r, z ) + ub]Zp9 (z )f(r, z ) }rdr, 

d) the buoyancy fiux, 

B( z) = 21rg 100

(Pw - p9 (z))f(r ,z )rdr, 

where 

(5.3) 

(5.4) 

is the local mean gas fraction. The localliquid speed is denoted 
by u(r,z), Ub is the slip velocity. z and r are the vertical and 
radial coordinates. The subscripts w , g and p stand for water, 
gas and plume respectively. 

If the gas is assumed to expand in an isothermal process 
and the variations of pressure on horizontal planes are consid­
ered to be small, the gas density can be evaluated from. 

(5.5) 

where pr= gas density at one atmosphere, Hr= a tmospheric 
pressure head, H B = H r+ H, H= liquid depth. 

The general forms of the radial distribution of velocity and 
of density defect are considered to be given by: 

u(r, z) = U(z)e-r
2

/b
2

, (5.6) 

Pw- Pp(r , z ) = S(z)e-r,f(>.b)> , (5.7) 

where b is the plume radius, and À the Schmidt number ( = 
ratio of the radius of gas containing region to the radius of the 
moving water ). 

To specify the integral plume equations we introduce the 
entrainment hypothesis. This hypothesis, which gives the con­
servation of liquid equation, states that the mean infiow velocity 
across the edge of a turbulent fiow is assumed to be propor­
tional to a characteristic velocity, here the local time-average 
maximum mean velocity. 

The conservation of liquid equation, then becomes (see 
Milgram(l983)) 

d [ 2 { Ã
2

b( z) }] - U(z)b (z) 1- ·-·---- = 2a U(z)b(z), 
dz [1+Ã2J[pw-p9 (z)] 

(5.8) 

where a is the entrainment coefficient introduced in section 3. 
The conservation of gas equation can be written , according 

to section 2, as 

(5 .9) 

where v; and R; are the initial bubble volume and initial char­
acteristic radius; s is a bubble shape parameter defined as 
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R;S; 
S = - - . 

Vj 

ln integrating equation (5 .9), it is assumed that the bubble 
remains geometrically similar during its rise. 

The buoyancy equation is written as 

.!!_ b2(z){uz(z) [Pw _ À
2

S(z)] 
dz 1 2 1 + 2À2 + 

À
2
ubp9 (z)S( z ) [2U( z) ] } = , 2 S( )b2 ( ) _ ( ) 1 , 2 + Ub g /1 Z Z • 

Pw Pg z + /1 
(5.10) 

The liquid volume fiux in equation (5 .9) is given by 

The initial conditions to be specified at the bottom of the 
zone of established flow so that the above equations can be 
integrated were considered in Santos and Silva Freire(1993) . 

Results obtained through the theory are shown below in 
figures 2 to 7. 
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Figure 2 - Mean velocity at the plume centreline 

according to theory. Flow conditions are: 

D = 0.01m,S(Z, ) = 500Kgfm3 , Ã = 0.8 , 
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Figure 4 - Gas flow rate according to theory. 
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Figure 5 - Effect of varying a and 'Y on the 
mean velocity at the plume centreline. 
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Flow conditions as in Figure 1. 
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Figure 6 - Effect of varyin~ a and 'Y on the plume 
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Figure 7 - Effect of varying a and 'Y on the plume 
gas flow rate. Flow conditions according to Fig. 1 
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Flow conditions as in Fig. 1 

6 - FINAL REMARKS 

A very comprehensive theory has been developed here for 
the theoretical prediction of bubble plumes. The theory uses 
integral methods, incorporating in its body all recent advances 
on the subject. The formulation gives a complete description 
of the zone of established flow and the zone of surface flow, 
including the effects of hydrate formation. 
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SUMMARY 

The energy transfer in an incompressible tlow through a tlat porous channcl is numerically simulated 

employing finite element and finite difference methodologies. The mechanical model is based on a 

mixture theory approach, which generates a system o( coupled partia/ equations. Taking advantage of 

appropriated upwind strategies, the numerical methods employed have generated stable an d accurate 

approximations for both solid and fluid constituents temperatures even for high Péclet tlows. 

INTRODUCTION 

lnteractions between fl.uids and solids are present in many 
industrial processes. ln order to obtain a large ratio of surface 
area to volume, the fl.uids may b e passed over packed beds 
of solid material , improving processes such as heat and mass 
transfers. Examples of industrial applications involving packed 
bed heat exchangers are pebble bed heaters, evaporators, glass 
furnaces and thermal energy storage units. 

The main object of the present work is to simulate nu­
merically - via finite element and finite differenee methods -
the energy transfer in a saturated fiow through a rigid porous 
medi um employing a local model. This model was constructed 
using the continuum mixture theory ( Atkin and Craine, 1976) 
in which the mixture is considercd as a superposition of con­
tinuous constituents each of them occupying the whole volume 
of the mixture. A binary mixture is considered, whose con­
stituents stand for the fluid and the porous medium (Martins 
Costa et ai., 1992). The fluid is assumed newtonian and in­
compressible, while the porous rnedium rigid, homogeneous, 
isotropic and at rest. 

Since both constituents are continuous, there exist, simul­
taneously, at each spacial point, two temperatures and two 
vclocities giving rise to energy and momentum generations, 
providing thermal and.dynamical interactions. The modelem­
ployed- supported by a local theory with thermodynamiç cow 
sistency - generalizes the classical continuum mechani.cs gen­
erating a differential system of two energy equations ( one for 
each constituent) coupled by an energy generation term - ab­
sent in a classical continuum mechanics description. 

Numerical simulations of incompressible flows suffers from 
two major difficulties. First, finite elements need to compati­
bilize velocity and pressure subspaces satisfying the Babuska­
Brezzi mathematical condition. The second one, the instability 
inherent to central discretization schcmes, eithcr by Galerkin 
formulation or by central difference stencil, to approximate ad­
vective dominated flows. 

Simple strategies have been proposed that m ay overcome 
most of the limitations found in the Galcrkin method when 
applied to fluid problems (Hughes and Franca, 1987 and ref­
erences therein). The methodology we are concerncd ·with, 
recently called stabilized methods, consists of adding mesh­
dependent terms to the usual Galerkin formulation, which are 

functions of the residuais of the Euler-Lagrange equations eval­
uatcd elementwise. Since the residuals of the Euler-Lagrange 
equations are satisfied by the exact solutions, consistency is 
preservcd in these methods. The perturbation terms are de­
signed to enhance stability of the original Galerkin formulation 
without upsetting consistency. Convergence results may be de­
rived for a wide family of simple finit e element interpolations . 

ln this paper, in order to perform the numerical simula­
tions , two different methodologies are compared - the finite 
element and finite difference ones. A high-advective stable fi­
nite element method for forced convection is used , which i; 
built in to inherit the good stability features shown by the 
stabilized methods introduced for the Stokes problem (Hughes 
and Franca, 1987); that is to say, no need to satisfy the above 
mentioned Babuska-Brezzi condition. ln addition, t aking ad­
vantage of an improved design of the stability parameter T 

(Franca et ai. , 1992), the ernployed method remains stable even 
for very high advective flows (Franca and Frey, 1992). 

Plus , a finite difference approch with a central difference 
stencil to discret izate the diffusive terms and an upwind scheme 

. for the advective one - in the fluid constituent energy equa­

. tion - has been employed. Some two-dimensional simulations 
· for the forced convection heating of a fluid flowing through a 
porous channel bounded by two impermeable isotherrnal flat 
plates were performed. The numerical results show a very good 
agreement with the above mentioned finite element simulations 
employing lagrangean biquadratic elements. 

The problem considered herein is defined on a bounded 
domain !1 c R 2 , with a polygonal boundary r.· A partition 
Ch of IT into elements consisting of convex quadrilaterals is 
performed in the usual way: no overlapping is allowed between 
any two elements of the partition and the union of ali element 
domains K reproduces IT. 

MATHEMATICAL MODELLING 

The energy balance must be satisfied by each constituent 
of the mixture ( Atkin and Craine, 1976): 

[
ar; ] 

p; c; at + (Y'T;) ·v; =-V' · q; + J; + .,P; + u;. D; (1) 

where T; is the i-th constituent temperature, p; its mass den­
sity, c; the specific heat, v; the advective velocity, D; the sym­
metrical part of the velocity gradient tensor, U; is the partia! 
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Figure 1. Flow into a porous channel : a) Problem statement; b) Transversal profile; c) Longitudinal profile. 

stress tensor, fi and 1/Ji are externa! and internal heat supplies 
(per unit time and unit volume), respectively, and Qi is the 
partia! heat flux (per unit time and unit area) associated to 
the i-th constituent. It should be noticed that Pi = 'PiP with 
p standing for classical mass density and 'Pi the porosity. 

Constitutive Relations. The partia! heat fluxes associated 
to both constituents are analogous to the heat flux vector in 
continuum mechanics (Martins Costa et al. 1992): 

QF = -Akp<p\lTp 

Qs = - Aks(1- <p)\lTs 
(2) 

where kp and ks are the newtonian fluid and porous matrix 
thermal conductivities, respectively, and A represents a posi­
tive scalar parameter, which depends on the internal structure 
and the kinematics of the mixture. 

The internal generation function , represented by the inter­
nal sources 1j; F and 1j; s, takes into account the heat exchanges 
between the constituents and their relative movements . For a 
binary solid-fluid mixture , the following relation holds (Mar­
tins Costa et al., 1992): 

1/J p = - 1/Js = R(Ts - Tp) (3) 

where R depends on the thermal properties and velocity fields, 
R > O, in order that the convective heat transfer is taken 
into account. The following const itutive hypothesis is assumed 
(Martins Costa et al. , 1992; Costa Mattos et al., 1993): 

(1 + 8\vF- vs\p) R - R* ____c._::......:...__c_:..__..:c-"-;-

- (1 + 8\VFm - Vsm \p) 
(4) 

where R* and 8 faetors take into account the mixture internal 
structure and thermal properties and the m-index represent.s 
average values. (ln this work v s is assumed zero.) 

Substituting the constituvive eqs.(2)-(3) into eq.(1) , con­
sidering a steady-state problem and neglecting the term u " · 
D", the following differential system is obtained: 

vp · \lTp- "Ft:.Tp - f3(Ts - Tp) = fF 
-~'> s 6.Ts - (TF- Ts) = f s 

with the parameters 

Akp<p 
~'>F = ppcp !3=~ 

ppcp 

Aks( 1 - 'P) 
"S = R 

(5) 

(6) 

and the heat sources fF and fc; redefined, respectivcly, as _fx_ , ppcp 

and ~· . 

NUMERICAL APPROXIMATIONS 

Conside1; the homogenous Dirichlet version of the prob­
lem define.d by eqs.(5)-(6). The sealar fields TF and Ts are 
approximated by the following standard finite subspace, 

Wh = {w E H~ (!1) \ w 11-; E Pk(K), K E Ch} (7) 

The finite element method we wish to consider can be writ­
ten as: Find (T]!. , T~) E W" x Wh such that 

B(T]!.,T~ ;w, w) = F (w,w) (w,w) E Wh X Wh (8) 

wit.h 

B(TF, Ts ; w, w) =(v F ·\7Th w) + (~'>F \lTp , \lw) 

- (f3(Ts - TF),w) + (~'>s'VTs, \lw)- (TF- Ts ,w ) 

+ L (vF · \JTF - ~'>p t:.TF - j3 (Ts - Tp), (9) 
h'EC• 

r(vp · \lw - ~'>pt:.w))K 

and 

F(w,w) = (fp,w )+(fs,w) + L (fp,r(vp·\lw - ~'>Ft:.w))K 
KEC• 

where the stability parameter T is defined as follow s: 

- hk· -
r(x, PeK) = \ ( )I Ç(PeK(x)) 

2 Vp X p 

PeK(x) = mk\vF(x)\phK 
2~'>p(x) 

Ç(Pe k·) = { i eK( x) , O S PeK(x) S 1 
, PeK(x) 2 1 

jv p(x )\p = {( . L~ 1 \v~ (xJIP)I/p 
max \v' (x)\ 
t=l

1
N F 

mk = miu{~ , 2Ck} 

ck L ht \\6.w ll~ , k s II'Vw \ 1~ 
k'EC• 

1 S p <oo 

p = 00 

w E w" 

(1 0) 

(11) 

(12) 

(13) 

(14) 

(15) 

(16 ) 

with ck dcnoting a positiw~ coust aJJt independent of diffusivit.y 
and of any element diamder h!-. , 1\ E C h. 
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Figure 2. Temperature distributions for low Péclet f!ow: a) Elevation plots; h) Contours. 
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g 

, Figure 3. Temperature distributions for high Péclet ftow: a) Elevation plots; b) Contours: 

Solid núd 

Figure 4. Flow employing Dirichlet conditions at the outlet: Elevation plots. 
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Remarks .(I.) We are modifying the usual definition of 
the element Péclet number, by including mk, which takes into 
account the effect of the degree of the interpolation used. Thi s 
definition may be viewed as a rescaling of the usual element 
Péclet number, such that, for ali interpolations employed, the 
locally advective dominated flows are given by Per: (x) > I anel 
the locally diffusive dominated flows are given by PeK (x) < l. 

(2.) Besides, it must be noticed that K.p expression , eq.(6), 
bestow on modified Péclet number definition (eq.(12)) a porous 
connotation since K.p represents fluid constituent thermal dif­
fusivity taking into account the porous medium. 

(3.) We may establish erro r results for the method pro­
posed in eqs.(S)-(16) extending the analysis introduced 1n 
Franca et a.l.(1992) for the advection-diffusion model. 

The Difference Discretization . The finite difference sebe­
me employed to a.pproximate the system (5)-(6) utilizes a cen­
tral difference stencil to a.pproximate the diffusive terrns K.; !;;'li 
and an upwind scherne has been ernployed for the a.dvect iV (! 
one, vp · VTF. This lat ter can be described as 

TF(j + l,i)- TF(j,i) [ x 
1
_ TF{j,i) - Tp(j- 1,i ) [ xj+ 

_:_--"'----,-_:_.:_,--.:.....:c::_:_-'-. V F + V F 
ivF IP!;,x !v v IP!;,x 

(17) 
in which [·]- a.nd [·]+ operands express negative and positive 
part of, respectively, a.nd (i,j)-indices the rnesh nodes. 

NUMERICAL RESULTS 

In this section _w e sirnu late the differential syst.cm defined 
by eqs.(5)-(6) crnploying the finite element anel finit.e differ­
ence methods discussed in the previous section . For the finile 
element approximations, it has been employed the lagrangean 
biquadratic (Q2) interpolations while a linear molecu lr with 
upwind strategy was used for the finite difference methodology. 
The numerica.l test considered is su bjected to a wide range of 
Péclet number simulating engineering situa.tions. 

Flow through a. Flat Porous Cha.nnel . Let us consider il 

rectangular doma.in of sid es L = 1 a.nd 10 and H = 0.5, with 
diffusivities Kp = 1 and 10-3

, K.s = 10 a.nd f3 = 10- 2
. The 

bounda.ry conditions for both solid and fluid temperatures are 

( TF = Ts = 1 

~ TF = T5 =O 
l VT F · n = VTs · n = O 

for O < x < L , y = ±H / 2 
for x = O , -H /2 < y < /1 / 2 
for x = L , -H /2 < y < H /2 

(18) 

where n is the externa! normal vector (see Figure 1). 

Assuming para.llel steady-state flow and cla.ssical no-slip 
conclitions on the impermeable cha.nnel surfa.ces, the aclvcc­
tive velocity profile v F = (v}, v}) introduced by Saldanha da 
Ga.rna. (see Martins Costa. et al., 1992) may be represented as: 

vJ:· = vF(y) = p
1 

[ 1 _ cosh(P2 y) ] 
cosh(f2f) 

v}= O ( 19) 

with P1 a.nd Prpa.rameters clefined in Martins Costa et a l. 
(1992) anel -H/2 < y < H/2. Taking the centerline veloc­
ity as the characteristi c flow velocity, we ha.ve a.n advective 
domina.ted flow Péclet number Pe = vp (O)H / K.p = 500 wh en 
K.F = 10- 3 and a. diffusive domina.ted flow Pe = 0.5 for K.p = 1. 

We employ uniform rneshes for both finite difference and 
element methods consisting of 13 x 13 a.nd 21 x 21 nodal points, 
respect ively. Ernploying Q2, finite elernent interpolat ions, 
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h ../i Arca(K) 32 6 -2 I · . j 
J<; = Diagonal( 1\) = 6. 4 X 1() , all( S l!ICP 11tk =2 = 1 12 

( see Franca et al. , 1992 ) we have thc followin,e; dement porous 
Péclet number (cf. eq .(12)): Pel\ = 2.6353 x 10-:1 (PPr; < 1, 
diffusive dominated from numerical viewpoint) and 2.6353 
(Pe K > 1, advective dorninateci flow). 

ln Figures 1h and 10 TF and Ts-cnrvPs represent. t.he fiuite 
difference a.pproximations of fluid and solid constit n(~nt tf,m­
peratures , respectively. Figure 1h shows tra.nsverse profilf'S at 
x = L/2 for a channd lenght L = 1, while in Fi,e;nrc 1c logitudi­
nal profiles at y = O for L = 10 are shown. Siw·t· vny dist. inct 
TF and Ts profiles may h(! ohsnved , tlw classical t.lwrmal f'Ciui­
librium hypothesis (Martius Costa Pt al., 1992 , aml rrfereuees 
therein) would not. hold. Increasing the channcl width L , hoth 
TF and Ts lon,e;itudinal profilf,s tend to a common value at. t.lw 
channPI exit. 

Figures 2 and 3 illnstratt> hi,e;h a.nd low p(,ckt sit.nat ious. 
Tlwfirst. flow, Figure 2, has a porous t.hermal diffusivit.y r;.p = 1 
providing a diffusive dorninat<'d flow; in Figure 3, we have a 
high advPctivc dominatr( l mw, K F' = 10-:1. ln both sit.uat.ions 
thP finite' d ement md.hod ha.« compnted stah]t, TF and Ts­
surfaces t'ven for tlw shaqwst mw, namdy, tlw Tf-' ·Snrfacc for 
K.F = 10-a ln t.lw latkr , we lmve a global smooth pattern 
with srnall os(:illations lon tli F. t'd in the inttTior houna dary lay­
ers at channd walb. ln Figure 4 elevation plot.s are shown 
employing th<> Ga.lerkiu nwthod wit.h Dirichlet. ontflow bound­
ary condition. Sinre t.ht• flow is paralld to t.lw nwsh one might 
conjecture that t.lw Gah,rkin formulation might. work, which 
wa.s not. confirnwd lwre. The poor perfonnanec of Galcrkin is 
duc t.o tlw outflow c.ondit.ion cmployed that crcates an outflow 
houwla.ry lay<·r which r.ontaminates t.hc Galcrkin solution. 

Ewutually, it. is worthy to ht• markt~d that. <til T1 .. aud Ts ­
distributions slwwn a.n' plainly smooth indieating that t lw fi ­
nite element. and differcnct• rndhods cmploycd wcn· capahle 
tu generate stabk and arn1rate tPmpera.tun' approximat.ions 
even for a hi11;h p(,d('t flow , p,,h. :::; 103. 
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SUMMARY 
This work presents a comparison of iterative methods applied to lhe solution of non-symmetric linear equation 

systems arising from the finite e/ement method. ln this context, lhe a/gorithms GMRES. CGS. Bi-CGSTAB and TFQMR 
were implemented with e/ement-by-element techniques. 

Numerica/ experiments were dane on a CRA Y Y-MP compu ler, on steady-state scalar advective diffusive problems 
discretized by the SUPG ( Streamline Upwind Petrov Galerkin) formu/ation. showing that lhe proposed techniques 
/eads to great savings in memory demand when compared to lhe usual Gauss e/imination procedure. achieving also 

the desired high performance (around /50 Mjlops). 

INTRODUCTION 
The implicit finite element formulation of convection 

dominated flows (linear ar nonlinear, steady ar transient) usually 
requires the solution of a non-symmetric system of linear 
equations at each time step ar iteration, e.g., 

Ax = b (1) 

where X is the vector of nodal increments, A is the non­
symmetric left-hand-side effective "mass" matrix, and b is the 
right-hand-side out·of-balance "force", ar residual vector. Ali the 
vectors are n·dimensional and the matrix A has a non-symmetric 
skyline profile. Both A and b are constructed from the assembly 
of element contributions. 

"'' b=L b' (2) 

where A' is the element effective "mass" matrix and b ' the 
corresponding element "force" vector . 

Direct methods based on Gauss elimination can be used 
to solve (1 ), but these soon become prohibitive for problems of 
practical interest, particularly in three-dimensions. Iterativa 
solutions strategies based on the generation of Krylov spaces are 
much more appealing due to their low storage demand. 
Experience has indicate that the Generalized Minimal Residual 
(GMRES) method of Saad and Schultz !1986]. in its 
preconditioned version is much more faster than the usual direct 
methods. However, much of the success of GMRES relies on the 
choice of a good preconditioner. For finite element applications, 
element-by-element (EBE) preconditioners are a natural choice 
and several documented applications ,in Euler and Navier Stokes 
flows (Shakib, Hughes and Johan l 1989]. Liou ar)d Tezduyar 
[1990]). miscible and immiscible flows (Coutinho, Alves, Garcia 
and Loula [ 1994]), indicated their good performance. 

Sonneveld I 19891 proposed an iterativa method, the 
Conjugate Gradient Squared (CGS), as an attractive variant of the 
Bi-Conjugate Gradient (Bi·CGJ method (Fletcher [1976]) . Recent 
studies indicate that this method is competitiva with GMRES in 
the solution of certain flow problems by the finite element 
method (Brussino and Sonnad [ 1989]). Also, it was observed in 
practice that CGS is a roughly twice as faster than Bi-CG. 
However, in many situations CGS presents a quite irregular 
behavior, in particular in situations when starting the iteration 
close to the solution. To remedy this, Van der Vorst [19921 
proposed a more smoothly converging variant of Bi-CG, the 
Bi-Conjugate Gradient Squared (Bi-CGSTAB) method. ln the finite 
element context, the works of Coutinho, Alves, Landau and 
Ebecken [1992] and Feng, Huang, Owen and Peric [19931 
showed that Bi-CGSTAB may be competitiva in the solution of 
scalar advective-difusive problems. 
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Freund [1991 J presented a new method, based on the 
concept of quasi minimal residual, the TFOMR method i .e., the 
Transpose-Free Ouasi-Minimal Residual Algorithm. Comparisons 
made in the solution of a steady·state scalar advective-diffusive 
problem indicate that the proposed method may be faster than 
GMRES ,Bi-CGSTAB and CGS (Peters[1993]). 

ln this work we show numerical experiments on the 
CRAY Y-MP of GMRES, Bi-CGSTAB, CGS and TFOMR algorithms 
for a standard steady-state scalar advective problem discretized 
by the SUPG (Streamline Upwind Petrov-Galerkin) formulation 
utilizing EBE techniques. 

ELEMENT -BY -ELEMENT STRA TEGIES 

Matrix-vector multiplication. ln the sparse element-by­
element (EBE) matrix-vector operations given by Eguation (2). we 
recall that matrix A and vector b are never assembled, only the 

individual finite element matrices A' and element forces b' are 
present . ln general, the most expensive operation in iterativa 
methods is the matrix-vector multiplication . ln the EBE strategy 
according to Coutinho, Alves and Ebecken [1991,19931. we 
have the following main computational steps for this task: 

(I) Gather the components of a global array to the active 
element degrees of freedom; 

(ii) Compute the matrix-vector product at element levei; 
(iii) Scatter the results to the global problem dimensions . 

The computations in steps (I) to (iii) have an intrinsic 
vector content, thus making them suitable for implementation on 
the current supercomputers . For usual finite elements, the 
dimension of the arrays involved in the computations are 
relatively small. The overall performance can be significantly 
improved by processing the elements in blocks, indexing the 
computations by the number of elements within the current 
block. Since several elements within a block may share a 
common node (ar degree of freedom). the results of the scatter 
operation will be determined by the last element to scatter. To 
avoid this problem, the solution is to reorder the elements in 
internally disjoint blocks, where no element within a block shares 
a common node. This approach is equivalent to apply a mesh 
coloring algorithm to the grid, as used in parallel computations 
(Dongarra, Duff, Sorensen and Van der Vorst [1989]) . 

Preconditioning. ln many applications the matrix A is 
not dimensionally homogeneous. Therefore, it is usual to scale 
the system of equations, in arder to make the system non­
dimensional. This transformation usually enhance the 
performance of the iterativa driver, and Shakib, Hughes and 
Johan [ 1989] reter to this as a "pre-preconditioning". Then, the 
system to be solved is, 

Ax b (3) 



where A = w ·Y.Aw ·Y.' X = w·Y, x ' b = w·Y,b and 
W = diag(A) . 
Other forms of scaling can be found also in Shakib, Hughes and 
Johan [19891. However, we can onlv define the svstem (3) if A 
is positive definite. An alternativa scaling, proposed bv Líou and 

Tezduvar [19901 for transient problems is to take W = ML . 
the lumped mass matrix. Thus, the right and left preconditioning 
matrices can be defined as, 

n<l 

L=nv (4) 
e=l 

and 
n<l 

U=n U' ("' vi 

·-· 
where the element matrices ( V and U' ) can be computed 
from the regularized element arrav, 

V + U' = Â' + I (6) 

where Â' =A'- diag(A') + I and Â' is the pre-preconditioned 
element arrav. Equations (4) to (6) represent the definition of the 
element·bv element Gauss-Seidel (SOS-GS) preconditioner. lf we 
have L = U = I . the svstem of equations is just preconditioned 
bv the svmmetric diagonal scaling. Thus . this case will be called 
as SOS . 

lt is important to note that both preconditioning 
techniques do not need anv additional storage area besides the 
element matrices. Vectorization of the preconditioner 
computations uses the sarne techniques alreadv emploved during 
the matrix-vector multiplication. 

NUMERICAL EXPERIMENTS 
For the evaluation of the iterativa algorithms we have 

chosen the simple problem of a pure advection of a scalar on a 
square domain !1 = (0,1]x[O, 11 with the boundarv conditions 
below: 

v = o = > u =o 

x = O and 0< v < 0 .25 = > u = O 

x = O and 0.25 < v< 1 = > u = 1 
du du 

x = 1 or v = 1 = > = - = O 
dx dy 

We have used a constant velocitv with unit modulus and 
making an angle of 45 degrees with the x-axis. The domain was 
then considered subdivided bv a grid of triangular elements with 
64x64 , 128x128, 256x256 and 512x512 cells . Each cell 
consists of two triangles . ln Figure 1 we present the computed 
solution with the 64x64 grid . 

Figure 1 - Solution of the Pure Advective Problem 64 x64 grid 

----------·--·-·-.. .. ......... , .. 
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The examples presented were run in one CPU of the 
CRA Y Y -MP computer . Tables 1 and 2 lists the number of 
iterations necessarv to achieve the required accuracv and the 
number of Mflops ( millions of floating point operations per 
second) of each run . The convergence was considered achieved 

when the scaled residual was less than o-6
. ln arder to compare 

ali the methods with similar memorv requirements, we used on 
the restarted GMRES method a Krvlov subspace of five vectors . 

Table 1 - Solution data for the EBE - SOS - GS preconditioner 

GMRES (5) - SDS-GS 

~:rids time(s) itcrations Mnops 
64x64 1.16 73 119 

128x128 5. 13 122 129.3 
256x256 29. 26 210 133.2 
512x512 126.87 375 133 .2 

CGS • SDS-GS 

~:rids timc(s) itcrations Mnops 
64x64 1.07 31 133.3 

128xl28 3.44 24 136.8 
256x256 14.2 31 140.3 
51 2x512 53.98 19 142.5 

BICGST AB - SDS-GS 

grid timc(s) iterations Mnops 
64x64 1.06 28 133 .3 

128xl28 4.62 53 140.3 
256x256 22.04 107 142.0 
51 2x512 11 6.18 215 143.8 

TFQMR • SDS-GS 
grid timc(s) itcrations Mnops 

64x64 0.87 23 132.4 
128xl28 3.44 24 141.1 
256x256 13.53 20 143.2 
512x512 54.16 19 143.5 

Table 2 - Solution data for the EBE - SOS preconditioner 

GMRES (5) • SDS 

grid timc(s) itcrations Mnops 
64x64 1.27 IR2 138.5 

128xl28 5.80 325 159.0 
256x256 29.41 594 166.2 

512x512 168.45 1106 165.9 

CGS-SDS 
grid timc(s) itcrations Mnoos 

64x64 1.17 89 146.5 
128xl28 5.55 188 158.1 
256x256 33. 1 504 165.4 
512x512 171.13 777 166.7 

BICGSTAB • SDS 

~:rid timc(s) itcrations Mnops 
64x64 1.13 75 154.6 

128x128 5.02 141 168.1 
256x256 26.65 327 173 .0 
51 2x512 169. 25 738 167.6 

ln the CGS algorithm we used the restart technique 
described in Oongarra, Ouff, Sorensen and Van der Vorst [19891 
and in Coutinho, Alves, Landau and Ebecken I 1992] . From the 
experiments we can see that usuallv TFOMR converges faster 
then the others methods. This is mostlv due to its smooth 
convergence properties, as can be seen in Figure 2, which 
shows, for the 64x64 grid the convergence historv for the 



iterativa methods with SDS-GS preconditioning . However 
convergence for the TFOMR method was not observed when just 
the SOS preconditioner was employed. 

Residual Nonn ( log) 

1.00 
GMRES(5) 

--11----1---- cas·········· 

0.00 
6i-C::G"SfÃã 

~~--~~-----~-----TFQMR--

-1.00 

-2.00 

-3.00 

-4.00 

-5.00 

-6.00 

-7.00 
Number of lterations 

0.00 50.00 

Figure 2 - Convergence history for the 64x64 grid (SDS-GSl 

Finally, in Table 3 we present a comparison of the 
memory requirements of the iterative methods and a non­
symmetric direct skyline solver. For the direct solver we compute 
only the memory needed to store the matrix A . 

Table 3- Memory requirements in MWords (64 bits). 

grids GMRES(5) CGS= TFQMR DIRECT 
Bi-CGSTAB 

64x64 0.19 0.20 0.20 0.54 
128xl28 0.77 0.78 0.80 4.24 
256x256 3.00 3.15 3.21 33 .75 
512x512 12.32 12.58 12.85 269.22 

As can be seen in the above Table, for the 512x512 grid 
the memory requirements are reduced around 20 times with 
respect to the direct solver. 

CONCLUSIONS 
ln this work we presented a numerical study of the 

performance of various iterative methods for the element-by 
element solution of large non-symmetric systems of finite 
element equations . lt was observed that although the GMRES 
algorithm always presented a smooth convergence, it was 
usually slower than the CG-Iike methods such as the CGS, 
Bi-CGSTAB and TFOMR algorithms. Among them, usually the 
fastest were CGS and TFOMR, but while the former · yields wild 
oscillations, TFOMR always achieved the desired accuracy with a 
smooth convergence pattern. However, it appears to be more 
sensitive to the type of preconditioning employed, since no 
convergence was observed when the simple symmetric diagonal 
scaling was used as preconditioner. The measured Mflop rate of 
ali test runs on the CRAY Y-MP lies between 120 to 170 Mflops, 
stressing the high performance achieved by the EBE 
implementation. With respect to memory requirements, savings 
up to 20 times were observed in comparison with a direct skyline 
solver. 
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SUMMARY 
This work presents and discusses a nove/ formu/ation of the SIMPLE algorithm for compressible 

fluid flow, which solves lhe coupling between energy, momentum and continuity equations. This 
formulation uses an upwind scheme for density in the pressure-correction equation, which allows 
pressure to assume one-way behavior. To use boundary-fitted coordinate systems, the generalized form 
of the governing equations is discretized, and the source-terms are evaluated in lhe ir complete form. 
Some results are presentedfor illustration. 

Introduction 

Numerical simulation of compressible fluid flow, using 
boundary-fitted coordinate systems, involves deriving the governing 
equations of mass, energy and momentum in the generalized form. 
Then, the use of algorithms based on Finite Volume Method, 
implies that those equations should be written in the form of the 
general conservation principie (Patankar, 1980). 

Within this framework, continuity equation is written in 
terms of pressure, in an expression known as pressure-correction 
equation. This equation was derived by assuming that density has no 
direct dependence on pressure and allows this variable to assume an 
elliptic behavior, which fits ali flows with low compressibility 
effects. For highly compressible flows, however, pressure behaves 
as a parabolic variable and the dependence of density on pressure 
becomes relevant. Therefore, it may cause the algorithm to diverge 
(Patankar, 1980). 

ln this sense, the main purpose of this work is to develop a 
compressible form of the pressure-correction equation, which 
allows pressure to behave as one-way variable, and takes into 
account the dependence of density on pressure. 

Governing Equations 

The set of governing equations involves energy, mass and 
momentum equations. ln the generalized form, they are given by: 

Continuity equation: 

ap 1 a , 
- +--. (Jpu) =O 
at 1 aç· (I) 

Where (p) stands for density and (J) stands for Jacobian of 
the transformation which leads forrn physical to mathematical space. 
The former is represented by a Cartesian reference frame (X, Y) and 
the last by curvilinear coordinates (Ç, TJ). Velocity is given by its 

contravariant components (ui). Momentum equation: 

a . 1 a . . 1 a ( . au') . 
- (pu') + - ~ (Jpu'u ' ) = - ~ ,Jg'" - + pf' + 
at J àé,' J àé,' .... àé," 

i 1 a ( .. ) .. ~ +f (t"" - Jpu"u") + - ~ JK'' - g' ' ~ 
mn J àf,' àf,' 

(2) 

Where ( t ij) represents the stress tensor, and the tensor ( K ij) 
is defined for the momentum equation to cast in the forrn of general 
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conservation principie, as stated by Patankar (1980). Both, ('tij) and 

(Kij) are given by: 

' {1 ( '" au' '" au' ag" "} 1 i ) a n] t ' = 2 - g - + g - - - u - g - (Ju I 
2 aé," aE," aE," 3J aé," 

(3) 

(4) 

ln the equations above, (gij) stands for the contravariant 

components of the metric tensor, (f~) represents a Christoffel 

symbol of the second kind, (J.l) stands for dynamic viscosity, (fi) 
represents field force contravariant component and (p) represents 
pressure. 
For compressible flow forrnulation, the set of equations also 
includes state and therrnal energy equations. The ideal gas law has 
been used for the former . While for the last, the enthalpy 
forrnulation has been used (Volpe and Pimenta, 1989): 

( a 1 a i ) 1 a ( , ãr) c - (pT) + - -. (Jpu T) = - - Jkg - + <1> 
p at J ar; J àf,' àf,' 

(5) 

Where (T) represents absolute temperature and (c p) stands 

for constant pressure specific heat. The source-term ( <ll ), which 
includes viscous dissipation and pressure gradient is given by: 

(6) 

Where (p) represents volumetric compressibility module. 
For the momentum equation, the source-terrn is split into two parts, 
separating pressure gradient terrn from those involving stress tensor 
and field force. This last terrn (s") is given by: 

• . .. . 1 a ·· 
s =f' (t'l-pumu")+pf'+--. (JK'l) 

mn J açJ (7) 



Discretization Equations. The discretized fonn of these 
equations are developed by integrating them over an elementary 
control volume, as shown bellow (fig. 1 ), which represents the 
computational cell in the transfonned space. Momentum, mass and 
energy fluxes across its interfaces. are evaluated using a staggered 
grid scheme for velocity components. ln order to locate properly 
interface and central points, functions X(Ç,, TJ) and Y(Ç,, TJ), which 
are known only at grid points, are then expanded into Taylor series 
to second order truncation error. A second order central difference 
scheme is applied to evaluate metric coefficients, and this is done for 
central, interface and grid points separately. This procedure ensures 
the use of difference representations of sarne order for the whole set 
of metric coefficients (Thompson et ai., 1985). Besides, these 
coefficients are ali evaluated before flow field calculations. 

N 
cv: (ns) 

~ 

cv: (c) · 

w L w I .... f l • """' 
r - --- h ·-- - - - -, I 

cv: (we) 

s 
L'íl;=l 

Figure 1. Computational cell in the transfonned space. Solid )ines 
represent main contrai volume (c), while dashed lines represent 
staggered control volumes (ns) and (we). Their sides (~Ç,) and (~TJ) 
are both taken equal to one. 

Source-tenns are linearized by integrating them over the 
control volume. The used numerical values are those from the 
previous iteration and their results are treated as constants. Their 
derivatives are evaluated by the sarne second order central 
difference scheme. For momentum equation, source-tenns are split 
into two parts, each one regarding one direction and the related 
staggered control volume, (we) or (ns). For energy equation, 
however, source-term is evaluated for the main control volume. To 

accomplish this, components of both tensors, ('t ij) and ( K ij ), and 
their derivatives are evaluated separately for interface and central 
points. Pressure gradient tenns, on the other hand, are integrated for 
each staggered control volume, (we) and (ns) directions. 

"S"c(we) = Jf S * dÇdT] 
(we) 

sc(ns) = ff s'dl]dÇ 
(ns) 

(8) 

<i>, ff <l>dÇdT] 
(c) (9) 

Within this framework, discretization equations for 
momentum and thennal energy are given by the following 
expressions. Momentum equation in the (we) direction: 

-

aeu
1 = L anbu

1
b + b + (g

11
JL'iT]l(we) (Pp - PE) 

e nb n 

ae = L anb + ao 
nb e 

b = J(c)Sc(we)L'ii;L'il) + a~u~1 

a~ = (p~J(c)L'ii;L'iT]) I L'it 

Momentum equation in the (ns) direction: 

a nu ~ = L a nb u ~b + b + ( g 22 J!!, Ç ) ( ns) ( p P - p N ) 
nb 

a 0 =Lanb+a~ 
nb 

b = J(c)Sc(ns)<'>Ç<'>ll + a~u~2 

a~= (p~J(c)<'>I;<'>TJ) I ôt 

(10) 

(! 1) 

Thennal energy equation: 

arT = :LanbTnb + b 
nb 

ap = :La.b +a~ 
nb 

b = J 1,)<1>,~Ç~T]+a~T~ 
a~ = (p~J (c)~Ç,~T]) I ~t 

(12) 

Coefficients of the discretization equations are defined as 
sum of a diffusive tenn (D) anda convection tenn (F). These tenns 
are evaluated at the interfaces of the control volume. This means 
using staggered control volumes for momentum equations, and 
central ones for energy equation. Besides, the diffusive part involves 
a general diffusive coefficient (À), which stands for dynamic 
viscosity (À= ll) in momentum equation and for the ratio ofthennal 
conductivity to constant pressure specific heat (À = k I c p) in 
energy equation. Furthennore, the Peclet number (Pe) is defined as 
the ratio between the strengths of convection (F) and diffusion (D). 

a, = D.,A~Pe.l) + ~~F.,oll 

aw = DwA~Pe..ll + IIFw,üll 

a" = DnA~Pe,l) + 11-Fn,oll 

a5 = D,A~Pe,l) + IIF.,oll 

llx, Yll ~ greate:c o ofo {K, y} 

D. = ((Jg
1\t;,_) I !!.ç}.,o o o o o D" = (<J</2

1..6.1;-) I 6.111"' 

F. = (Jpu
1!!,Tjl1• 1o o o o o o o o o o Fn = (Jpu

2 
ó.TJltn> 

Pe. = F. I D.o o o o o o o o o o o o o o o o Pe, = Fn I Dn 

(13) 

The function A( I Pe I ) is proposed a series of schemes 
(Patankar 1980): central difference, upwind, hybrid, power law and 
exponential. Although routines provide the possibility of using any 
of these schemes, the power law scheme is adopted in this work, 
and it is given by: 

A(IPel) =li o, (1- 0.11Pel)
5 11 (14) 

Expressions for evaluating pressure (P) and velocity 
(u1 , u2 ) fields from the last estimates available: (P*) and (u'', d'), 
which use pressure and velocity corrections (P') and (u'o, u2

'), are 
defined: 

p = p* + P' 
ul = ul* + ul' 

u2 = u2* + u2' 

Ce = [(g
11

JL'il)) I ae l(we) 

Cn = [(g
22

JL'll;) I anl(ns) 

u1 •= C (P '-P ') e e P E 

u 2 '=C(P'-P') n n P N 

(15) 

Density dependence on pressure is introduced by means of 
the state equation. Hence, a density correction term (p') is defined 
using the perfect gases equation, and the actual density is found out 
by adding this correction to the last estimate available (p'). Then, 

convection (3) and diffusion ( G) tenns based on this correction are 
defined, for face (e): 
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p' p ' I RT 

B ( RT ) 
-1 

p p + BP ' (16) 

::Je 
1 

JeueBe<'>'l . 
Ge pece 

Hence, the pressure-correction equation with the upwind 
scheme for density is given by: 

aPPP '= aEPE'+awPw'+aNPN '+aS PS '+b 

8 E =(Jõll),Ge +11-::Je.~ 
8 W = (Jõ'l). 0 w +IPw ·~ 
aN =(Ml,),Gn +~-::ln·~ 

as =Uôt,),os +IrA 
ap =a E +aw +aN +as 

b = [PpcP~ .T~)- Pp(Pp,Tp)HJc 
6~~'1)+ 

+{ (Jp* u'•). - (Jp* u'•),]ôTJ + [CJp* u' *),- (Jp* u'•).]ôé, 

(17) 

Solution Procedure. 

Since the simulation concems compressible flow and, hence, 
involves the state equation, pressure is expressed in terrns of 
absolute values, and temperature is evaluated in the absolute scale. 
Therefore, the indeterminacy of pressure levei does not arise. 

The procedure used to solve this set of equations is 
essentially the SIMPLE algorithm (Patankar, 1980), provided that 
density is evaluated using the state equation, whenever it is 
involved, and the energy equation is solved together with the other 
equations. Hence, the sequence of operations is: 

1-. Estimate apressure field (P*). 
2-. Solve momentum equations (10) and (11) to obtain 

estimates for the velocity field (u 1 * ,u2*). 
3- Solve pressure-correction equation ( 17) to obtain (P' ). 
4- Evaluate the pressure field (P) from estimates (P) and 

corrections (P'). 
5- Calculate the velocity field fi-om its estimates, by means of 

velocity-correction expressions ( 1 5) . 
6-Solve the energy equation (12) to obtain the temperature 

field. 
7- Treat the corrected pressure field as a new guessed 

pressure (P*), and retum to step 2 to repeat the whole sequence, 
until a converged solution is obtained. 

Convergence Criterion.The adopted convergence critt·rion 
uses the residues of momentum and energy equations and the somce 
terrn of pressure-correction equation. The criteria states t hat 
modules of each of these variables are summed up for each 'Íteratinn. 
Convergence is achieved when the greatest among these sums is 
bellow a precision levei, which is set arbitrarily small . 

Boundary Conditions. Boundary conditions are specified as 
constant pressure at outflow boundary and normal velocity profile at 
inflow boundary. The non-slip condition is adopted on the walls. 
Besides, for the energy equation, a temperature profile is specified 
at inflow boundary, and either temperature profiles or constant heat 
fluxes could be specified at the walls. No boundary condition is 
specified for the energy equation at outflow boundary, where one 
assumes the convection strength to be greater than the diffusion 
strength. 

Preliminary Results 

As a preliminary test, the algorithm was applied to a 
benchmark problem, concerning laminar flow of air through a plane 
two dimensional duct (Poiseuille flow). Its main dimensions were: 
length = 0.896 m and width = 0.250 m. The grid was generated 
using the method by Thompson et a/. (1985), with tine spacing 
control to improve accuracy of regions near the walls. Then, the 
method by Ryskin and Leal (1983) was applied to the region of 
interest, to produce an orthogonal mesh. 

A developed laminar velocity profi1e with Reynolds number 
Re =3785.38 (based on the hydraulic diameter of the duct) was 
imposed at the entrance section (mass flow rate: 0.038 Kgls), and 
constant pressure (P=101325.0 Pa) was imposed at outflow 
boundary. Besides, a uniforrn temperature profile (T = 26.85°C) was 
imposed on the walls and at inflow boundary. Thus, air transport 
properties were evaluated at this temperature resulting: dynamic 
viscosity = 1.983*1o-5 kg!ms• constant pressure specific heat Cp = 
1.0057 KJ/Kg°C and therrnal conductivity k = 0.02624 W/m°C. 

The resulting velocity field is shown bellow in figure 2, and 
the resulting pressure fie1d is shown in figure 3. Pressure is written 
in terrns of dimensionless values (Pnd). by means of an expression 
that compares pressure (P) at any grid point to the highest (P(max)) 
and the lowest (P(min)) values ofpressure within the flow domain: 

(18) 

I 

_, 
-~ -------------

------------~ .;:_ -= = -= = =: = ~ ~ ~ -... ~.-... l 
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Figure 2. Laminar flow through a plane two dimensional duct: 
velocity field . 

Figure 3. Laminar flow through a plane two dimensional duct: 
dimensionless pressure field. 

Dimensionless pressure vanat1on between O and I was 
divided into 9 intervals of equal length (figure 3, above): a=> O:S P 
<O. I!, b => 0.11 $ p < 0.22, c => 0.22 $ p < 0.33, d =>0.33 $ p 
<0.44, e => 0.44 :S P <0.56, f => 0.56 :S P< 0.67, g => 0.67 :S P 
<0.78, h=> 0.78 $ p < 0.89, i=> 0.89 $ p $ 1.0. 

Accuracy of the converged solution was imposed (~=to-4). 
The greatest difference found between analytic and numerical 
solutions for velocity field was of the sarne order of the accuracy, 
which means less than 1.0% of the local velocity module. The 
resulting pressure gradient agreed with the one evaluated for 
laminar two-dimensional duct flow, thus yielding a total pressure 
drop of óP=::4.6*J0-4Pa. 
The algorithm was also applied to simulate laminar air flow through 
a two dimensional nozzle with Whitehead geometrical pattem 
(Taira, 1994). Its dimensions were: length = 0.588m, width at 
inflow boundary = 0.480m, and width at outflow boundary = 0. 12m. 
A uniforrn velocity profile was imposed at the entrance V= O.llm/s 
(mass flow rate: 0.062Kg!s, Re=6270 .00, based on the hydraulic 
diameter) The sarne pressure (P=l01325 OPa) was imposed at 
outflow boundary, and the sarne air properties were adopted . 
Accuracy of the converged solution was imposed (~ = J0-4). 
Velocity and dimensionless pressure fields are shown on figures 4 
and 5 respectively. 
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Figure 4. Laminar flow through a two dimensional nozzle: velocity 
field . 

Figure 5. Laminar flow through a two dimensional nozzle: non 
dimensional pressure field . 

The sarne pressure intervals were used to present the 
dimensionless pressure field in this case. The pressure drop was (AP 
= 0.12Pa) and the mean ve1ocity at outtlow boundary V = 0.44m/s. 
Preliminary comparisons of this simulation with the experimental 
results, obtained by Taira (1994), have shown so far good 
agreement. This subject, however, is still being investigated 

Concluding Remarks 

Although the use of staggered grid scheme and independent 
evaluation of metric coefficients for central, interface and grid 
points requires greater use of memory space, they have no direct 
effects on computationa1 effort, since the coefficients are eva1uated 
before flow ca1culations. 

The nove! forrnulation presented here uses the complete 
forrn of the goveming equations' source-terrns, and an upwind 
scheme for density in the pressure-correction equation. This means 
including viscous dissipation terrn in therrnal energy equation and 
allowing pressure to behave as one-way variable. However, laminar 
flow calculations are not likely to need these features, unless heat 
transfer with large temperature gradients is involved. 

As a matter of fact , incompressible flow algorithm suffices 
for simulating low Reynolds number flows without heat transfer. 
Yet, within this forrnulation the coupling between momentum and 
mass conservation equations suffers rrom stiffness, since one 
imposes zero divergence for the velocity field, during the iterative 
process. This happens because these equations are sequentially 
evaluated for each iteration, and the result of any of them is not 
bound to satiszy the other, unless convergence has been achieved. 

Hence, during the iterations, momentum equation's residue and (P') 
source terrn altemate in magnitude, giving the convergence criterion 
an oscillating pattem. Within this pattem, oscillations' amplitude 
slowly decreases as it approaéfies the converged solution. 

ln this sense, introduction of fluid compressibility provides 
the coupling between those equations with one more degree of 
rreedom, thus removing its stiffness. This is likely to smooth the 
convergence process, which means reducing the amplitude of its 
oscillations. Therefore, there is no need to use other assumptions to 
improve convergence perforrnance, like using artificially high values 
ofviscosity at the beginning of calculations . 

Besides, the results have a1so shown strong dependence on 
grid. quality, conceming orthogonality and point distribution. ln fact, 
strong variation of point distribution is conducive to increasing 
truncation error of finite difference schemes, whenever it happens 
within regions that embed high gradients of tlow variables 
(Thompson et ai. 1985). Moreover, large departures rrom 
orthogonality should be avoided for two basic reasons: -To ensure 
accuracy of numerical evaluation of derivatives, specially near 
boundaries, ·when one uses finite difference expressions. -To prevent 
the discretization equations, which are written for orthogonal 
systems, from being misleading. 
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THE EFFECT OF GRID NON-ORTHOGONALITY lN PREDICTING AXIAL FLOW ANO 
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SUMMARY 
This work presents numerical solutions for the incompressible laminar axial jlow in ducts with sharp 

comers. Computation of the jlow goveming equation is obtained by transfonning lhe physica/ plane (x ,y) into the 
computational domain (71.V. Discrelization of lhe axial momentum equation is a:complished by mecrts of lhe 
control-volume method. Results are shown for ducts fonned by three, four and five adja:ent circular rods. 
Predictions f or the velocity pro file and wall shear stress are presented for severa/ grid arrangements. 

INTRODUCTION 

Ducts with sharp internal comers are formed, for example, when 
parallel circular rods in a bundle touch each other reducing the area 
between them . Depending on the number of adjaccnt rods , severa) flow 
arcas can be idcntificd. Figure I shows duct shapcs formed by three, four 
and five contiguous rod. lnvestigation of the flow field in such cusped 
ducts is important to analysis of a number of heat transfer engineering 
equipment. 

Ftgure I - Geometries mveshgated. 

As a rule, ducts of any 
forro can àlways be handled in 
a numerical solution by means 
of any of the following 
coordinate systems: a) regular 
orthogonal with stepwise 
approximation of boundary 
control-volumcs that cannot be 
dcscribed by constant 
coordinate !ines, b) orthogonal 
cu rv i/ i near a I so w i th 
approximations to accommodate 
non-orthogonal boundaries, and 
c) non-orthogonal curvilinear 

fully complacent with the body contour (body-fitted) . ln a body-fitted 
coordinate system, the grid curvature makes the formulation less 
conservative in the scnse that predictions will be sensitive on how 
accurate curvature !erros are evaluated (Vinokur, 1974). ln spite of the 
difficulties, the relative ease in setting up a non-orthogonal system in 
existing codes has favor its ever greater use in thc literature. The effects 
of grid non-orthogonali(y, however, stimulate further investigation. 

Flow and hcat transfer computations in such geometries can be 
found in the literature for laminar (Maliska et ai, 1986, Dollg et ai, 
1991) and turbulent flow (Rapley, 1985). Previous studies in rod-bundle 
(de Lemos, 1991), in a four-cusp duct (de Lemos, 1992a), and in severa! 
cusped ducts (de Lemos,l992b) have emphasized the advantage ofproper 
grid layout for improving results' accuracy. 

Considering then the advantages of using boundary-fitted 
coordinates for analyzing complex flow passages, the objective of this 
paper is to extend the work in de Lemos (l992a, 1992b) reporting further 
numerical predictions for laminar flow in cusped ducts. Attention is here 
focused on lhe effect of grid non-orthogonali(y on solution accuracy . 

ANALYSIS 

Fully developed flow in ducts. The numerical forroulation below 
follows the work in de Lemos (1992a, 1992b) and for that it is here only 
briefly commented upon. The vector forro for the case of axial 
momentum (in the z-direction; tj>=U,), steady state, laminar, 
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bidimensional fully-developed flow in ducts of constant cross-section is : 

(I) 

whcre ~ is the vector containing shear stresses in the z-direction, given 

by : 

[
au, : au, :] 

ll -1+-j 
at ay 

= ll vu, 

(2) 

ln (2) the unit vectors t and J correspond to directions x and y in the 
physical plane, respectively. Also, the axial veloci(y V, depends on x and 
y only . Further, for fully developed flows , the source terro is given by: 

s = - aP (3) 
u az 

where P is the constant pressure at the x-y plane and z the coordinate 
along the duct. 

Grid Generation. 
For solving (!) in a 
boundary-fitted 
coordinate system, the 
computational grid is 
here generated in the 
physical domain giving 
then the v alues of x: u 
and y ij corresponding to 
their associated points 
in the computational 
plane. After generating 
the grid, ali geometric 
param eters, necessary 
for estim ating total 
fluxes across the 

·-w 

Figure 2. Notation for discretization. 

boundary of the discrete control-volumes, are promptly calculated. 
Generally, two dimensional body contours can be defined by four 

boundaries r mapped with a general coordinate system (71.n If one 
considers that opposing boundaries correspond to two lim iting v alues for 
"77" and 'T', Dirichlet boundary conditions can be specified at ali 
boundaries as: 

71 = 71. at r. (south ); 71. at r n (no r/h) 
~ = Hx,y) at east and west boundaries 
~ = t at r, (east); t .. at r .. (west) 
71 = 71(x: ,y) at north and south boundaries 

(4) 



The computational grid, obtained through the m'fJping of general 
bi-dimensional geometries, is calculated by solving an elliptical equation 
system for (!7. Ü subjected to the boundary conditions (4). 
For the coordinate x ,J, the final finite-difference equation reads; 

X " tJ 

{ IX(XI•IJ + XI - IJ) + y(xiJ+I + Xl,j+l)-
p 2 [<xt•IJ•l-xt•IJ-l)-(xHJ-1-xHJ- l)} 

2(o:+P) 

(5) 

with a similar expression for y,J. ln (5) the parameters a, f3 and -y are 
associated with the metrics necessary to the coordinate transformation in 
question (see for example Anderson, 1984). Further, the solution of (5) 
is here obtained by means of the so-called Successive Over-relaxation 
Method. Severa! text books on numerical fluid flow (e.g., Patankar, 1980) 
describe this method which consists in the point-wise solution of the 
equations involved. ln the present work , the value of 1.6 was used for 
relaxing both coordinates. 

The convergency criterium for solving (5) takes into consideration 
the relative erro r for x and y, ey, defined as: 

·" ·I ··::i-1'~?~11 (6) 

where x y (or Y y) is calculated by (5). The superscript "*" in (6) indicates 
values from the previous iteration and the operator II A,B 11 means the 
greater between A and B. For every sweep throughout the computational 
domain equation (6) was calculated for each point (ij). The two systems 
were considered solved when the maximum absolute error was less than 
lxiO-'. 

Momentum Equation. Discretization of the momentum equation 
(I) using the control-volume shown in Figure 2 and assuming further a 

constant vector ~ at the control volume faces , gives (Patankar, 1980): 

J,., [v{.+ Su] dvol "(~.À),+ (~.À) .. + 

(~.À). + (~.Ã\ + Su Volv 
(7) 

ln (7) the four first terms on the right-hand side show the scalar product 

of vector ~ and the vector area À , applied to the four volume faces in 

Figure 2. For the east boundary, the vector À, is given by; 

A:= (y., - y..,)[- (x.,-y..,)j (8) 

Substitution of (2)-(8) into (7) provides finally a discretization equation 
connecting the velocity U, at P to its neighboring points in the mesh . To 
accomplish this procedure, thc dcrivatives with respcct to thc "x" and "y" 

in (2) are also transformed into the computational domain (17.~). 
Equation (I), in its discrete form, is solved with the non-slip 

velocity boundary condition at the duct walls (Dirichlet condition) or 
with null gradient at symmetry !ines (Newman condition). For the 
molecular viscosity f.l and pressure gradient S" unit values are used. With 
theses assumptions the differential equation takes the vector form, 

V ·(V U,) = -1 (9) 

Results shown below are further non-dimensionalized by the mean 
velocity defined as: 

U =_!_ f U dA 
.. Ad A" 

(lO) 

where A d is the duct cross-section area. 
Equation (7) is, usually, nonlinear. A number of algorithms have 

become available for solution of such systems. For simplicity, in the 
present work the velocity field was also obtained with the SOR method 
employed for generating the grid . Severa! domain sweeps were performed 

.~ 

for itcrativc solution of thc rcsulting algebraic equation system, 
monitoring, in addition to the relative error (defmed similarly to (6)), the 
residue of (7) at every point ij . Typically, convergency was obtained 
when both, the relative error and the residue, were less than lxiO-'. 

RESUL TS ANO DISCUSSlON 

Calculations with lhe numerical method above have been 
presented in Padila Jr. (1991) and de Lemos (1992a, 1992b) for severa! 
geometries, namely: cirr:ular duct, equilateral triangle, cirr:ular sector and 
square, among others. Rod-bundle llow computations have also been 
documented in de Lemos (5). Those preliminary results were compareci 
with their analytical counterpart with the aim of checking the accuracy 
and correctncss of the computer codc dcveloped. 

Taote 1. Cuspea óucts mvesugateó. 

Case Geometry /Grid Characteristics Grid Size Boundary Conditi0118 

TRIANGUI..AR ARRA Y 

a) EqW)l di.stribution along s 

b) Concentration at s/s~= I 
20x20 

V,= O at wall 

c) Concentration at s/~=0 

SQUARE ARRA Y 

d) Full duct- Equal distribution 
along s 

e) Full duct - Concentration at 
V,= O at wall 

s/s-=0 
20x20 

f) Full duct - Concentration at 
sls-= I 

g) Half duct - Equal distribution V,= O at wall, 
along s õVjóN=O along n 

5-cUSP DUCT 

h) Half duct - equal node 
distribution along n 

i) Half duct - node concentration at V,= O at wall, 
! 

10xl5 
nln_ = l óVjfJN=O along n 

I j) Half duct - node concentration at I 

nln_=O 
---- ---- - ---

ln the present section, the cusped ducts formed by the junction of 
concave circular ares (see Figure I) are calculated with the grids and 
boundary conditions of Table I. Throughout this work, different grids are 
identified using the same case labeling as in Table I. The grid point 
concentration mentioned in the table is explained below. An illustration 
of the velocity fields in ali three shapes is presented in Figure 3. Tablc 1 
identifies further ali cases presented in the figures below. 

The grid non-orthogonality degree along the computational contour 
(and to a certain extent within the domain) was modified by a stretching 
function of the form : 

318 

( 

S •) I 
XI = Xt~! + ( ;;) 'i (li) 

ln equation (li) x, is the coordinate for the i-th boundary point at one of 
the four sides of the physical domain , s._ is the respective boundary 
length and N. is the associated number of grid points . The effect of a is 
therefore compressing or stretching the grid nodes along a certain 
boundary (a wall or symmetry line) . Application of (11) has the 
advantage of modifying the grid characteristics while keeping the same 
number of points. 

Three-cuso Duct. For the thrce-side duct, thc grids in Figure 4 
correspond to the cases shown in Table I. Cases b) and c) use distorted 
grid in relation to the mid-plane (direction n in the figure) and, due to 
(11), they are not exactly symmetrical in relation to the center line. 
Velocity profiles along the direction n are shown in figure 5 for the three 
cases. The figure suggests that for nln._ between 0.2 and 0.8 



discrepancies are due to the grid distortion around lhe symmetry line. 
Results for the wall shear stress Tw non-dimensionalized by lhe 

averaged stress calculated as; 

(12) 

are presented in Figure 6. ln (12) the coordinate s follows one rod wetted 
perimeter. The maximum coordinate value (s •• ) is therefore dependent 
upon the duct shape, as can be scen in Figure l. Results of figure 6 are 
an indication of lhe difficulties arising when using non-orthogonal grids. 
At both s-coordinate ends, non-physical, negative wall shear stresses are 
calculated for ali three grids. This cffect is enhanced when boundary 
points are concentrated at both limits of s. This outcome, apparently due 
to lhe excessive grid distortion, seems to have a similar counterpart in 
heat transfer problems. ln reference [3], negative Nusselt numbers were 
encountered when a non-orthogonal mesh was applied to a cusped comer. 

Four-cuso Duct. The grids illustrated in Figure 7 wcre used to 
simulate the flow field in four-face cusped duct. Grids e) and /) 
concentrated boundary points at both ends of the bottom wall. For grid 
g), lhe null gradient boundary condition for U was applied along the 
symmetry line n. Correspondent velocity profiles are presented in Figure 
8. Here, the small differences in the results for velocity are probably due 
to lhe application ofthe symmetry boundary condition rather than caused 
by different grid non-orthogonalities set at lhe facing duct boundary. The 
wall shear stress behavior is plotted in Figure 9 also showing non­
physical values for stresses at the rod wall. 

Five-cusp Duct. Figure I O shows grids using different v alues for 
a in (11) when laying down boundaries nodes along n. The 
corresponding velocity profiles along the symmetry line are presented in 
Figure 11 . As expected, results for grid h), with points equally distributed 
along n, fali in between the curves for the other two grids. An inspection 
on Figure I O quickly reveals lhe intermediate degree of non-orthogonality 
of that grid (along n) in comparison with the other two meshes. Those 
results suggest that care must be taken when a numerical solution is seek 
in regions of high grid non-orthogonality. A probable remedy for 
avoiding physically unrealistic results is to make use of a more 
sophisticated discretization scheme for representing diffusion transport 
terms in the axial flow equation. 

CONCLUDfNG REMARKS 
This work presented numerical results for fully developed flow in 

passages of general cross-section using a non-orthogonal curvilinear 
coordinate system. An elliptic grid generation technique was chosen 
considering its flexibility in locating boundary points and advantages in 
computer programming. The transpor! equation for fully developed duct 
flow was presented for the case laminar creep motion. The axial 
momentum equation was then discretized by means of lhe control volume 
approach applied to a non-orthogonal grid. Flow passages formed by 
three, four and five cylindrical rods were analyzed with different 
boundary conditions and grids . 

Physically unrealistic results for the wall shear stress were 
obtained in regions with high grid non-orthogonality. Care must 'then be 
taken when numerical solutions are obtained with simple differencing 
schemes used in conjunction with non-orthogonal coordinate systems. 
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NOMENCLA TURE 

1, vector area at control-volume east face 

Ad duct cross-section area 

coefficient in eqn. (5); parameter in eqn. (II); 
relative error for grid generation 
local wall shear stress 

r. mean wall shear stress 
n coordinate along symmetry lines (mid-plane) 
n.~ maximum n value 
N, number of points along boundary b, b=north, south, east, or west 

boundary 
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N coordinate normal to symmetry !ines 
71.~ coordinates in the computational plane 
P pressure at duct cross section 
s coordinate along wetted perimeter 
s._ maximum s value, dependent upon lhe number of ares 
S u source term 

t, vector containing stresses in lhe axial direction 

u. mean velocity 
U, axial velocity 
r ,y coordinates in lhe physical plane 
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l) 

2) 

Figure 3 - Visualizaton of axial velocity profiles, 1) three-cusp 
duct, 2) four-cusp duct, 3) five-cusp duct. 

b) 

Fiqure 4. Grids for tbree-cusp duct: a) equal distribution along s, b) ]Xlint 
concentration at s;s ... =l, c) ]Xlint concentration at sfs ... =!J. 
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FíC)IIre 9 - llall sbear stress for four-face duct. 

h) 

)) 

" 
FiC)IIre 10. Five-arc duct: h) equal distr . alo~ s, i) concentration at tl ff,l •• =l, 
j) concentration at "/"~=0. 
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HESIJMO 

Neste~ trabalho são apresentados os resultados de um código de cálculo d esenvolvido para a 

solução d as equaçó<~s de Na vim- Stokes, nas formas convectiva e diverge nte. Três esquemas numéri cos 

para a discretização dos termos convectivos são empregados: quadrático a montante (QUICh), liue·ar 

a rnontantc (upwiud) P central. Resultados foram obtidos para o problema clássico d a cavidade· 

quadrada com a pan·de superior em movimento ,. urínwros de He·yuolds na faixa de /?e = 100 a 

Rt· = :tWO. O s n ·s ult. ados sào di scutidos c comparados cotH Ghia d ~.1.(19tl2). 

INTHODI J<,:A o 

Est.t· trabalho compa.ra o desetnpeuho de tri~s Ps-· 

qu<·nras llllllli·ricos pa ra disnt•ti za.ção tios termos collvt•ctivos 

nas t'qllal;t'><·s clt• Navin-Stokt•s na forma diverp;t •nte , a salwr: 

os esqll<'lllils n •B tral, lirwar a I!Iontallf.t· (upwind) ,. quadrático 

a montallLt· , popularizado por Lco11ard ( 1979) como QIJICJ..:. 

Faz-se t a mh<;tn uma cornparação das formas divergente (ou 

const ·rvati v a) P convecti v a (ou 11ão conse·rvativa) ( Roarlw, I !J7:2) 

utili zando o Psquema central. 

É utilizad~ malh a int.<·rcalad a rep;ular I' o proet•di ­

lll<'tlto transi<·Bte tipo MAC , dt· llarlow t• Wt·lsh ( I!Hi!í) , apri ­

morado no proct'di!llt'llto SOLA dt· llirt ..t al.(ICJ7:>). para a 

obtt•nt;ão da solução e•m wp;i11w pt'riilati< 'IIk. 

O uíJip;o (· t.c·st.ado para o prohlt•ma de• uma •·avi­

dade quadrada co111 pa.rr·d<' stljwrior c•m lllOVillH'III.o consta.nte, 

caso-teste padrà.o, dt'vido à complexidade do escoatll<'llto ge­

rado r• à s implie·ida.de da geonwt.ria. A solução cl ássie·a do 

prohlnn a foi obtida por Bmg;graJ (I CJ<i(i) , t• resultados mais 

rdi11ados for~. 111 oht idos por (:h ia dai.( JCJH2). 

Os n·s nlt.a.dos forit.lll oht.idos par~ o nrínwro dt· Hey­

nolds na L1.ixa dt• /{c = 100 a /{c = T.WO . 

1-:Ql'A<.:(>ES DE THANSI'Oiri'E 

Sào considt·radas a.s lrip•'•t.• •st•s dt· t•scoanrento incoill ­

pressÍveL lluido nt·wt.oniano , proprieda.dt·s física.s consta.irks , 

<'S<t!illllt'llt.o .l~nrinar ,. caso hidinw11sional c•Jn coordt•fla.da.~ tT­

t.a.ngnla.n ·s. Nest.~.s condiç(ws , podt·· st• t•snt·vo•r a t•q nação da 

c·onti IIII id a dt • COI !I O: 

i)u i)n 
-+- =0 
íh i)y 

(1) 

As eqllat;t)('S de consnvaçào da. quantidade• de mo­

virnent.o podc·rn ser t•snit.ns llil fonn a. di vt •rgent.e•: 

i)u i)(uu) ()(nu) I i)/' iJlu iJ 2u. - + - - +--- = --- +11(- +-. )+q (2) 
()! i).r i)y f' i).r i) r 2 i)y 2 · ' 

Í')p íJ( Pu) i)(nn) 1 iJ/' ih• rJ 21• ( + ) (:!) --;---) + - ,, - + - ) - = - - -.)- + /I -;------) 2 -;------) 2 + y, 
r I r J" i y p r y r :r r y 
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c• 11a forma convectiva: 

iJu i)u iJu I i)/' iVu iJ 2u 
- +u- + , _ = - -- + 11(- + - . ) + 'I 
iJI ih- i)y f' iJ.r iJ.r 2 i)y 2 · ' 

i], ih• i)u 1 i)/' i) 2 n ;p,, 
-;-)I + u-;-) + 11-;-) = -- -.,- + ''( -;------) 2 + -;------) ') + y; ( r: .r r y p r y l .r r y 

THATAMEN'J'O Nl lMI::HI<:O 

( 1) 

l'ara a discretização das e•quaçút·s de t.ran.sporlt· foi 

utilizado o Illt'l.odo das Diferenças Finitas. O Iflt•todo dos Volu­

nws Fi11itos (Pat.anka.r , l!JHO) . rc~st rito à forma divergcnt.o ·. (·oin ­

cide COl!l o d .. DifPrt'liÇaS Finitas para () caso de espa.ça.lllt'lll.o 

regular. Na malha intercalada, a pressão é posicio11ada 110 cen­

tro dos voh!lllt's de nl!lt.role , e11quant.o as compmw11t.es dt· ve·­

locida.dt• Jil são trata.da~ nas fan~s dos volunu·s d e• controle• . 

O nrl•t.odo consistt• ba.sicanH'JII.t• <' 111 t• xlr<lir os flu xos 

d<' massa d a~ <'quaç(ws do IIIOillt'llto (2 t• :1 011 ·1 ,. :, ). is I o i·: 

6.1 
( " · -/' ·)"+ '_ ---:6,_-.-- ' - I ,] ..., 

p .ri-t.i 

(fi) 

,. tra.nsportA-los pnril a t•tpraçáo da. cout.illuidadt· (I). ol.t.t·ndu 

assim lllllil t•qnaçiro p;1ra a pn·ssá.o: 

a, 1_! 1', 
1
_ 1 = h;, 

·. 2 '· "2 . 
(7) 

o!ld<' os a são codicie ·11tcs qut· dept'IHkrn a.p<'!las dos pará!lwlro~ 

).';<'<HIIt'·tricos da. malha, t•Bqua.flto o I.C:"nno I>,,J, dqw ndt· do campo 

de vt·locid;tdt· no tempo a.nlt •rior <'do passo dt· ternpo ::.1. A rna.­
t.ri:r. de rip;idt·E, ,; d<' banda, s irlll·trica e positiva. ddinida.. st•ndo 

n·solvida pe lo m /-todo dirdo dt • ( :twlt·sky ({:olnh ,. Loa. 11,I<J~:i 

,. Evan s, l9~0). A fa.tora<Jw da. rna.t.ri:r. i· ft ·i ta uma •'rnica ve·E,, 

no inicio do progra.rna. 

O termo difusivo f. calcul ado utilizando-se o <'squerlla 

central. Para. a discrdi:r.ação do termo co11vedivo na fon11a 

dive•rgcutt· , tr(·s <'sqrwn1as IIUII!i·ri t:os sào utilizados: Q I J J( :[\ , 



a montant<' <' cl'ntral Na forma convl'ctiva <; utilizado o <'s~ 

qw·ma central. Ex<'mplilicatnos t·stas difn<·nt<·s a.bordag<·ns 

consid<·ratHio a discrdiza.çào do t<·rllto conv•·rt.ivo uiJuj().r 011 

iJ(uu)fo.r: 
Para o esquema central na forma conV<~ctiva tem~se 

ou 
ll-;-} I I 

( ;T a+2,.1 

tlt+!.J(ui+%.J -ui-!,J) 

2h 

<' para os Psqu<'ma.s na forma diverg•·nt<· t<'III··s<·: 

onde 

a( uu l I 
iJ.r •+~.1 

(ui+l,jlt.t+l,.i- ui_/lt,;) 

h 

r<_-'= (1t,+~ . .1 + u,~&.~)/2 

(8) 

(9) 

(lO) 

I' valor d<· u;,1 , por <'X<·mplo, depende ck cada esqtwnta. !'ara 

O I'S<jiH'ma Cl'lltraJ: 

IJ.i,j u~,J 

para o esquema a montante: 

{ 
u,~ 1 7- se ui -> O 

tt· ' - 2'· ··.1 
t,} - li· I · SI' 11* · < 0 

1+2•.1 I.,.J 

e para o Psq11ema QUICK: 

Ui,,i { 
ui,_;- l/S(ui~% . .7 + lli+&-.1- 211;-i•-') SI'<., 
u*--1/8(11+1 +u 1--211+1 )s<' < 

l.,J l 2 ,J l-2 ·.7 1 2 ,J ,/ 

(li) 

( 12) 

>0 

<0 
( J:l) 

Pelo fato do estJII<'Illa QIJICK IH'n·ssit<tr d<· 111na in~ 

krpola.çào sobre trôs pontos, o esqu<'ma anwntant<' é utilizado 

nos volumes de controk adjan•nt<•s ao contorno. 

O mímero de R<'ynolds para a cavidade é ddinido 

cotno Hc = UrLfv. 
O dt•svio JH'IT<'ntual ( Uc.,pw'/{,) { ca.lndado da s<·~ 

guint<' matwira: 

u 1 ~- u 1 
Dc.wio'lo = I "· '" ' li OO'Y. (li) 

llnj 

on<k llcalc coiT<'sponde ao resultado obtido pelo algoritmo ,. 

llrrf 1; o valor fonwcido por (;!tia d al.( I<J82). 

A estabilidade numérica do método é garantida pela 

limitação do passo de l.f>mpo d<· cálculo 6.1 (Villand,1986; ,. 

JaJuria e TorraÍicc, 198fi). 

O crit<;rio di' convcrgi'·ncia adotado foi: 

11,11+1- Hn 

6.t I <:: 1o~l (I !'i) 

RESULTADOS E COMENTÁRIOS 

Foram utilizadas malhas;, x !'i, li x ll. 21 x 21. 

:11 X :11, 11 x "11, !'ii X SI,. (ii X ()1. i\ faixa de· Hc·ynolds 

estudada foi Hc = I 00 a :!2()(). 

As colllJlOtll'llt<·s da Vl'locidadl's 11 ,. , utilizad-;ts nos 

cálculos são tomada.s nas linhas horihont.al c v•·rt.ical, r<'pcct.i~ 

vanwnt<o, através do C<'ntro gconH;trico da ca.vidad•~- O desvio 

1><Tn'Htual ( 14) é calculado no ponto de máxima vdocidad<' no 

fluxo reverso, que se lllOStrou o ponto ond1• os resultados passo 

a passo va.riam mais dl'stacadamcutc. 
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A figura 1 mostra. a comparaçào entre os t.ri''H cs~ 

qti<'Illas conv<~ct.ivos utilizados COIII a forma divergcnt<•, para 

Hc = 1000. Obs<·rva~se qu<· o esquema c•·ntral cons•·gue o lll<'~ 

lhor desempenho seguido muito de perto pelo ('Siplellla Q l r I( :K. 

a. 

~ 

1.0 r--.....--T""" ....... -.,---.-"T"::=-.. 

...J 

' >. 

0.8 

0.6 
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c Ghlo 
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I I I I 
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c 
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Figura I: ( \mtpitra.çào dos tr(·s <'squ<'III<ts conv•·divos na fonna 

divng•·nt•·, Uc = 1000. Acillta: <"OIItpon<·nt.•• 11. AI,aixo: collt~ 

JIOli<'nt•· 1' 

A figura. 2 apresenta unia comparação eutn· os de~ 

scmp<'ulws dos c•squ<'mas ck discrdiza.c.;ào na forma div<'rpput.c 

pa.ra OS f.l'l"lliOS COliVI'cf.ivos. IIIOSÜilndo O COIIIJ'Ol"fil.ll!<'nf.o do 
PITo com o rdina.ll!l'nt.o nos casos d<' /{, = ·100 ,. :1200. 

Ohs<•rva.-s•· novall!l'llt<· qtw o •·sqtwiiiil n·nt.ral pro~ 

dm~ III<'Iilori'S rl'snlta.dos <1'11' OS <JIIÜOS dois <'S'!II<'IIIiiS J'ill"il as 

COIIljHJIII'nks 11 I' I' da vc•locidad<•. () I'S'!lll'ntil ii 1110111 iii li-<'(· O 

'111<' apr<'s<·nt.a o 1111'1101" dt•caillll'nt.o do d•·svio JH'rn·nfllill collt 

o rdin<tllll'l!t.o da. ni<tlilil. l'odl'~s<' ohsnvar a convng(·ncia as~ 

sint<ítica quadrática dos <'sqtwmas cl'ntral ,. Ql!ICI\. Dcv<'~sc· 

rl'ssalta.r qtw o csqu<'lllit c<•nt r ai apwscnt.a a.lguma.s osci lacJws a.o 

longo do pro<Tsso t<'mporal. prillcipallll<'nt.•· para altos ntÍuH'ros 

d•· Hcynolds. O ••sqll<'lllil. Ql! I( :1\ tallti>(·lll apr<'SI'nta p<'qtH'nitS 

oscila<Jws para fie = :1200, o qw· niw lliiViit ocorrido iii(· Pnt.ào. 

0 I'SII'I<'Illa a montante• iljii"I'SI'IlLt Sl'llljJr<' Ulllit convng(•nciil 

t<'IIIJlOra.l S<'lll oscila<J><•s , 111a.s a t<·nd(·ncia do d•·caiiii<'IIt.o do 

/)c.,uw'Yu com o rdina11wnto da Illalha<·IH·IItlll..!hor nos outros 

•·sqtwmas. O esqu<'ma. central apresenta a Illellwr [H'rfon11ance 

cm termos de acuracida.tk ,. tempo d•· cálculo. fkssa IIIatwira, 

a comparaçào <•nt.n· as formas divng<'til.•· ,. conv•·diva s<•rá fcit a 

ut.ilihando o <·sqti<'Illa n·nt.ral 

As figma.o :l ,. I lllost.ram os p<'rfis das colnpotll'nLI's 

df' V<'locidadc u ,. 1•, ol>t.idas utilizando its forll!i\S div•·rg<'nt.c• ,. 

COIIV<'diva, para os casos di' Nc ~ cj(J() <' Nc = :1200. A Ill<tlila 

utilizada. é de (i I x ()I. 
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conv<·c t.i va c divng<·nf.t· t· esquema. cenf.ra.l, Hr = :1200. i\citna: 

•·ompoii<'Jit<• u. Abaixo: cOJJl()(JJJt'JJt<· t> 

Nota-se quf' ambas as formas estão próximas para 

o caso d<' !h = ·100, com vant.ag<'m da. forma conv('ct.iva. para 
/(t = :J:WO. Est•· comporl.am('Jito podnia. lcva.r à conclusão de 
qu•· a fornta •·onvediVit ,; superior a. fonna. divngcnl.<• , o <jllf' 

s<•riÍ. mostrado não s<•r vcnla.<.k, pelo nu•Jios para o problcntil 

•·studiido. 

i\ ligma !i mostra os desvios IH'IT<'Jituais para as 

COili)Htnt·nl.•·s da velocidade u ,. t> obtidos com o esquema dP 

disni'Lização central, para as formas ronvediva. c tlivPrg<'JJI.f', 

para Hc = 100 e Rc = 1000. 

I~ mostrada. claram<'llL< ~ a collv<·rg(•ncia. pspa.rialnto­

notúnica. do <•sqU<'lllit central na forma div<~rgenf.c , o qtw não 
ocorre para a forma convect.iva. Para t.otla a faixa df~ Rc estu­

dada, utili zando o esqtwrna central, a forma convccliva. aprc­

s<•nta ronv<·rgi'·ncia não motu>tônica, que se acentua com o a.u -

11 u·u lo do /f.r. 

CONCLUSÃO 

Obtcv••-se resultados es táveis com o esqtH'lllil. n·u­

l.ra.l para minwros de Hrynolds celulan·s lwm stqwrion·s a 2, 
qtw I· a mmli~;ào lintil.<' d•· suficii'·n•·iil da' t•st.abilidad•· dos pro­
•·•·ssos it.criüi vos usuais . Mas o •·sqti<'IIIa. n·utra.l s.'> I· .. fet.i­

va.nwnt•· singulil.r para. IILÍmeros U<' H<' .Y IIOitls l.<·ndcndo a in­
finito. V< ·rifica-s<' <'Xist.ir uma ampla. ma.rg<'lll , com uúnwro tlc 
H<'yuolds c<'lula.r acima de 2, <'lll que a. estabilida.d•~ pode ser 

const•guida. dq><'ll(kndo do iut.crvalo de tempo empregado uos 

•·<ikulos. 
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Na forma divt•rgent<·. o <'S<jlH'Illil central, q•w •·xige 
o llH'IIOr esfon;o coniputacioual cut.n· os esquen1as utili;~,a.dos, 

dt•st'lllJ><'llhou mdhor em toda. a faixa. de III estudado, seguido 
dt· perto pelo •~sqtwma QIJJCI\. Ambos os t•squcma.s a.presenta.­
ra.nl contporta.nwnto quadrático, enquanto o esquema a. mon­
tante manifPsta convPrgência espacial linear, sendo significa.ti­
vaJllt'llle llH'IIOs acurado que os tkma.is. 

Segu11do Leonard ( 1979) o t•squema QIJICI\ para os 
termos collv<·divos apn·st•nta t•rro dP tnceira ordt'lll. A supt'­
rioridadt· de1nonstrada JH'Io esqtwma central t'· a.ssim notávt•l, 
levando t'lll conta qu•· o problema. nmsidt•rado ,; pn•domiuantt•­
ment•· conv<·ctivo dados os altos valon·s dt· número dt· Hcynolds 
<'III prt·gados. 

lkvido à convergência. monotônica da forma diver­
gente, para o t'Xt'lltplo estuda.do, ela Sf' mostra pn•ft•rível à. 
forma collvt•ct iva. 

NOM EN ( ~LATI 1 H A 

h 
Sr 
.:;,.y 

.11 
/, 

I' 
/{, 

I 

11 

, 
Up 

espaçamento regular t•ntn• os nús da. malha. [m] 
área normal ao fluxo na din·çà.o ;r [m 2

] 

iÍn•a normal ao fluxo llit din·çào !I [m 2
] 

ncelcravi.o da gravidadt· [111s- 2] 
ln.rgma da. uwidn.dt• [111] 
pressào [N111- 2] 
111Ínwro dt· Ht•yuolds 
tempo [.,] 
cmnponciÜt' de vt'locidndc lwrimntal [m-'- 1

] 

componente de velocidade vertical [ms- 1] 
velocida.de da parede superior da cavidade [ms- 1

] 
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.r coordenada horizontal [111] 
!I coordenada vntical [m] 

FUíXO(u,,J) soma dos tt'rmos conve<"tivo t' difusivo 

Sind>Olos ( :n·gos 

.:;,.1 passo dt· tt•mpo de ciÍiculo [s] 
11 viscosidade cinemática [m 2

-'-'] 

f' densidade do fluido [ /\ . .Qm-:l] 
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ABSTHACT 

This pa.pt•r pn·seuts t.lw results of a lllllllerica.l rode 
dt·wlopt·d to solvt· tlw Na.vier-Stokt•s equatious in tiH' convec­
tive aud divngt•un• forms. Tim·•· couvt·dive sdwnws a.n• ttost'd 
to ohtaiu lhe couvt·divt· t('rJII~, uauwly, Qll!CK, upwind aud 
ceutt·red diffen·nn•. Wc show tlw n•stdls to tlw lid drivt'll cn.vity 
flow prolJit•Jn, with the Hryuolds uumher iii tlu• range llt = '100 
to :l:WO. Tlw results are discussed aud compared with Chia et 
a.\ (1982). 
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RESUMO 
Este trabalho estuda o esquema TVD de Rubin e Blunt paro sistemas de coordenadas 

generalizadas. Neste caso o TVD é aplicado aos termos de fluxo das equações de conservação. Nos 
casos apresentados esta metodologia é aplicada no cálculo das permeabilidades relativas nas faces do 
volume de controle. O modelo utilizado é o "black-oi/" bifásico (água e óleo) com formulação /MPES, 
sendo suas equações resolvidas via volumes finitos. Os resultados numéricos apresentados demonstram 
a eficiência do esquema TVD em coordenadas generalizadas na redução da dispersão numérica 

IN'IRODUCÁO 

Em simulação de reservatórios os modelos normalmente 
avaliam as propriedades nas faces do volume de controle através de 
esquemas de 1' ordem, sendo o mais utilizado deles o esquema de 
um ponto a montante. Vários autores, dentre eles Todd et ai (1972), 
Y Ito (1982) e Taggart e Pinczewski (1987), demonstraram que o 
uso destes esquemas introduzem níveis inaceitáveis de dispersão 
numérica. 

Em process~s de recuperação secundária, onde se tem uma 
frente formada na interface dos fluidos deslocados e injetados, a 
dispersão numérica prevê a irrupção prematura do fluido deslocante 
e, em certos casos, a irrupção é antecipada em quase um ano. A 
dispersão numérica pode ser eliminada através do refinamento da 
malha, entretanto, um aumento do número de pontos com o intuito 
de reduzir este efeito é computacionalmente proibitivo. 

Vários esquemas de ordem superior incluindo o esquema 
tipo Godunov (1960) e FCT (Fiux Corrected Transport) (Zalesak, 
1979) foram sugeridos para diminuir a dispersão numérica em 
equações hiperbólicas. Estes esquemas exigem que a porção 
parabólica e hiperbólica das equações "black-oil" estejam separadas 
e sejam resolvidas seqüencialmente. Isto normalmente requer um 
grande esforço para introduzir estes esquemas nos códigos com 
formulação implícita e IMPES (IMplicit Pressure Explicit 
Saturation). 

Como forma de se produzir soluções com pouca dispersão 
numérica, sem no entanto provocar as oscilações espúrias 
comumente observadas em esquemas de segunda ordem, HaJ1en et 
ai (1983) introduziram o conceito de métodos TVD . ("Total 
V ariation Diminishing") para equações hiperbólicas em coordenadas 
cartesianas. Estes métodos basicamente introduzem um termo de 
fluxo anti-difusivo ao esquema de um ponto a montante. Um 
limitador restringe este fluxo de tal forma que o esquema seja de 
segunda ordem em regiões suaves e de primeira ordem em regiões 
de descontinuidade. Harten et ai e Sweby ( 1984) demonstraram os 
critérios que devem ser obedecidos pelo limitador para que se tenha 
um esquema TVD. 

Rubin e Blunt (1990) introduziram um esquema TVD nos 
fluxos baseados em gradientes de pressão das equações do modelo 
"black-oil" em coordenadas cartesianas. O método proposto é 
derivado do TVD com limitador de fluxo de Sweby, só que neste 
caso reduz-se a resolução do termo temporal para primeira ordem 
e mantém-se o esquema de segunda ordem no espaço. Nos 
resultados apresentados por Rubin e Blunt, o esquema TVD 
utilizando malha 30x30 produziu resultados superiores, com tempo 
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de CPU quatro vezes inferior, quando comparados aos resultados 
obtidos com esquema upwind e malha 80x80. Embora os 
resultados apresentados por Rubin e Blunt tenham sido excelentes, 
os casos resolvidos por eles foram simples e particulares. 

Pinto (1991) fez a extensão do esquema TVD para malhas 
cartesianas não-uniformes e utilizou o TVD no cálculo das 
permeabilidades relativas nas faces. Analisando o desempenho do 
método TVD em três formulações (IMPES, semi-implícita e 
implícita) ficou demonstrado que existe pouca diferença em aplicar 
o TVD na avaliação das permeabilidades relativas nas faces ou nos 
termos de fluxo. Pinto também demonstrou que a utilização do 
esquema TVD praticamente elimina o efeito de orientação de 
malha. 

Os métodos TVD têm apresentado grande eficiência na 
redução da dispersão numérica. Entretanto, eles têm sido 
intensivamente testados para sistemas ortogonais, principalmente o 
cartesiano. Neste trabalho o esquema TVD de Rubin e Blunt é 
estendido para coordenadas generalizadas. Nos casos apresentados 
esta metodologia é aplicada no cálculo das permeabilidades 
relativas nas faces do volume de controle. O modelo utilizado é o 
"black-oil" bifásico (água e óleo) com formulação IMPES, sendo 
suas equações resolvidas via volumes finitos. Os resultados 
numéricos apresentados demonstram a eficiência do método TVD 
em coordenadas generalizadas na redução da dispersão numérica. 

EQUACÓFS GOVERNANTFS 

Assumindo que o escoamento é bifásico (água e óleo) e 
imiscível, e desprezando-se o gradiente de profundidade, a pressão 
capilar e a compressibilidade da rocha, a equação do modelo 
"black-oil" é dada por, 

V• K _!L Vp = - _P + qp _ [ k - ] a [ 4>S ] 
Bpflp at BP 

(I) 

onde o subíndice p indica a fase água (w) ou óleo (o). K é o tensor 
permeabilidade absoluta, k, a permeabilidade relativa , PP a 
viscosidade, cll é a porosidade, SP é a saturação, BP é fator de 
volume de formação e qP é o fluxo de massa do componente (nas 
condições padrão) por unidade de volume do reservatório. 

As equações do modelo bifásico formam um sistema de 
duas equações diferenciais contendo três incógnitas, p, S.., e s .. A 
equação de fechamento do problema é a equação de restrição 
volumétrica, 



s .. + so = 1 (2) 

O modelamento matemático não está completo sem a 
especificação das condições de contorno. Em reservatórios que não 
apresentam aqüíferos supõe-se que o contorno está selado, ou seja 
que se tem fluxo nulo no contorno. Já as condições de fluxo 
especificado no poço são usualmente representados por termos 
fonte/sorvedouro. 

METODOLOGIA DE SOLUCÃO 

O uso de coordenadas curvilíneas se baseia na 
transformação de um domínio fisico em um domínio transformado 
computacional. Este domínio transformado tem geometria retangular 
e é nele que são resolvidas numericamente as equações, pois deste 
modo se evitam as interpolações nos contornos do domínio fisico. 
A equação de conservação da massa para a fase água quando 
transformada para o plano curvilíneo bidimensional (Ç , 77) assume 
a seguinte forma , 

.!~ [<I> s,.} + q = ..3_ [À J (a aP _ ~ aP)] + 
J at B,. "' a~ "' a~ t3TJ 

(3) 

+ ..3_ [À J ( aP _ ~ aP)] 
t3TJ "' Y t3TJ a~ 

onde J é o jacobiano, a, JJ e y são as métricas da transformação e 
À,. é a mobilidade da fase água dada por, 

k,.,. 
À =K--

w B llw w 

(4) 

Maiores detalhes sobre o uso de coordenadas curvilíneas 
podem ser vistos em Maliska ( 1992). 

.,....--
) linhas/; 

Figura 1 - Distâncias nas direções Ç e 11 - Plano transformado 

A equação discretizada é obtida integrando-se a Eq. (3) no 
tempo e no volume de controle elementar, mostrado na Fig. I, e 
aproximando-se linearmente os gradientes de pressão nas faces . 
Após alguns rearranjos a equação discretizada da saturação da fase 
água na forma explícita possui a seguinte forma, 

s; = -A; PP+ _EA ';a PYIZ + F; (5) 

onde o subíndice VIZ representa os pontos vizinhos ao ponto P 
(N, S, E, W, NE, SE, NW e SW), A"' são os coeficientes e Fp"' é 
o termo fonte. A equação discretizada para a fase óleo é obtida 
analogamente. 

Método IMPES- Neste método a equação discretizada da 
pressão é obtida substituindo-se as equações discretizadas da 
saturação para a fase óleo e água na Eq. (2). Após alguma 
manipulação matemática a equação da pressão na forma implícita 

.~ ~ .. -· 
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é dada por, 

ApPp = .E AYIZ PYIZ + FPp (6) 

onde A são os coeficientes da pressão e FP é o termo fonte. 
Devido às não-linearidades da Eq. (6) o uso de um esquema de 
linearização do termo fonte é de vital importância para se atingir a 
convergência. Esta discussão e uma descrição detalhada do método 
IMPES, juntamente com todos os coeficientes das equações da 
pressão e saturação, podem ser encontrados em Mota ( 1994 ). 

Por questão de simplicidade nos próximos itens não serão 
utilizados índices para as fases. Entretanto, deve-se ter em mente 
que as equações apresentadas devem ser aplicadas para as fases 
água e óleo. 

ESQUEMA TVD EXPLÍCITO 

Para que um esquema seJa TVD, a variação total da 
função, neste caso a saturação, deve ser não-crescente, ou seja, 

TV(sn•l)" TV(S n) 

sendo a variação total definida como, 

TV(Sn) = L !Sj~l -S/ I 
j 

onde n indica o nível de tempo e j o bloco. 

(7) 

(8) 

O esquema TVD utilizado neste trabalho parte do esquema 
de Lax-Wendroff, multiplicando a contribuição de segunda ordem 
por um limitador. Desta forma este termo fica limitado a algumas 
regiões, prevenindo as oscilações típicas de esquemas de alta 
ordem. 

Rubin e Blunt (1991) sugeriram que o esquema TVD seja 
aplicado ao termo de fluxo para as fases água e óleo. Para o fluxo 
no sentido positivo do eixo de coordenadas, pode-se aproximar o 
fluxo na face este da seguinte forma, 

f. = /p + 'P(rp) A. (9) 

onde/p é o fluxo aproximado no ponto P, A , é o termo de segunda 
ordem , 'I' é o limitador de fluxo e rp é a razão de termos 
sucessivos de segunda ordem, assim definidos, 

PE-PP 
/p = - Àp~ (10) 

f1X jE - jP 
A, = 2~ (11) 

A,. 
r =-
P A, 

(12) 

O limitador de Van Leer (1974), que foi adotado por 
Rubin e Blunt e será também utilizado neste trabalho, é dado por, 

Ir! +r 
(13) 'P(r) 

1 + lrl 

TVD em Coonlen~ Generalizadas - Rescrevendo a 
equação de fluxo (Eq. 9) em coordenadas generalizadas para a 
direção ~ e sentido positivo, 

f, = /p + 'P(rp) A, {14) 

onde, 

l 



-~ 

A = Lp • ~7J. 
• 2 • 

(15) 

O fluxo de massa na direção Ç, para um ponto qualquer é 
dado por, 

(16) 

-~ A Fig. I ilustra a distância entre as faces w e e, ILP I , e 

1
- .. entre as faces s e n, LP I . 

Em coordenadas generalizadas o vetor comprimento entre 
as faces w e e, e o gradiente do fluxo são dados por, 

i; = AÇ x~ ... i + AÇ y~...J (17) 

V/ = J [(f~y" - f .. y~) i + (f"x~ - f~x"') j ] (18) 

Fazendo-se o produto escalar da Eq. (15), 

(19) 

onde, 

(20) 

(21) 

A razão de fluxo e o limitador são calculados da mesma 
forma que o caso cartesiano, porém neste caso o termo de segunda 
ordem é calculado através da Eq. (19). 

Analogarnente na direção 17 e sentido positivo , o fluxo na 
face norte é dado por, 

/" =/p + lf(rp)An 

onde o fluxo na direção T) é dado por, 

(22) 

(23) 

e a distância entre as faces s e n , e o gradiente de fluxo são dados 
por, 

onde, 

(24) 

V/ = J [(f~y" - f .. Y~) i + (f"'x~ - f~x"') j ] (25) 

Fazendo-se o produto escalar para a face norte, 

(26) 

(27) 

(28) 

É conveniente observar que as expressões apresentadas 
para o cálculo do fluxo na face se tomam idênticas áquelas 
apresentadas para o caso cartesiano igualmente espaçado quando C 
=OeD=l. 

A utilização do esquema TVD no cálculo das 
permeabilidades relativas nas interfaces do volume de controle foi 
proposta por Pinto ( 1991 ). Ele justifica a simplificação de 
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considerar a permeabilidade relativa como um fluxo, mostrando que 
existe um termo de caráter convectivo na equação de conservação 

dado por ':; . Deste modo, po..: ~-se fazer uso do esquema TVD 

substituindo o fluxo f, pela permeabilidade relativa nas equações 
mostradas neste item . 

RESULTADOS 

Para avaliar o desempenho dos esquemas de interpolação 
upwind e TVD em coordenadas generalizadas foi utilizado um 
problema com configuração geométrica e dados fisicos propostos 
por Palagi (1992). Este problema consiste na injeção de água e 
produção de líquido (água+ óleo) a uma taxa de 2,648 x 10·3 m3/s 
(60 STB/dia ). A configuração de poços utilizada é de l/4 de "five­
spot" com 402,33 m (1320 ft) de lado e 6,09 m (20 ft) de 
profundidade. O reservatório é considerado homogêneo e isotrópico, 
e inicialmente está a uma pressão de 689,4 kPa (100 psi) e 
saturação de água nula. A porosidade da rocha é 0,2 e sua 
permeabilidade absoluta 0,012337 llm2 (12,5 mD). As 
compressibilidades dos fluidos são iguais a 1,4545 x 10'9 Pa·• ( I 
x 10·5 psi"'). O problema descrito neste item é resolvido para M=l 
(razão de viscosidades óleo-água) e M= I O, onde p.= I mPa.s e 
p.,= 1/M mPa.s. As permeabilidades relativas utilizadas são, 

2 
l;rw = S,.. 

kro = (l-Sj2 
(29) 

Neste caso não se utiliza modelo de poço, pois o poço está 
representado por dois contornos com raios iguais a 0,122 m (0,4 ft). 
A Fig. 2 ilustra uma malha em coordenadas generalizadas 
contendo 20 volumes na direção Ç e 20 na direção T). Esta malha 
e uma outra, mais refinada (30x40), foram utilizadas na comparação 
entre os métodos TVD e upwind. 

M=l 

POÇO 
INJETOR 

POÇO 
PRODUTOR 

Figura 2 - Malha generalizada - 20 x 20 volumes 

20x20 
UPWIND 

20x20 
TVD 

30x40 
UPWIND 

M= 10 

Figura 3 - Isocurvas de saturação em .VPI= 0,2. 



A Fig. 3 traz os campos de saturação para VP/=0,2 . Da 
esquerda para direita são mostradas as isolinhas 0,7; 0,6; 0,5; 0,4; 
e 0,3 . Pode-se verificar através dos campos de saturação que nos 
casos utilizando TVD a largura da frente de saturação (dispersão 
numérica) é substancialmente menor que no caso com upwind e 
malha 20x20. Além disso, a frente do caso TVD apresenta 
dispersão levemente inferior nas regiões próximas à diagonal, 
causando um achatamento na sua forma. Na comparação entre os 
resultados com TVD e upwind com malha 30x40, vê-se que a 
largura da frente no caso TVD é ligeiramente inferior. Ou seja, a 
interpolação TVD, neste caso, produz um resultado superior 
utilizando um número três vezes menor de volumes. 

As Figs. 4 e 5 mostram as curvas de corte de àgua versus 
volume poroso deslocável injetado, para os casos TVD e upwind, 
com M=1 e 10. O corte de água é definido como a razão entre as 
vazões de água e líquido total produzidos (água+óleo). 

1.00 

o.~ J ~ 
~ 060 ~ / ·< 
Q; 

"CC 

~ ·~ ~ ;r - - ··· Upwind - 20x20 

O.lO I TVD- 20x20 - - - - -

Upwind - 30:140 
000 I I I ----.-------,-- ----,·-----, 

0.60 0.80 l.OO 1.20 

Volume Poroso Deslocável Injetado 
Figura 4 - Corte de Água x VPI - M= I 

Através das curvas de corte de água pode-se verificar que 
há previsão de irrupção prematura nos casos com interpolação 
upwind. Esta irrupção prematura é causada pela maior dispersão 
numérica produzida pelo método de interpolação upwind. 

~ 

= 

1.00 

o.~ 

011 0.60 ·< 
Q; 

"CC 
Q; 

~~~ 

/~-

t: 0.40 

= u Upwind - 20x20 

lVD- 20x20 =~ 
ooo ~1-.--r--, · U~d :"~-~- 1 

0.20 0.40 0.60 0.80 1.00 1.20 

Volume Poroso Deslocável Injetado 
Figura 5 - Corte de Água x VPI - M= I O 

CONCLUSÃO 

Os resultados apresentados demonstram que esquema 
TVD reduz substancialmente a dispersão numérica. Os resultados 
obtidos via TVD são levemente superiores aos resultados obtidos 
com o esquema upwind e malha mais refinada. A transformação 
proposta produziu resultados semelhantes aos da literatura citada. 
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ABSTRACT 

This work extends the TVD scheme of Rubin and Blunt to 
a curvilinear coordinate system. The TVD is applied to the flux 
terms in the conservative equations. The approximation is applied 
for representing the relative permeability at the control volume 
interfaces. The IMPES black-oil equations are solved via finite 
volume method. The numerical results show the increase m 
accuracy resulting from the use of the curvilinear TVD. 
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SUMMARY 
A short introduction to the Phase Field(PF) method, as applied to solidification problems, is given, 
along with an straightforwardfixed-grid control-volume numerical implementation. The PF method 
and its current implementation are validated for a wide range of solidification regimes of pure 
substances, with particular attention to the Stefan number. Extensions of the PF technique to alloy 
solidification, in the presence of a generalized kinetic term, externa[ fields and melt convection are 
also discussed. 

INTRODUCI'ION 

The rnain difficulties during the numerical modelling of 
generalized solidification problems comes from the fact that the 
solid-liquid(SL) interface is not known a priori. This class of 
problems are best known as "free-boundary" problems(Crank, 
1984 ). The numerical solution of the classical transport equations 
in the presence of a free boundary can become an heavy and 
involved computational procedure, particularly where surface 
tension and/or kinetic undercooling effects are important; in such 
cases, one must impose conditions which explicitly depend on the 
local curvature and interface velocity(see, e.g., Krumbhaar, 1991). 
A prototype of such problems is the growth of crystals by 
directional solidification, where crystal perfection(density of 
crystalline defects and compositional homogeneity) is rnainly 
dictated by the interface geometry and the departure from 
thermodynarnic equilibrium dúring growth(Kim and Brown, 1991 ). 
When growth takes place near thermodynamic equilibrium, the 
solidification process is "well-behaved", the interface has a very 
slight and smooth constant curvature, and the related free­
boundary problem can be handled numerically by discretizing 
meshes which follow the isotherms( or the corresponding 
coexistence region of the phase diagram, in the case of 
alloys)(Kurz & Fisher, 1992). This is not the case during rapid 
solidification, or freezing from an undercooled melt, or still, 
during alloy casting or alloy directional solidification near or 
above the threshold for constitutional undercooling; in such cases, 
the SL interface develops into complicated time-dependent sliapes, 
an exhibit characteristic lengths which are typically orders of 
magnitude smaller than the characteristic lengths for mactoscopic 
heat/mass transport(not to mention the effect of natural convection 
in the melt)(Langer, 1980). An useful approach to such situations 
is to consider the solid-liquid coexistence region (the so-called 
"mushy" region) as an effective medium, where a classical 
multiphase transpor! technique can be applied(Bennon and 
lncropera, 1988). But when the details of the SL interface become 
relevant, it seems that the best altemative is to model the problem 
as a phase competition, along the sarne schemes employed for 
criticai phenomena in statistical mechanics(Goodstein, 1985). The 
so-called "Phase Field"(PF) methods were developed from this 
latter idea(Caginalp, 1986; Kobayashi, 1993). 

ln the PF technique, the classical system of transpor! 
equations are supplemented by an additional evolution equation for 
a phase variable n. which represents the local, time-varying phase 
state of the material; this equation can be obtained by writing the 
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system free energy as a frrst-order expansion in the phase variable 
l,l, and imposing that the system must evolve towards minimizing 
its free energy(Goodstein, 1985; Kobayashi, 1993). Altematively, 
one could work with an entropy functional, conceptually more 
appropriate for non-isothermal cases, see Penrose and Fife, 1990. 
One can show, then, that the resulting evolution equation for ll 
takes implicitly into account surface tension and kinetic effects; 
therefore, the resulting problem, though containing one additional 
non-linear equation, does not need any supplementary conditions 
on the SL interface. ln the PF method, the SL interface is 
deterrnined a posteriori simply by selecting the points where ll 
changes numerically from the value corresponding to the liquid 
phase to the value assigned to the solid. 

Recently, the PF methods have been seriously considered 
as a reliable altemative for the simulation of solidification 
processes in engineering. Preliminary investigations have shown 
that, for pure substances, the PF method yield thermal 
fields/histories, as well as the interface progression, as precisely as 
the traditional "classic" models, and that the non-linear evolution 
equations can be solved by a straightforward fixed-grid 
discretization employing traditional control-volume techniques 
(Fabbri & Voller, 1993). It was also shown that the PF equations 
can be easily modified to accommodate for a generalized kinetic 
term in the interface(Fabbri & Voller, 1994). Finally, it is already 
possible to envisage the extension of the PF methods to treat 
isothermal separation in alloys(Wheeler et ali., 1993), and the 
presence of melt convection(Caginalp & Jones, 1992). 

We provide in the following a short but conceptual 
introduction to the PF method, along with a fued-grid control­
volume numerical implementation, and describe the numerical 
evidence of its robustness and reliability for the simulation of 
directional solidification of pure substances at various regimes of 
heat release at the interface. Finally, we discuss some of its 
limitations, and possible extensions for the study of alloy 
solidification, in the presence of anisotropic generalized kinetic 
terms, and of melt convection. 

PHASE-FIELD BASICS 

ln the PF method a phase variable p(x,t) is introduced, the 
values of which describe the phase state of the material. We 
arbitrarily choose the value +I corresponding to liquid, and -I to 
solid; the SL interface is then defined by the points at which p=O. 
Numerically, there will always be a transition layer of width E 

between the solid and liquid phases(Fig. 1), which can be made as 



p 

+1 
liquid 

o 

solid 
-1 +---------: 
L------------T--------~--------x 

E 

Figure 1. Spatial profile of the phase-field near lhe solid-liquid interface 

small as desired, in order to approximate well the sharp physical 
interface. The potential term F(p, T) of the local free-energy which 
drives solidification should have the form depicted in Fig.2, 
exhibiting mínima at p= ±I, corresponding to equilibrium solid and 
liquid states; the derivative -aFtêJp plays the role of a 
thermodynamic driving force for phase change, with respect to the 
coordinate 12· At a temperature T equal to the equilibrium melting 
temperature T m• the two minirna at p= ±I have exactly the sarne 
energy; for T>Tm, the mínima at p=+l has lower energy (the 
liquid state is the stable state, the solid state being a possible 
metastable state above the equilibrium melting temperature ), and 
conversely for T<Tm. The natural tendency of the system is to 
relax towards equilibrium, with respect to spatial fluctuations in 
the phase value p(x,t); this is in fact the origin of surface tension 
effects, and can be accóunted for by a term ofthe form -f,zifptax2

, 

where f. is a characteristic length. When the system is at 
equilibrium, every point of it is sitting in a minirnum of F(p,x), at 
p=+ I or -I, except at some possible transition layers where the 
value of p undergoes steep changes(note that we are also allowing 
for a metastable situation, such as an undercooled melt in contact 
with the solid); if those layers are not moving, then, locally, the 
driving force -aFtêJp balances exactly the surface tension term. ln 
the event that the system is out of equilibrium, the time evolution 
of p(x,t) is assumed to be proportional to the imbalance between 
the potential and the surface tension energy - this leads to a 
velocity-dependent term which includes, in a natural way, the 
kinetic relaxation during front progression. We fmally arrive at 
the following evolution equation for p(x,t): 

a~2 ap = V \72p - aF at ap (1) 

Actually, the interface thickness E and the interfacial 
characteristic length f. refer to the sarne physical quantity, apart 
from some proportionality constant; in practice, the larger f. the 
easier it is to solve Eq.(l) numerically. Caginalp & 
Sokolovsky(l991) and Fabbri & Voller(1993) have shown that the 
numerical solution of Eq.(l) yield solutions close enough to the 
sharp-interface lirnit, even for values of f. which correspond to 
much larger values of the actual (nearly zero) interface thickness. 

From the above discussion, it is clear that the surface 
tension a is directly related to f.. and in fact Allen & Cahan(l979) 
have shown that 

q 

o = z11 2 ~ J /Fli);1'} dp 
-1 

(2) 

Choosing the potential F(p,T) is a matter of numerical 
converúence, provided it has the qualitative features depicted in 

Fig.2. We follow Kobayashi(1993), writing F(p,T) as a fourth 
degree polynomial with fixed roots at ± I: 

p 

F(p,T) W f(l-q> 2 ) (q>+m(T))dq> ( 3) 
- 1 

W is an arbitrary constant, and the temperature-dependent term 
m(T) must satisfy !m(T) I< I. We choose a simple linear form for 
m(T): 
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.,; 
I • I: 

I • 
I : 

,..-.,. 

I 
I 
I 
I 
I 
I 

~ I 
I 
I 

I , " 
~ 
'-" I , 

I 

' / 
~ 

330 

'-~ 

·. 

T>T~\. 
....... 

-1 o +1 
p 

Figure 2. Double-well potential as prescribed by Eq.(3). 

Eq.(4) implies a simple kinetic relationship at the SL 
interface (rough model), where the temperature at the interface 
r(t) is directly proportional to the front velocity v=dr/dt : 

(
3oa:)v T(x=f') - 4yW (5) 

Other forms for m(T), which accomodate for various 
kinetic models, could also be considered, see Fabbri & Voller, 
1994. 

Eq.(l) for the phase field must be coupled to a heat 
transport equation for temperature, which in our case is simply the 
usual Fourier law with a source term to account for the heat 
release at the interface (we hereafter adopt p =c= I for the material 
density and specific heat): 

aT + _! L ap = K a2
T 

at 2 at ax 2 
(6) 

The system of coupled non-linear equations (I) and (6) 
are then solved over the domain of interest, subjected to the 
appropriate initial and boundary conditions for the phase and 
temperature fields. 

THE MODEL PROBLEM 

The PF equations are applied here to the cne-dimensional 
solidification of a pure substance in the region O ~x ~~. initially at 
an urúform temperature T0>Tm. At t=O the extremity x=O is put 
in contact with a cold wall Tcold<T m· ln order to avoid the infinite 



front velocity at t=O, the PF simulation is started from an initial 
time t0, when a layer x0 of solid has already been formed. The 
boundary condition at x=/are set according to the time-dependent 
analytic solution(Carslaw and Jaeger, 1959). The front 
temperature is set very close to T m• in order to compare with the 
exactly zero undercoo1ed ana1ytic solution: the constants y, W and 
a are chosen so that T(x=r), Eq.(5), is a1ways closer to Tm than 
the allowed nurnerica1 tolerance, while respecting the constraint 
lm(T)I<I. 

CONTROL-VOLUME DISCRET1ZATION 

Eqs. (I) and (6) are discretized by totally-implicit control 
volumes, using source linearization (Patankar, 1980) over a 
discrete mesh. The resulting system of coupled algebraic 
equations is to be solved by a simple it.eration scheme, and its 
tridiagonal form reads: 

= a~ - pp + flx S e >--m(Tp) 2 flx old ( n W n ) 
t.t • 16 (7a) 

(7b) 

(7c) 

_ ll.X T old _ 1 L Pw- PP +p, t.X W [ 1_ ( n) 2] n 
{

n2n n } 

- t.t p 2 ~-+ ;f! TI PP PP 
(8) 

The notation (T""I, pold) refers to the fields at the previous 
time-step; (T" ,p") refers to the numerical values at the n-th 
iteration, and the subscripts E, P, W conform to lhe usual control­
volume notation depicted in Fig.3 . 

i - - - -- - -- -. 
w IW e• E 

p I ----------
Âx 

Figure 3. Notation for grid points and cell faces,. 

We found that the iterative process is optimum when 
employing a linear overrelaxation near P = 1.6 for both fields, i. e ., 
we update (p,T) between iterations according to: 

(p n•l ,T n<l ) ._ J3 (p n,T n) + ( l-J3) (pn<l,T n'l) {9) 

This simple discretization scheme should be compared to 
the one proposed by Lin (1988), which emp1oys different time 
scales for Eqs. (I) and (6), in arder to account for the high 
stiffness of the coup1ed (p,T) system; there, the p-equation is 
integrated explicitly over small time steps during which the T field 
is supposed stationary, and then the temperature is updated by a 
totally implicit discretization, using a larger time step. Here, we 
simply integrate both fields using the sarne small time steps 
required for the p equation, and we found that the extra 
computational effort compensates for the additional burden 
introduced by the mu1tiple meshes in the Lin scheme; a1so, a 
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simple preliminary, linearized stability analysis of Eq.(7) shows 
that implict integration should allow for time steps at least one 
arder of magnitude larger than the maximum permitted by a 
simple explicit scheme, (Ãt) •• p; this supposition was comfirmed 
during our numeric simulations, where three to twenty iterations 
were required, whereas the time step was tipically ten to a 
hundred larger than ( M).w Caginalp & Socolovsky(1991) 
employ a collocation technique which uses polynomial 
interpolation, and that allows for spatial meshes larger than the 
interfacial thickness; but their scheme, apart from being 
computationally inefficient when Âx > E, also does not show 
good results in those cases. ln fact, the actual interfacial width E : 
is always greater than the characteristic lenght parameter 1:; . 
Therefore, the scheme based on Eqs.(7-9) above, using Âx > 1:; 
and Ât > (Ãt)"P' seems to be robust, simple and adequate. 

Numerical Settings for the Model Problem. We address the 
convergence of the PF solution to the correct sharp-interface limit 
by solving Eqs. (7) and (8) over successively refined spatial grids, 
namely, with N=IOO, 250 and 500 points inside the domain 
[0,1=2.5), while maintaining the relationship 1:; = 1.25Ãx between 
the characteristic interfacial length and the spatial mesh distance. 
The initial solid layer x0 is 0.1. The constant y in Eq.(4) is taken 
to be the largest possible value compatible with the restriction 
lm(T)I<I. Choosing W=8.0 in Eq.(3) yields, according Eq.(2), 
a=(2/3)1:;, and finally, the initial kinetic undercooling T:, given by 
Eq.(5) at t=to, is given the small value 10"3XTcold, which is closer 
to zero than the numerical precision EPS= 1% employed in the 
calculations; these settings define the value of the kinetic 
coefficient a. An initial estimate for the time-step Â t is given by 
Ãx/v0, where v0 is the initial interface velocity; in fact, the 
iterative solution of the discretized contrai-volume equations can 
be carried out with a substantially larger time step. The actual 
parameters employed during the simulations are depicted in Tables 
I and 2. 

RESULTS 

The PF equations are solved for the model prob1em with 
zero initial temperature and two very distinct left-end cold 
temperatures Tcold= -0.1 and -10.0. The material constants are ali 
taken to be unity (K=I.O for the heat conductivity, L=I.O for the 
latent heat), and therefore we work out two extreme values of the 
Stefan number St=-cTcoJL. Voller and Peng(l993) have 
demonstrated that enthalpy-based fixed-grid schemes yeld poor 
temperature histories for small Stefan numbers, and poor interface 
progression at high Stefan numbers. Here we provide a strong 
indication that PF methods are not sensitive to the relative 
contribution of heat conduction and phase-change enthalpies. 

Fig.4 shows the predicted interface progression as 
compared to the analytical Newman solution; the temperature 
fields at early times are depicted in Fig.5 for St=O.I and 10 (the 
sarne behaviour is observed at !ater times); the temperature 
histories at x=0.5 appear in Fig.6. 

It is seen that good predictions for the interface position 
in time is obtained even at a very coarse mesh (N= 100 
corresponds to an interfacial thickness E-10ç-15Ãx-0.35). 
Roughly half of that value is required to obtain the sarne accuracy 
on the temperature values, particularly near the interface, 
while good temperature histories demand much finer meshes. 
The value N=500 is in accordance with the mesh employed 
in two-dimensional simulations of dendritic growth 
(Kobayashi, 1993). 

lt is apparent from these results that the PF method, as 
compared to traditional enthalpy techniques, is not numeric 
sensitive to the Stefan number, yelding results in complete 
accordance with the physical solution in ali cases; the correct 
sharp-interface limit is attained, within the numerical errar, at an 



interfacial "computational" length well affordable for practical, fast 
computations. 

The machine timing and optimum parameters for the 
present runs are given in Table 2. Note that the increase in CPU 
time for small Stefan numbers is due to the overall low value of 
the temperatures chosen for the simulations, which required a 
rather high precision for matching the residuais during the iterative 
solution of Eqs.(7) and (8). The small adjustments we made in 
the overrelaxation factor P are also not criticai; by employing a 
fixed value P = 1.·6 in ali simulations, one should obtain nearly the 
sarne computer times shown in Table 2. 
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Figure 4. Interface progression predicted by the PF 
method as compared to the Newman 

analytical solution. 

CONCLUSIONS ANO COMMENTS 

20 

0.5 

We aimed at illustrating here that the PF equations, apart 
from being amenable to a simple and traditional treatrnent by 
control volume discretization over a fixed grid, does not suffer 
from some of the drawbacks found in the more traditional enthalpy 
techniques. The fundamental pioneering work done by Caginalp 
and co-workers in the past two decades has given the phase-field 
formulation a sounding mathematical basis, by asserting the 
existence and uniqueness of solutions, and extending the main 
results for multidimensional anisotropic cases. But, so far, the PF 
model has missed a thoughtful investigation of its engineering 
usefulness, as conceming its potential of yielding robust and 
reliable numerical altematives for analyzing actual phase-change 
problems. Since the phase-field evolution equation was first 
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suggested from a simple thermodynarnic argument based on the 
free--energy minimization, it was a common belief, until recent 
years, that its extension to non-isothermal cases would require a 
fundamental revision, leading to a fairly complicated formulation 
based on an entropy non--equilibrium principie (which would 
involve unknown response coefficients); while this is still an open 
question, ali numeric investigations done so far have indicated that 
the PF solutions do approach the correct limit in the sharp­
interface problems. lt is therefore natural to expect that more 
complicated multi-dimensional phase-change problems deserve to· 
be formulated by a simple phase-field approach, in which the 
classical transport equations for mass and momentum couples in 
a simple way to the phase evolution equation. The computational 
task for such a program would involve the numerical relaxation of 
the coupling between the stiff phase field with the phase­
dependent classical mass and momenturn, but it is apparent that 
such a program is promising if one recalls the complications of 
considering explicitly the geometry of the solid-liquid interface; 
not to mention that the classical approach does not allow for 
metastable states which arise in situations too far from the 
thermodynamic equilibrium. Finally, it should be mentioned that 
the PF equations are, fundamentally, a mean-field approach; 
therefore, its validity for studying phenomena where fluctuations 
play a fundamental role (such as nucleation, noisy side-branching 
of dendrites) remains to be investigated. 
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Table 1. Numerical settings during PF simulations 

Ç · 1.25Ax o=(2/3)Ç y T~ a EPS 

0.03125 0.0208333 9.0 -w·• 0.02974 w·• 

0.0125 0.008333 " " 0.07437 " 

0.00625 0.0041666 " " 0.1487 " 

0.03125 0.0208333 0.09 -!O' 0.0009114 10'' 

0.0125 0.008333 " " 0.002279 H 

0.00625 0.0041666 " " 0.004557 " 

Table 2. Optimum parameters and computer timmings 

AI ll CPU time Machine 

0.05 1.8 4'23" SPARC-11 

0.05 1.8 11'46" SPARC-11 

0.025 1.75 8'28" DEC 3000 

0.005 1.75 58" SPARC-11 

0.0025 1.65 2'29" SPARC-11 

0.00125 1.6 8'28" SPARC-11 
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RESUMO 
As técnicas numencas largamente utilizadas em simulação de reservatórios de petróleo 

empregam, em gero/, malhas cartesianas. Recentemente, esforços estão sendo realizados no sentido 
de desenvolver novas fenumentas as quais utilizem coordenadas generalizadas e malhas não 
estmturadas. O presente trabalho emprega malhas não estmlllradas geradas de acordo com o princípio 
de Voronoi. A idéia global é desenvolver metodologias eficientes usando métodos adequados paro a 
solução do sistema linear obtido do esquema numérico com malhas não estmturadas. 

INTRODU CÃO 

A simulação numérica de reservatórios de petróleo é uma 
das principais ferramentas disponíveis ao engenheiro de petróleo 
para predizer questões vitais de uma determinada bacia petrolífera, 
uma vez que por questões de localização da bacia, das dificuldades 
de escala e complexidade do problema real, é bastante improvável 
que respostas como vida útil do reservatório, capacidade de 
produção, etc., possam ser respondidas unicamente atráves de 
experimentos em laboratório. 

As técnicas numéricas disponíveis dividem-se 
fundamentalmente em métodos baseados em balanços de 
componentes (volumes finitos), método das diferenças finitas e 
método de elementos finitos. Qualquer que seja a técnica numérica 
empregada é preciso que seja realizada uma discretização do 
domínio de cálculo. A discretização mais utilizada em simulação de 
reservatórios utilizando o método das diferenças finitas é a 
cartesiana, por facilitar a discretização dos termos de fluxo e gerar 
sistemas lineares mais simplificados (Y anosik e McCracken , 1979; 
Rubin e Blunt, 1991; Pinto, 1991) Entretanto, existem algumas 
dificuldades relacionadas com a sua utilização. Os resultados 
obtidos com malhas cartesianas utilizando esquemas de primeira 
ordem nas permeabilidades relativas dependem da orientação da 
malha em relação aos poços injetores e produtores. Outra 
dificuldade no uso de malhas cartesianas é a dificil representação 
de reservatórios com frontreiras arbitrárias e falhas geológicas. 

O uso de malhas coincidentes com a fronteira contorna a · 
dificuldade da representação de reservatórios com fronteiras 
complexas e permite também maior flexibilidade na representação 
de falhas geológicas ao longo do reservatório. Os primeiros 
trabalhos nesta linha utilizam coordenadas curvilíneas ortogonais 
(Fleming, 1987; Sharpe, 1993) que dá origem também à esquemas 
de esquemas de cinco pontos. A ortogonalidade é uma restrição à 
flexibilidade da malha e uma forma de eliminar esta limitação é 
trabalhar com coordenadas curvilíneas não ortogonais (Maliska et 
ai., 1991; Maliska et ai ., 1993). Neste caso, o esquema numérico 
para o caso 20 passa a ser de 9 pontos, mas este fato deve-se 
unicamente aos termos cruzados do tensor métrico e não a uma 
melhor aproximação dos fluxos de massa nas fronteiras do volume 
de controle. 

Pedrozá e Aziz (1986) propuseram o uso de malhas 
híbridas, com uma combinação de malhas cilíndricas e cartesianas. 
A geometria cilíndrica é usada em volta de poços verticais e a 
cartesiana no restante do reservatório. Mais recentemente, 
Deimbacher e Heinemann ( 1993 ), Chien e Northrup ( 1993) 

propuseram o uso de refinamento local dinâmico com a malha 
dentro dos subdomínios podendo ter geometrias diferentes da malha 
cartesiana global (restante do domínio). . 

Palagi (1992) propôs a utilização de malhas de Voron01 
híbridas na solução de problemas de reservatório A malha gerada 
utilizando o princípio de Voronoi dá origem a volumes de controle 
cujas faces são sempre ortogonais ás retas que unem o ponto 
gerador do volume de controle em questão aos pontos dos volumes 
vizinhos. Isso, por sua vez, facilita a realização de balanços de 
massa, energia, etc. Obviamente que todos os tipos de malhas 
localmente ortogonais podem ser vistas como casos particulares de 
malhas de Voronoi (cartesianas, cilíndricas, coordenadas 
generalizadas ortogonais, etc). Como as diversas grades utilizadas 
em simulação de reservatório são casos especiais de malhas de 
Voronoi, Palagi (1992) propôs a combinação de módulos 
(cartesianos, cilíndricos, hexagonais ou irregulares) ~ara ~ 
discretização do domínio. Observa-se, portanto, a tendencta a 
generalização dos métodos em engenharia de petróleo. 

Malhas não estruturadas tem uma grande vantagem sobre 
malhas estruturadas porque na maioria dos casos os problemas que 
se deseja resolver ocorrem em geometrias complexas. Trabalhando­
se com malhas estruturadas nem sempre é possível resolver um 
determinado tipo de problema sem que se tenha que fazer uso de 
vários dóminios, mesmo trabalhando-se com coordenadas 
generalizadas Em malhas não estruturadas este problema não 
existe e é também muito mais fácil a realização de refinamento 
local da malha. Entretanto, a matriz jacobiana além de ser esparsa, 
geralmente não tem nenhuma lei de formação . Neste . trab~ho 
apresenta-se resultados obtidos para o escoamento tmtsctvel 
óleo/água em geometrias 20, utilizando as grades de Voronot 
híbridas. O programa utilizado para a geração dos dtagramas de 
Voronoi foi desenvolvido por Maliska Jr (1993). A metodologta 
implementada é totalmente implícita e o sistema linear resultante é 
resolvido pelo método GMRES aplicado ao ststema 
precondicionado por um esquema de fatoração inco~pleta Es!e 
trabalho faz parte de uma linha pesquisa CUJO obje!tvo e a utthzaçao 
de malhas não estruturadas aliada a solução eficiente dos sistemas 
lineares oriundos de seu emprego. 
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FORMULA CÃO 

Assumindo que exista somente duas fases imiscíveis no 
reservatório (óleo (o) e água (w)) e desprezando os efeitos de 
pressão capilar e gravitacional pode-se escrever a equacão de 
conservação volumétrica para a fase p como, 



_E_(~~) = V.[ .\P VPJ + qP 
at p 

(1) 

onde ' é a porosidade e BP é o fator de formação volumétrica da 
fase p. s, é a saturação da fase p, P é a pressão dos fluidos 
presentes no reservatório e q, é a vazão volumétrica nas condições 
de estocagem da fase p por unidade de volume do reservatório, 
positivo, para injeção e negativo para produção. "'., é a mobilidade 
da fase p, definida por, 

K 
.\ = K_!!_ 

P l'pBp (2) 

onde K é a permeabilidade absoluta do meio, K.,. a pemeabilidade 
relativa e Jlp a viscosidade, respectivamente, da fase p. 

A Eq. (1) é válida para os duas fases presentes no 
reservatório. Escrevendo a mesma para as fases óleo e água 
constata-se que exitem três incógnitas (S., S., e P) e apenas duas 
equações. A equação para o fechamento do problema vem da 
restrição volumétrica. 

sw + s. = 1 (3) 

INTEGRAÇÃO DAS EOUACÕES GOVERNANTES 

A Fig. 1 apresenta um volume de controle de Voronoi. O 
ponto i é o ponto gerador e os pontos j's seus vizinhos. Para cada 
ponto j é possível alinhar um sistema cartesiano local x'-y' de tal 
forma que o eixo x' (linha que une o ponto i ao ponto j) seja 
perpendicular a face do volume de controle e o eixo y' paralelo a 
esta face. 

d;J 
L_ 

j =2 ~ 
\ 

/ 

X 

.,~= l 

0/ 
"" 

j=3!~-
'l-- d;J 

y']'.-:" 
----- I ------: '' 

I ' ' 

I 

•j=4 
Fig. 1 - Volume de controle de Voronoi 

A Eq. (1) será integrada no volume de controle e no 
tempo, 

JJ:t(~~)dVdt = ffv·(.\/JP)dVdt + ffqpdVdt (4) 
y t p y t v t 

Para a integração da Eq. (4) é assumido que o fluxo 
convectivo através de cada face ij do volume de controle i é 
constante. Uma vez que o sistema cartesiano local x'-y' é 
perpendicular a cada face do volume de controle, o cálculo do 
primeiro termo no lado direito da Eq. (4) é bastante facilitado. Para 
cada face ij, o gradiente irá depender unicamente dos valores de P 
nestes pontos. Fazendo uso do teorema da divergência, realizando 

as integrações da Eq. (4) e representando t + dt por n + 1, tem-se 

( ~vsp)".
1 (~vsp)·-~ T .\•·1(p••1_p••1)+q-••1 (5) -- - Tli -L.,., 11 p,11 pJ p,l p 

flt BP 
1 

t p 
1 

}•1 

Da Eq. (5) pode-se ver que tem-se uma metodologia 
totalmente implícita uma vez que na Eq. (5) existem termos 
(mobilidades e fator volumétrico, por exemplo que dependem das 

incógnitas do problema (SP e P)). qP é a vazão volumétrica da 

fase p nas condições de estocagem e N, o número de vizinhos do 
volume i. O termo T,J na Eq. (6) é conhecido como fator de 
transmissibilidade, e é o produto de fatores geométricos e da 
permeabilidade absoluta, dado por 

T = ( bhfcK) 
lj d 

lj 

(6) 

onde h e b são a altura e largura da face ij, respectivamente. f, é 
uma correção a ser aplicada para as malhas radiais em volta de 
poços verticais, de modo a tomar o esquema de discretização 
cilíndrico em volta do poço. 
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O sistema de equações é resolvido iterativamente usando 
o método de Newton. A forma residual da equação de conservação 
do componente p para o volume i é 

N, ( K )••1 R =~T _!!_ (p••1_p••1)+-••1 
pJ L.,., lj B 1 I qp,l 

1•1 l'p p lj (7) 

( ~v sp)".1 
_ (~v sp)" . _ Tli Tli ,p-o,w 

t p I t p I 

Expandindo o resíduo em série de Taylor, tem-se 

(
aP )v JÇ,t' = IÇJ + ~ a;i llX 

(8) 

onde v é o nível iterativo e X representa as incógnitas (P e Sw). 
Assumindo-se que o resíduo na iteração v + 1 é zero, tem-se 

~ __i!i. d_xv•I = -Rv. ·p=ow (9) ( 
aP . )v 

~ ax .. p.•' ' 

As incógnitas (P e Sw) são calculados após cada iteração 
newtoniana, como 

xv+l = xv + âxv•l (lO) 

e a solução é aceita quando todas as tolerâncias são satisfeitas, de 
acordo com 

v+l • 
llP0 1JlU. ~ llP01JlAX 

As••1 A • ~ wp>aX ~ ~sw_ 
( 11) 

SOLUÇÃO DO SISTEMA LINEAR 

Para resolução do sistema de linear, usou-se o método 
GMRES (Generalized Minimal Residual Algorithm), introduzido 
por Saad e Schultz (1986), e faz parte de uma classe de métodos 
(ORTHOMIN, ORTHODIR, ORTHORES, GCR) obtidos por 
generalização do método dos Gradientes Conjugados clássico. Para 
simplificar a notação, considere que o sistema linear newtoniano 
seja seja dado por 

Jx = f (12) 



onde Jrepresenta a matriz jacobiana, x o vetor solução e/ a função 
resíduo. Para resolver o sistema dado pela Eq. (12), busca-se a 
solução aproximada x1 da forma x 1 = x. + zk> onde x. é a 
aproximação inicial e z, pertence ao subespaço de Krylov : K,={ r., 
Jr., .... ,J'-1 r.}, com r.= f- .Ix •. O método consiste em gerar uma 
base ortonormal de K, e minimizar a norma do resíduo neste 
subespaço . 

O processo de ortogonalização não pode ser completo 
quando considera-se sistemas de grande dimensão . Neste sentido, 
a cada m iterações o processo deve ter um novo recomeço, dando 
origem a versão GMRES(m), onde m é um número inteiro . 

Uma característica básica dos métodos iterativos é a 
utilização de precondicionadores, que são empregados para a 
acelerar a convergência do método . A maioria dos 
precondicionadores usados em esquemas numéricos são aqueles 
baseados em fatoração LU incompleta (Behie e Vinsome, 1982; 
Behie e Forsyth, 1984) Neste trabalho usa-se como 
precondicionador a fatoração incompleta dada pela fatoração da 
matriz jacobiana simplificada. Isto é feito selecionando um certo 
número de diagonais principais. Designa-se a matriz de 
precondicionamento por M. 

Algoritmo GMRES. Dado o vetor aproximação inicial x. 
e a matriz de precondicionamento M, faça 

passo I - Inicialização 
r.= M 1 (f- .Ix.) e 1'1 = r)lr. l 

Passo 2 - Ortogonalização 
paraj=J, ..... ,m 
wi = M.Jvi 
u9 = (wi ,vi), i=I, ... J 

j 

wj- wj- Euijvi 
i=l 

uj+IJ = I wf+J I 
vj+t = wj+t I uj+tJ 

Passo 3 - Solução corrente 
x,. = x.+ V .J',., onde y,. = min lfk1 - U, Yl e p = Ir. I 

Passo 4 - recomeço 
r,. = M 1 (f- .Ix,) 
se lr .. l < TOL pare 
senão 
x . = x,. e V 1 =r,. /lr,.l vá para passo 2 

O passo 2 do algoritmo é crítico, pois aí está envolvido o 
mawr esforço computacional. Também, para obter melhor 
estabilidade numérica e uma taxa de convergência mais rápida, foi 
usado esquema de Gram-Schimdt modificado. No algoritmo acima, 
e1 é o vetor canônico de n+/ componentes, TOL é tolerância, 
V,=fvw.,vJ e U,. é uma matriz de ordem (m+l)xm do tipo 
Hessenberg, obtida pelos elementos u9 gerados no algoritmo 

RESULTADOS 

Com o intuito de validar a metodologia utilizada são 
apresentados alguns resultados obtidos para a configuração de cinco 
poços e comparados com aqueles obtidos por Palagi ( 1992). A Fig. 
2 apresenta uma malha hexagonal híbrida com 445 volumes, 
bastante similar à utilizada por Palagi , ( 1992) 

Os dados fisicos e geométricos para a geração dos 
resultados que são apresentados a seguir para a malha da Fig . 2 são 
listados na Tab . I . Foram simulados dois casos para o problema 
proposto por Palagi (1992) . As curvas de permeabilidade relativa 
para o escoamento são dadas pela Eq. ( 13 ). A Fig 3 apresenta os 
resultados obtidos para duas razões de mobilidades I O e 50, 
respectivamente Pode-se observar que os resultados obtidos estão 
coerentes com aqueles de Palagi (1992) . 
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Krw = S~ 
Kro = (1 - S,,Y 

M = l'oll',. 

(13) 

Tab . I - Dados fisicos e geométricos do reservatório - caso 1 

Dados do Condição inicial Propriedades fisicas 
reservatório 

K=J2,5xlU15 m 1 si= o ll. = 1 o-3 Pa.s 
h= 6,09 m P;=6,893xlfl Pa ll .. = 1/M xto-3 Pa.s 
A = 1,6xltl m1 

iqP~ = lq;~ =1,110-4m3/s 
; = 0,08 

. ..---· 

c.= c,.= 1,45xl0-9 Pa-1 

P-Prodator 

p 
Fig. 2 - Malha hexagonal-híbrida com 445 volumes 
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Fig. 3 -Malha hexagonal-híbrida- M=IO,M=50 

Para demonstrar o potencial da metodologia empregada na 
representação de geometrias complexas são agora apresentados 
resultados obtidos para uma configuração mais próxima daquelas 
encontradas em recupeção de petróleo. A configuração é composta 
de 8 (oito) poços, sendo que 6 (seis) são poços produtores e 2 
(dois) injetores. Os resultados que serão apresentados a seguir 
foram reproduzidos com duas malhas hexagonais híbridas, com 804 
e I 024 volumes, respectivamente. A malha mais refinada tem 16 
volumes ao longo do ângulo de abertura de cada poço e 12 a mais 
grosseira. A Fig. 4 mostra a malha mais refinada. Os dados fisicos 
e geométricos estão listados na Tab. 2 e as curvas de 
permeabilidade relativa e viscosidades são dados na Eq. (14), todos 
no SI. 



Fig 4 - Malha hexagonal híbrida com 1026 volumes 

Krw = (S-0.2)( -25052 +32S- 55) 
K.., = 1 - k,. 

1-1,. = 10'3 (1 + 1.45-12 (P-1.37 107)) 
(14) 

IJ
0 

= 1.1163 10-2 (1 +1.45-12 (P - 1.37 107)) 

Tab. 2 - Dados fisicos e geométricos do reservatório - caso 2 

Dados do Condição inicial Propriedades tisicas 
reservatório 

K=3x10'13 m2 s, = 0,3 
qP1=qP3 =-9,210-4 m3/s h= 15m P1=2,413x 107 Pa 

A= 1,82xl06 m2 qP2 =-1,110-3m3js 

+ = 0,30 qJ>f,; -5,52104 m3js 

qpj=qpó=-1,3610-4m3jJ 

q11 =2,9410-3m3js 

q12 = 2,02410'3 m3js 

c.= c,.= 7,25xto·' 2 Pa·' 

I 

A Fig 5 apresenta as curvas de volume de óleo 
recuperado no poços I, 3 e 5. Pode-se observar que os resultados 
obtidos são independentes da malhas utilizadas e que o volume de 
óleo recuperado é muito inferior com aqueles apresentados na Fig. 
3 para a configuração de cinco poços. 
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Fig. 5 -Malha hexagonal-híbrida com 1026 volumes 

CONCLUSÕES 

Os resultados obtidos mostram a potencialidade da 
metodologia e sugerem que mais investigação seja realizada no 
sentido de tornar os sistemas lineares oriundos da utilização deste 
tipo de discretização mais facilmente resolvíveis . O uso de malhas 
de Voronoi , em função de suas características geométricas contribui 
também para diminuir a difusão numérica sem a utilização de 
esquemas de interpolação complexos. 
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ABSTRACf 

The numerical techniques widely used in petroleum 
resevoir simulation employ, in general, cartesian grids. Recently, 
efforts are being done in order to develop news tools which uses 
curvilinear boundary-fitted and unstructured grids. The present work 
uses unstructured meshes generated following the Voronoi 
definition. The global idea is to develop efficient methodologies 
using suitable methods for the solution of the linear-system 
obtained with unstructured grids. 
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QSUMO 
É limulada mmeriumeme a desc~ de um jllo bidimensiollll ilotémlico e llmDr em um IIDbieote 

uoif'OOJK c:ooleodo o DlCIIDO füdo do jlto. UtEa·IC o nXtodo dos voUnCI fütos. Detdlcs da soluçlo mmmca 
slo diJaDdol, como u dlmeru:6es l!pfOpli8da do domúlio de dk:ulo e 1 llpliCiçlo dll c:OIIdlçGes de contorno, já 
que lnà·IC de um problema de ft'omcn livre. Tres tipos de jltos slo estudados. Pn o cuo de jato aissilru!trico 
os relllbdosllo comp.-.dos com d8dos ~ e ~os eJisteules. Tllllbmn alo estudados os e~~os de 
jlto plloo ~o (dcac:ampdo cm IIDbicmc calmo) c olo-limétric:o (desc~m:~o cm IIIIIOOJtc com csco110cuto 
trm~Ver~IIIO jlto). ÜllbU de ciiii'IDe e perfis de velocidades alo apresemados pan 01 CUOI estndldos. 

JNTRODUÇÃO 

O fco6meno da dcmrp de um füdo cm um IIDbicnte ~ um 
imeressame problema da meclnica dos ftuidol eocoando em divenos 
c110pos da cugenblria, cspccialmcDtc no que diz respcilo ~ descarga de 
rejeàos cm leitos aquosos ou na llmosfera. Um estudo experimenhl 
sobre jatos uissimétricos toi feito por Abikc c Ncmoto (1988). latos 
llmilwes com tnnsferencil.de calor fOI'IID esllldados por DilkniDn ct ll 
(1989) c Ludlcfski ct 11 (1992). O cscoiiiDCáo bidrodiolmico de jltos 
Ubulcolos plmos, ais~os e 1ridimensionlis foi càUdado por 
Quim c Militl.er (1986), Cruz (1991) c CocJb.o (1989). Thompson c 
Neto (1987) estudlnln teórica e experimentalmen o eKOIIDentO de 
jltos pl1110s sujcilos ~ czcitaçlo ICÚititl pcriódic:L 

O objelivo do preseote trlblllo ~ o esrudo da soluçlo JUDéricl 

do escoiiDCDto de um jato lalnilm", isotmnico e bilimcnsionll de um 
fluido sc:ndo descarregado cm um IOibieote aberto ocupado pelo me101o 
Ouido do jato. Investiga-se: 1 sáia quest1o das dimc:Dsllcs do domiDio de 
c61culo e 1 aplicaçlo de condiçlles de contorno em escoamentos com 
fronteira livre dos quail o probkma dos jatos é um bom czeqllo para 
esse esrudo. 

Na fig. 1 temos Ullll repreiCIDçlo csqucmitica do problema 
com a posiçlo do siJtcma de coordenadas utilizado ( I , y p .. o cuo de 
um jato plmo e I , r para o cuo de jlto uissimétrico ). Tr!J tipos 
distintos de jatos slo estudados: 

1) 11to tridimcmional aissim&co descarregado cm IIDiricmc 
cm repouso; 

2) Jl&o plano descarrepdo cm ambicme cm repouso 
(bidimensiooal e siméttico ); 

3) Jato pl1110 descmegado cm 110bicntc com velocidade 
perperuicular ~ direçlo da descarga (bidimeosiooll, nlo simétrico).-

F Fronteira Norte E 

Fb:O ~--------: 
~ I 

Bocal y,r9 d i Frooteina 

1 
: Leste 

- - Frontcín Sul- - -l 
FJt. 1 - Esquema do problema 

EOUAÇOES GOVERNANTES 

O problema de meclnica dos fluidos (no prescme trabalho 
p1.0111cute bidrodintmico) t descrito peJas cquaçllcs da conscrvaçlo da 
musa e da conserY~Çio da quaolidlde de movmeoto. No modelo 
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matcnJjtico Ulilizado para descrever o fcn6meno fisico do prescute 
problema fonm •IUIJlidu u hipóteses de Ouido oewtOiàoo; 
cscollllellto laminar, bidimcnsiollll e incomprcsávcl; propriedades fisicu 
cOOitlmcs e repne perDIIIlelé. 

CQNPIC0Es DE CONIORNO 

A correta aplicaçlo du condiçllcs de contorno consôtui elemento 
decisivo para obtcnçlo de bons resubdos na soluçlo de problemas DOs 

quais olo se tem perfcilllllentc defloidas u ft'ontciru do domúJio. Tlllto 
o tipo de coodM;Io de contorno como a poliçlo cm qu.c da deve ser 
aplicada inftucm sitDiflciiÍYIIIDCDle na qualidade da soluçlo IIUID6rícL 

Rcfc:mdo-sc: a fig. l, temos na descarp do jalo (sc:~o AB) 
velocidade prescrita u ""Uo (Re). Ao longo da p.-ede (segmentos AF e 
BC) temos condiçlo de nlo deslizamento c impcnncabilidadc, u =v-= O. 
Suficientcmentc diJtiDte da descarga (scgmemo CDEF) optou-se por 
cspcdftc.- condiçllcs de escoamento localmcute plll'lbólico, ou seja 

di lN di lN 
-=-= O cm DE e -=-=O cm CD e EF (1) 
l!l l!l /)} /)} 

por entendermos que este é o tipo de coodiçlo que mellor pode 
representar o que ocorre neste tipo de problema. uma vez que na 
realidade nlo dilpomos de coociçGes de comomo nu ftomeiru liYrel. 

Na verdade u condiçllcs dadu por (1) só poderiam ser aplicadas 
DO infinito 1011, DO CDtlotO, I limitaçlo do dominio é nece110 p ... I 
obtençlo de Ullll soluçio mméricL O procedimento adotado Cldo é o 
de estender o dominio até 1DDI posiçlo suftcientcmente atistada da 
descarga do jato de IIIIDCin que 1 qullidadc e 1 prccislo da soklçlo 
scjiiD sltisfatóriu. 

A nllUreza do problema do jato, qu.c apreseiD o c.-.ctcriltico 
fenômeno de incorporaçlo de musa ao jllO, ou "enlrainment". nlo 
pcnnitc aplic:• coodiçGcl de DiridJlct para a vclocidadc na rcr'Jio aberta 
do dominio (segmento CDEF). A aplicaçlo de condiçks de c:ODlomo de 
2 • espécie cm 3 das 4 fronteiras do domlnio faz com que a 
convergência da soluçio seja mais lenta. uma vez que slo coodiçGcl 
fracu. Em outras palmu, o método numérico deve ser robusto. 

No cuo do jllo desciiTCgado em ambiente com velocidade 
trmsvcrsal, u condições de tontorno para a fi'onten sul (CD) slo u = O 
e v= v0 (Re), coostDe. Nu demais faces • eoodiçlles de comomo 
slo u IDCIDlU descritas acima. 

Para o estabelecimento du dimenalles do domúJio de dlculo 
foram fcilos diversos testes nos quais os perfis de velocidades nas dou 
direçks fOfiiD analisados para a veriftcaçlo da vaidade da aplicaçlo du 
condições de contorno locllmcntc plrlbólicu. Pn os cuos dos jllos 
simftricos (plmo c aissiméttico) o domlnio foi ftDdo com comprimento 
c scuá-abura respectivamente iguais 1 300 c HO vezes o tamanbo do 
bocll de descarga do jato. Foi testado um cuo com donánio 600 I 300 
vezes o tamlllbo do bocal que apresentou diferença desprczlvciJ cm 



relaçlo ao domínio 300 x 1~0. Maiores dctdlcs a respeito do tamanho 
do domillio pn todos os c110s estudados saio vistos logo Dllil. 

MÉTODO NlJYÉlUÇO 

Foi utilizado o m~odo dos volumes finitos em coordcnadu 
~- Este novo sistema coordenado, coD:iclcotc com a 
ftooleira do domloio, é dado pela transformaçlo 

~=~(x,y) TJ=TJ(X,y) (2) 

Como está se usiDdo mallw esúUlurldu, é llllis convcoieotc 
transfOIDJif a cquaçlo cifercncial c iotcr;rí-la no dominio (~ , TJ), do que 
integrá-la no dolllÚIÍo (x , y) irregula'. A equaçlo tnosfonuda, pn uma 
variável + genérica, tem a forma 

lD éJ éJ éJ tJ+ -. 
--(p+)+-(pu+)+-<JJY+>= -(Jar• --Jpr• ~)+ 
J éJt ~ éJT] ~ ~ éJT] 

(3) 

~(J1r• B+ -Jpr• «'+)+s• 
éJT] éJT] ~ 

onde J é o Jacobiano e a. ~ c y sio métricas da traosformaçio. Neste 
sistema, u linbu coordenadas coincidem com as frontdns do domínio 
de c61ajo. As YlriiveiJ dependeolet, represeotadu por + , slo IDIDlidll 
no novo sistema de coordenadu. Delta forma. cominuamos tendo u 
equaç6es de conservaçlo da musa, de conservaçlo da quantidade de 
movimcmo na c&-cçlo x e de conservaçlo da cpUIJtidade de movmeuto 
na dircçlo y escribs no novo sistema de coordenadas. A r;nnde 
Yllltlgem é que podemos resolver problemas em geometrias u IDiil 
divenu com o meano código computacional Além disso, uma outta 
gnodc: Ylllbgem é que, devido is liobas coordenado coioci.direm com u 
ftomens do domlDio, nlo do necesririu irtterpolaçfles quaodo da 
apkaçlo du condiç6es de contorno, o que diminui muito u imprecis6es 
do método nummco. Com o uso de coordenadas tcneralizadas tmnbém 
tonma-se IDiis simples a adequaçlo da malha ao problema, de forma a 
melborw a qualicDde da s<Wçlo, là"Ms de mudmça de oricotaçlo, 
cooceulraçlo ou afutamcuto de liobu. 

A equaçlo transformada (3) é entlo iotegrada no espaço (volume 
clc:meullr li~ x liTJ ) c no tempo a fim de obter-se uma cquaçlo algalrica 
pn o volume. Detallcs desta iater;raçlo slo apresemdos por Maliska 
(1992). É 1dizado o mmjo colocllizado de variivcia, isto é, os volumes 
de colllrolc pn todas u varüveis dependentes ( u, v, p ) coincidem. É 
adotada uma fomwlaçlo implicita. isto é, todos os tcnnos do avaliados 
no instante t + M. c com derivadas para trti para IMIIiar a Vlriaçlo 
tcmponJ. Após a ~çlo há a necessidade de avaliar os valores de + c 
suas dcriYadas nas faces do volume clemcnlar. Pn tanto. faz-se uso de 
fimçllcs de iompolaçlo. No cao, o esquema adotado é o WUDS -
Weigbted Upstrcam Differeocing Scheme- (Riitbby e Tomoce, 1%7). 

Como se csti utilizaodo um método segregado de: soluçlo pn o 
sistema de cquaç6es difereociais, em que cada equaçlo é resp0111ável 
pelo IIYIDÇO de: uma YliiÜYcl, é necc:ssério empregar um ~odo pn o 
tntameuto do acoplamento prcsslo-velocidade. Neste tnbalho o m~odo 
adotado foi o SIMPLEC (Van Doonnal c Railbby, 1984) c: o código 
compulacionalldizado foi o SINFLOW,1993. O conjuoto das equaçflcs 
de cada vobnc: c1cmcnbr constitui um iÍitCDllliocar de: cquaç6cs que 
foi resolvido aplicando o ml!todo TDMA. ligc:inmente modificado, uma 
vez que a IDIOiz dos cocficicmcs possui 9 qomú. 

Embora busque-se somente a soluçlo do problema em l'e@.ime 
~. os termos tnmicotcs forwn mmtidos no método JUDérico 
com a llnalidade de ac ter um melhor controle do llYIDÇo da sotiçlo. A 
adoçlo de um incremento de: tempo que ganotissc a co~ foi 
fc:à pela dc:termio8çlo do imcrvalo de tempo que o fluido do jlto leva 
pn percorrer o primeiro volume clcmcnbr após a ma descarga. 
conforme mostrado DO esquema abaixo. 

--- ----- Ax, 
(4) 

Uo 
ât0 =-

Uo 
Fíg. 2 
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Oii valores de: M. que lc:vanm a soluçlo a couvcrgir variam de: 
o.~ Mo a 10 Mo .Valores menores ou mliores , na maioria dos casos. 
lcYinmà~ 

CJXmOI de c~ Foram uôlizados 2 critérios de 
coovcrgencia. Um deles, por tratar-se: de: um problema puramente 
tMroclio*nico, bacia-se na Ylliaçlo du velocidades cartclliaou u c: v. O 
segundo crilmo baseia-se no bllloço global de musa, isto porque o 
problema tem ftontcnl com &no de musa c condiçlo de contorno 
localmente pll'lbólicu para a velocidade. O critério de: erro pn u 
velocidades 6 o seguinte: 

...... _ •. 
e=--=---"'-
" .::: - +:.:' 

(~) 

Desta forma o erro esti nonnalizado em funçlo da variaçlo de: + 
evilmdo que re~cs do escoamento que nlo sejam ár:oificlllivu 
retardem a coaverg!ncia da soluçlo. O valor de ey adotado foi 10-4 . 
Testes fonm feitos com Yllorcs de ey menores mu nlo bouvc 
IDIJdaoça noi perfis de velocidades nem nas liobu de corremc. No 
segundo critério de: coJJVert!ncia, o erro no balanço de: musa é calculado 
como 

e 
_ m011 -mill .. - (6) 

mjot 

O IIIIIIICRdor da apresslo acima é o resfduo no balanço ~~~ 
de massa e o denomioador 6 o &no máJmo do jllo que coira. O Yllor 
de Cm adoado foi de 10·3 . o problema 6 considerado coovc:q:ido 
quando os 2 cmmos estio satisfeitos. Logicamente que em um problema 
real nlo tem scotido atender 2 crit6rios. Aqui isto foi feito pn ~ a 
quüdlde da s<Wçlo. 

DW~ODODOMllaO 

A obteoçlo de uma malha adequada ao problema 6 um fiior 
decisivo pn a qualidade da soluçlo. Pn o problema do jato. nlo só o 
tipo da malha e a disposiçlo dos vokJmes é importante mu tmlbém o 
tamanho deita. Conforme jé foi discutido no item referente às condiçlles 
de contorno, a extcnslo do dominio de dlculo deve ser mftciente pn 
pcnnilir a aplicaçlo da condiçlo de escoamento locllmc:olc pn61ico. 

Para os cuos de jllo aissim~co e plano com simetria 1 IDIIba 
utilizada pode: ser vista na fig. 3. com 100 x 100 volumes c urna 
concentraçlo na regjlo de descarga. bem como ao longo da 1iDba de 
simetria, que é a re~ onde se cncootnllll os IDiiores r;radieolct de: 
prcsslo e velocidade. A malha tem comprimento c llrura respc:ctivamcnte 
de 300 e 1 ~o vczc:s o tamanho do bocal de: descarga c foi gerada 
algebricamcnte. 

Jllo - F"~. 3 - Malba pn os problcmu liméáicos 

Para os casos de jllo plmo nlo sim~o. isto 6. dc:sciiTC~do 
em ambiente: com escoamento pcrpc:ndicular à c&-cçlo da descarga, a 
malha UliJizada pode: ser vista na fig. 4, com 100 x 100 volumes e uma 
concentnçlo na regiio de: descarga. que Dlo está DO centro da frontcin 
oeste da malha, mu sim deslocada mais pn o lado da fronteira sul. Isto 
deve-se ao fato de: que o escoamento no ambicnle é YGrtical, de baixo 
para cima, isto é, a condiçlo de contorno na ftomeira sul t! de: velocidade 
prescrita v = v0 (Rc:), coostmtc, e u =O. Os efeitos do jato sobre: o 
escoiiDCIIlo traDsvcnal do IIJibiente slo omito menos senli.dos 1 

montmtc do bocal de desc.-ga do que a juzmtc do mesmo. como será 
visto nas linlw de: corrente . apresentadas DOS resultados. A malha 
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fi&. 4 • Malha p ... os problcmu olo-simaricos 

menor tem cCIIIJpDneoto c lltura de 1 SO vcz.cs o tlmlobo do bocal de 
descarga e foi utilizada DOI CIJOI em que I velocidade lrlnVmaJ ~ igual i 
velocidade da descarp do jato. A IDIIIba llllior tem c~ento e albn 
de 300 vezes o tamlllbo do bocal de descarga e foi utilizada nos cuos 
cm que 1 velocidade da desc~~p ~ 10 vezes maior que 1 velocidade 
transversal. Ambas as malhas fonm obtidas llrllVts de geraçlo elptica. 

COMFARACÃO COM RESULIADOS DA UTERAIURA 

Nesta seçlo slo conftonbdos algtm ren*ados obtidos neste 
tnlbalbo com owos oum~cos c ctpmmcntlis dispomveis DI lltcrltura, 
possibilitlndo 1 comparaçlo dos meanos e Yiaodo dar creclibiidade 
aos resultados apresentados na pró:rima scçlo. 

Abike e Nemoto (1988) realizanm experimentos p.-. estudar o 
desenvolvimento de um jato de igua Jao:Dn. e Dissimétrico 
descarregado cm um llllbiente contendo o mesmo Ouido cm repouso, 
p1n1 Rc=1S8 e Rc=J08. baseados Do diimctro do bocal iojctor. 
Dibknlm (1992) estudou o mesmo problema de Akaike e Nemoto, 
limullndo IIIJIIlCiicameme o escoamento do jato. Os rellllbdos do 
presente lnbalbo slo co~ndos com os destes dois estudos. 

Na fig. S pode-se companr 01 resultados JIUIDáicos c 
expermenbis. o griJico mostra o deciÍIJlento da velocidllde uill 
adimensional. dada por (7), ao longo da lioba de centro do jato. 

(7) 

A fig. 6 mostn o grifico dos perfil da velocidade aial 
adimcnsional. dada por (8), ao longo da scçlo nosvcnal do jalo p1n1 
~ poáçllcs diJtaotcs X I d do boCIL 

U=_!_ (8) 
u_ 

onde limo: é o Vllor múimo da velocidade axial naquela seçlo do jú. 
que ~justamente 1 velocidade u DI linha de centro. 

RESULTADOS 

Nesta seçlo slo apresentados os resultados para os 3 tipos de 
jatos estudados. Os problemas do jato Dissimétrico e plano sim~co 
foram calculados para os mcanosiiiÍIDCrOs de Reynolds (Rc=1S8 e 308). 
mesmu c:ondiçllcs de contorno e mesma malha, p.-. que os resultados 
possam ser comp.-.dos. 

Um fcnGmcno c:~n~ctcristico do csc:ollllcnto de jetos é o da 
iDcorponçlo de füdo do ambiente * musa do jlto * medida que este se 
desenvolve. Este fenômeno é conbccido como "cnlraimncnt •. Na fig. 8, 
que mostn u liobas de corrente do jato ois~i~Mtrico descarreplo cm 
llllbic:nlc calmo, é fiei de ver como a musa de lüdo do ambiente Vlri 
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- Presente trabllliho 

O AkaikcclNc:moto (1988 

- - · Diblmann (1992) 

1.00 !:h 
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~ 
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0.00 10.00 20.00 
z/d 

Fig.5 

-----

0.60 

u 0.40 

0.20 

0.00 
0.00 0.50 1.00 uo 

r/ d 
Hg.6 

ICDdo IIJ'IIDda por efeilo wcoso p.-. iDcorpor.--se 10 jllo. A ftm de 
comp..- os jáos Dissimétrico c plloo limétrico com respeito 1 esse 
fcn6mcao, defilliu-tc a razio de "eolnDncnt": 

(9) 

onde me é o Imo músico que co1n DO domúJio pdu ftomcns norte e 
leste, que I§ 1 m..u iocorponda 10 jlto, e IDj 6 o Imo m6aico do jlto 
DO bocal de: desc.-p. A tlbcla 1 lfi"Cscnla os valorc1 da razio de 
C!lll'lirJmem p ... os cuos de Re=-1S8 e 308. Cabe reaabr que a razio 
de "CIIIr'IDnc:m", tal como foi definida. VIria em ftmçlo do tlmlobo do 
domlnio DI direçlo aill do jllo. 01 valores dados DI llbda acima 
referem-se 10 tlmlnbo da malha Ullda • DO cuo com dimcnslo de 300 
vcz.cs o tlmlnbo do bocal de descarp, na dircçlo niiL 

O jalo ois~o lfi"CICià um "cmnimncnt" muito maior que 
o plloo ji quc pode se dizer que ele poaui moa dimendo 1 mail , ... 
iocorpor.- IUIII por troca de quantidade de movimento, por trà·IC DI 

verd8dc de um cuo pll1iallar de escoamento 1ridimentiooll. DcWio 1 
ceder llllior cp'81didadc de movimento l m..sa do ambiente, o jlto 
uissim6trico tem um decaimento mail acentuado da velocidade aill 
quando complndo ao jato plano, como pode ser visto DI fi&. 7. 

r··r-1r:·í Plano 
2.72 
2.08 

1.00 

---- Re=308 Plano -\ 0.80 
\ r e- Re=308 Axiaimetr. 

\ 
.__ 

0.60 \ • Re=1 sa Plano 
u .... 

\ ........... --- Ro==1S8 Axillimetr. 0.40 "- -........_ --... 
-..._ 

0.20 
0.00 20.00 40.00 

x/d 
F'Jg. 7 . Decaimcmo da velocidade aill no ccntto do jlto 

Jlto Alissintlriço. Algtm resulbdos p.-. o jlto oislim~o ji 
fonm aprcscntldos na seçlo Ucrior, quando fonm comp.-.dos com 
resultados da litmlln. A fit. 8 moara u linbu de correole p.-. 
Rc=308, onde pode-se nobr o significativo amstc de maaa que vai se 
iocorponr 10 jato, o "enlrliomenl". 

Jato Plano Sim!!lriço. Foram tomldos os mesmos IÓDCI'OI de 
Reynolds do jeto llis~o. Para efeito de ComplnÇio, na fi&. 7 está 
o griJico da velocidade uialao longo da lioba de simetria p.-. os jáos 
ui.uimétricos c plloo, p ... R.e=IS8 c 308. Pode-se notar que 1 

velocidade Dili do jáo uis~o decai mais npidamentc que • elo 
jalo plano. devido ao mlior "c:ntxlinmc:nt" ~preacnbldo pelo prmcn. no 
qual ocorre IJIIll maior difbdo de quantidade de moWnento da 



·3.84E· 

~I l L l,._ '-- '- -- I 

F"Jg. 8. Liolw de comute plllljlto nissimélrico (R.e=308) 

musa que en1n1 para 1 musa de fluido do I!Dbiente, que Vli sendo 
acelerada e incorporada 10 jato. 

1lto Pllllo Nlo SioKtrico. Neste cuo o jato ~ decarrcgado wm 
llllbíente com o fluido em movimento com velocidade perpendicular a 
dRçlo de descwp. Fonm estudados 4 caos, mostrado• na tabela 2, na 
cplllllo ~ a velocidade presem. na desc~rp do jato, assumida cODJtanle 
c fimçlo do IIÚIDCro de Reynolds baseado na dimendo do bocal de 
descarga (d) 

Re = Ugd (10) 
v 

C Vo ~ I velocidade do füdo DO IIJlbicmc (DI dircçlo y), preKrita DI 
ftlce sul do cloaújo_ As loba de correme para o caso 1 estio moslrldas 
DI ~ 9. Podemos ver que a rcdrculaçlo formada na salda do jlto foi 
bem captada pela soluçlo Ollllléric:L 

A tabela 2 mostra 1 disdocia múima aproximada atingida pelo 
jlllo 10 ser enllo desviado para o ~Sido da velocidade do meio 
(lffiu I d). 

Tlbcla 2 • latos olo ~cos 
Cu o R e V o Z,.,p/d 

1 30 0.1 u.. 43.0 
2 300 0.1 Un 38.0 
3 ~ u.. 3.0 
4 300 u.. 3.8 

-

Jlto 

F"tg. 9 • Linbu de conente para jlto nlo simétrico • cuo 1 

CONCLUSÃO 

AJtuol upectos do escoamemo bichdiulmico de jlllos 
bidimensiODiis fonan previstos por smàçlo moáica cqKcgaodo o 
método dos volumes finitos, utiJizmdo ma1bu moderadamente reftnadu 
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(10.000 volumes cl.cJnent~Rs). A comp1111çlo com outros resultados 
IIUIDMcos c e~perimeotail rcvclanm UIDI boa apruimaçlo. A menslo 
suficiente do domúJio de c6kulo, para permitir 1 apicaçlo de condiçflcs 
de comomo locakneme pllllbóic11 pllll 11 velocidades cartciiÍIIW, foi 
cxtensivamCDtc testada, pllll a defDçlo das dlmensflcs apropriada& da& 
malbu. Divenos casos de jltos planos c ailslm6tricos foram estudados 
c complnldos scmpn: que posávcl. Um mcllor refinlmc:uto du ma1lw 
deve melborar 1 predslo dos resulbldot, o que olo foi feito no presente 
traballo por requerer um tempo de cOIDpláçlo ainda IDiis clcvado. 
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ABSTRACT 

Tbe nurnerical simulation of 8 Illlllinar isothcrmal jet discbarged 
io I momg 10d quict ambient iii rcalized umg I fioitc-volurnc: mcthod. 
Tbe numcrical solulion is discussed in some detail, like tbe approprialc 
sizc of thc dornllin and thc correct application of the boundary 
condilions, lince it's ao unbounded domain problcm. Tbrec types of jetl 
are studicd. For tbc case of ao uissimctric jct tbc results are compared 
wilh e~ mel numcricll data IVIi1able in thc litcrana"e. Also are 
iludied tbc cases of simctric md non simctric plane jcts. 'Ibc non 
simctric jet is the one discbarged in 10 ambient with a transvenal flow 
witb respect to tbc jct dircction. Strcamlincs and vclocity proffics are 
prcsented for tbe cases studicd. 
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(D0 - Di)/2, razão de diâmetros RR = D0 /Di, número de Prandtl Pr = 
via e de Rayleigh Ra = g ~ (T0 -Ti) L3/va. 

Kuelm e Goldstein, 1978, mcdinan expcrimentalmeotc os efeitos 
da excentricidade no processo de transfcrincia de calor global e local. 
Projahn et al., 1981, apresentaram um estudo teórico usando uma formu­
lação baseada na fimção corrente e na vorticidade cm coordenadas adap­
tadas ao contorno. Seus resultados coocordlml bem com os valores expo­
rimentais apresentados por Kuehn. Resultados semelhantes foram obtidos 
por K.arki., 1988, que utilizou uma metodologia baseada nos componentes 
covarilmtes da velocidade cm coordenadas geocrali.zadas. 

Foram selecionados 2 casos para apresentaç6o baseados no tra­
balho de Kuehn., com RR= 2,6 e Pr =0,7. O Caso I corresponde a Ra = 
4,8 x to4 e ey1L = 0,652 e o Caso 2 aRa= 4,9 x lo4 e eyiL = ..(),623. 

0 • Projohn et o l 
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0 • Kve hn c: ..:;Qld, te;n 
- colculodo .. 
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a) Caso 1 b) Caso 2 
Filura 3. Coodutividade Ténnica Equivaleotc. 
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00 04 0 .8 
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0. 8 

=O 
0. 5 

04 0.8 
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a) Caso 1 b) Caso 2 
Fipra 4. Temperatura para e= O e e =180. 

Visando uma comparaçio com os trabalhos mencionados, saio 
apresentada.. "" dil:tribuiçõee de ~ e condutividade .....U.:. 
equivalente, definida para o cilindro interno e externo, como a .razio do 
Nusselt baseado no diâmetro do cilindro cm questJo, e o NU!~SClt para o 
caso concêntrico quando somente a condução está presente, isto é, keq = 
h D ln(Do!Di) /(2 k), onde h = q /(To-Ti). · 

A Fig. 3 apresenta a variação da condutividade ténnica equivalente 
ao longo dos cilindros interno e externo para os dois casos. P~se ob­
servar uma boa concordância entre os valores obtidos e os calculados 
numericamente por Projahn e por Karki. Em relaçao 8/JS. valores experi­
mentais também há uma boa concordância Verifica-se que, onde ocorre 
uma maior divergência entre os valores obtidos e os experimentais, ·os 
demais métodos numéricos também apresentam esta caracteristica. 

A Fig. 4 apresenta, para os dois casos, o perfil de temperatura entre 
os dois cilindros ao longo da diagonal superior e = oo e diagonal inferior 
9 = 180°. Novamente observa-se boa concordância entre os resultados. 
V ale notar que cada método numérico apresenta para cada caso, alterna­
damente, regiões mais próximas dos resultados experimentais. Assim, 
nenhum método apresenta um desempenho superior 8/JS demais. 

Escoamento loduzido DWIUI Cayidade Trapezoidal O escoa­
mento laminar numa cavidade trapezoidal é um problema que nao permi­
te uma solução apurada através da utiliV'Ção de coordenadas cartesianas. 

h 

Este problema é semelhante ao escoamento induzido numa cavidade Q1IF 
drada, o qual é fartamente documentado na literldura, porán esta CODfigu­
raçio é mais adequada para testar geometrias complexas. A comparaç1o 
dos resultados é feita com os trabalhos de o.r e Y .ta, 1980 e de K~ 
lkar e Choudhwy, 1992. O estudo deste problema toma-se relevante uma 
vez que a análise de Kelkar e Choudhwy, 1992, emprega uma metodo­
logia semelhante a desenvolvida no presente trabalho. 

O problema consiste no escoamento induzido dentro de uma cavi• 
dade trapezoidal, de base inferior 2h, base superior h, e altura h, pelo 
deslocamento de suas bases numa velocidade CODSt8Dte U na direçio 
positiva da coordenada x (Fig. S). O escoamento é governado pela 
equações de conservaçio de massa e quantidade de movimento, sendd 
fimção do número de Reynolds Re = U h/v, o qual foi fixado cm 400. O 
domlnio foi dividido cm vohnnes de controle com uma maior COIICCIIJtra. 
çlo de pontos próximo as paredes (Fig. 5). Esta malha foi obtida atrav~ 
de métodos algébricos, utiliz.ando 66x66 e 128x 128 pontos nodais. 

· ·:- h-- --~j 

t~::~-/7 i i T ~ ~-· : .. ~ ::- : '.\.\,~\\;:~. "' , .. 
,;?./// /"/ /" .:' . - ~ ' \ 

J/;/JIJJ [Jl\\i\1 
I 

/i; I d "L .. I j- : .. ; t ~ ·· ,~ J_::· ·. ·· ··~ .. ·. ~-~~.-... J;'c .. ·:-+ ... ··~ .. ·\_·~.,··· ·,·.:-.\._ ~.-~·.· .. -_ /1/./l/ lj i j ; 1 : - . ·_ t ~ .. . ~- . 
1 /.-·';-" / . [ .' ~ ·. \ 1' .. ··\ '· : '.. ' . \ \\ __ _,_ .. r t /. ; L j t--- . . c~ :.::-f- _±_ __ .. _.,. -\ = C,._::\:,\ _--s::_±>, 

~ ··- 2h - ...... - -=u-· -----1 
Fipn S. Cavidade Trapezoidal . Dominio e Malha. 

- 0 .6 - cotcu6odo 66•66 m=l 
• Dou t Vanko 2S6~r256 

- -- colculodo 128x128 m=1 
........ col(ulodo 125•128 mo1.2 

Keütor e Chcxldhu •1 2 
- 1. O>U...>-LLU....LLL~c.w.J...L.......:J -Q. Jb..u..U.W.....l.LLU.o..u..<.LlliLLU......_,j 

0.0 0. ~ /H 0.8 0.0 0 .5 x/H 1 O 1 5 

a) b) 
Fieura 6. a) Velocidade U ao Longo da Linha Vertical Central 

b) Velocidade V ao Longo da Linha Horizontal Central 

A Fig. 6a e 6b apresentam o componente cartesiano u da velocida­
de na linha média vertical e o compoaente l3teSiJmo v na linha média 
horizontal, respectivamente. Para este problema, a variaçio do compo­
nente v é muito mais sensível que do componente u. Observa-se na Fig. 
6a, que para a malha uniforme de 66x66 pontos nodais, tem-se um resul· 
tado praticamente coincidente com o resultado de Darr e Vanka, 1980, 
para uma malha de 256x256. Já para o componente v existe um desvio 
significativo, como ilustrado na Fig. 6b. Porém, os resultados de Kelkar e 
Choudhwy, 1992, apresentam excelente concordância, pois de acordo 
com os autores, foi utilizada uma malha de 128x128 pontos, com maior 
concentração dos pontos da malha próxiDÍo as paredes. Para verificar este 
efeito, foi utilizado um processo algébrico de controle da malha baseado 
na seguinte equação: PJ Pi = PJ i>N ((i- I) I (N- I)F , 1< i< N, onde 
PJ e PN slo os pontos iniciais e finais de uma determinada linha e Pi um 
ponto intermediário. O expoente "m" provê a maneira de se contratar o 
espaçamento entre os pontos. Para as malhas de 128xl28 apresentada$ na 
Fig. 6b foram utilizados os valores de m igual a I e 1,2 . Como observa­
do, há uma melho<a significativa dos resultados, praticamente coincidin­
do com o resultado de Darr e Vanka, 1980, para a malha de 256x256. 
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RESUMO 
Para obter maiores informações sobre escoamentos em tubulações com restrições curvilíneos, 
foi realizada uma análise numérica do problema visando obter os campos de velocidade e 
pressão e dimensões da região de descolamento. Para este trabalho utilizou-se uma metodologia 
de solução de escoamentos em geometrias complexas, numa formulação incompressível e bi­
dimensional. As equações de conservação foram discretizadas com o emprego da técnica de 
volumes finitos em coordenadas não ortogonais. Os resultados obtidos foram comparados com 
valores numéricos e experimentais existentes apresentando boa concordância. 

INTRODU CÁO 

A análise de escoamentos em tubulações com restrições é de 
grande importância para áreas bem diversas, como a biomédica e 
a petrollfera. Nesta última, a existência de restrições, causadas 
principalmente por cordões de solda em tubos de pequeno 
diâmetro, provoca uma maior corrosão localizada logo após a 
restrição (Fisher, 1981). Já na área médica, a oclusão de artérias 
causada por placas escleróticas torna-se um dos maiores 
problemas do sistema circulatório. Neste caso, além de influir no 
próprio processo de crescimento da placa, os fatores 
hidrodinâmicos que surgem por causa da restrição, como a maior 
resistência ao fluxo sangulneo e a variação da tensão de 
cisalharnento junto a parede arterial, estão associados a sérias 
disfunções do sistema circulatório (Wesolowski et ai., 1965). 

R o ( ?tX) -=1--- l+cos-
R0 2Ro X0 

para -X0 ~ x ~ X 0 , onde: 
Xo é a metade do comprimento da restrição; 
ô é a altura da restrição; 
Ro raio da tubulação. 

.--- X --
1 o 

Figura 1. Geometria do problema. 

(I) 

Para obter maiores informações sobre este processo, Y oung 
e Tsai (1973) realizaram um estudo experimental com o objetivo 
de determinar o ponto de separação e de recolamento do 
escoamento em função do tipo de restrição e do número de 
Reynolds. Também foi investigada a perda de pressão e a 
transição do escoamento de laminar para turbulento. A faixa do 
número de Reynolds investigada foi de 100 à 3000. Deshpande e 
Giddens (1980) realizaram experimentos para esta geometria com 
o número de Reynolds igual a 15000, apresentando o perfil de 
velocidade para diversas seções do tubo. Um estudo numérico 
com o objetivo básico de investigar o fenômeno em tubos 
soldados foi realizado por Rastogi (1984). Este empregou um 
método baseado em coordenadas ortogonais que se adaptam ao 
contorno, apresentando resultados para o caso turbulento, onde foi 
empregado o modelo k-E. Karki e Patankar (1986) apresentam 
uma solução numérica com o emprego de coordenadas não 
ortogonais, sendo os componentes covariantes utilizados como 
variáveis dependentes. Este trabalho fornece somente alguns 
pontos referentes a dimensão da região de recirculação para o caso 
laminar. Desta forma pretende-se com este trabalho complementar 
a análise do problema, fornecendo dados numéricos não 
apresentados nos trabalhos citados. 

Foram analisadas quatro tipos de restrições como definidas 
na tabela abaixo. 

T bel I P • é . a a . arametros geom tncos 
Modelo Ro(mm) ~ XdRo 

MI 95 113 4 
M2 95 2/3 4 
M3 95 2/3 2 
M4 25,4 112 2 

Desta forma o modelo Ml representa uma restrição suave e 
o modelo M3 representa uma restrição acentuada (89% de redução 
da área) num pequeno comprimento. 

O estudo teórico realizado utiliza a solução numérica das 
equações diferenciais de conservação de massa e quantidade de 
movimento em coordenadas generalizadas em situações axi­
simétricas. Os componentes contravariantes da velocidade são 
utilizados como variáveis dependentes da equação de conservação 
de quantidade de movimento 11111~ll11i•-ltl-- 1 r 

- I 

GEOMETRIA DO PROBLEMA E MALHA EMPREGADA 

A figura 1 determina as principais dimensões da geometria 
estudada. Nesta, a restrição é definida por um coseno da seguinte 
forma: 
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Figura 2. Malha utilizada. 



Nesta também são apresentados os resultados experimentais 
obtidos por Young e Tsai (1973). Para a comparação dos 
resultados, a distância entre os pontos de medida de pressão foi 
mantida igual a 32Ro. Pode-se observar que o comprimento da 
restrição altera muito pouco a perda de carga (casos M2 e M3). 
Por outro lado, a variação na área de restrição (casos MI e M2) 
produz diferenças na perda de pressão de mais de dez vezes. O 
caso M4, com restriçào intermediária, apresenta também queda de 
pressão intermediária 

A figura 4 ilustra a distribuição de pressão na parede ao 
longo da restrição, para Re=200. Observa-se que a pressão cai 
bruscamente na região de máxima restrição, sendo recuperada 
parcialmente após esta seçio. Pode-se observar claramente que a 
queda de pressão é maior com o aumento da restrição. 

0.-~n--r-.-.--r-~~-r~-.~ 

-10 .".------------
Re-200 

-M1 
-M2 
++ M3 
-- M4 

~L_~~-L~~~L-~_L~~--L-J 

-2 o 2 4 6 8 10 
PO&içAo axial 

Figura 4. Variação da pressão adimensional na parede em função 
da posição, para caso MI, M2, M3 e M4 e Re=200. 

o 
~ 

0.7 p tt i i l iliil tt ttt ll tti! iiii t il ttt t l t t t t tii l i !l it i ttt i t tt i tt t ttti i4 

0.1 

Re=200 

-- M1 
M2 
M3 
M4 

~~~~l~~~~~~~~~~~~~~. 

O. O 611 I I I I I t!I!!IJ!!I!! 1 I!EII ~~! I I I j I I I I liii!LI!!III I I 1111 I I I I II l1 a 
o 2 4 6 8 10 12 

Veloc. &dimensional 

Figura 5. Variação da velocidade &dimensional em função 
da posição radial paraRe= 200 (x/Xo = 0). 

A figura 5 ilustra o perfil de velocidades para o plano x!Xo 
= O para aos casos Ml, M2, M3 e M4 para o caso laminar (Re = 

200). Pode-se observar para o caso MI uma ligeira alteração do 
perfil parabólico. Porém, com o aumento da restriçio verifica-se 
que o perfil de velocidade tende a ficar mais uniforme, com a 
velocidade máxima cada vez mais próxima da parede. 

As figuras 6 e 7 apresentam os resultados para o caso 
turbulento (Re = 15000) para a geometria M4. A variação da 
pressão &dimensional na parede ilustrada na figura 6 apresenta um 
comportamento bem semelhante ao caso laminar. Observa-se urna 
boa concordância com o resultado numérico de Rastogi ( 1984 ), 
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porém a recuperação de pressão prevista numericamente é muito 
maior que a medida experimentalmente por Deshpande e Glddens 
(1980). A falha na predição deste fenômeno está associada ao 
modelo k-&, que de maneira geral não apresenta um bom 
desempenho na presença de grandes acelerações e de 
recirculações. 

-1 

o 
o 

o 

* 

o 

o 

-calculado 
li( Raltogi 

o 

o Deahpande e Giddenl 

-11L-~~~-L--L-L-J~ __ L_L_~~-L~ 

-2 o 2 4 6 8 10 12 
Posição &dimensional 

Figura 6. Variação da pressão &dimensional na parede em 
função da posição, para caso M4 e Re=15000. 

A figura 7 apresenta os resultados do perfil de velocidade 
para os planos x!Xo= O, xfXo = 2 e xfXo = 11 Observa-se 
novamente uma boa concordância com ·os resultados numéricos de 
Rastogi ( 1984 ). Porém, para o plano xfXo = 2, logo após a 
restrição, observa-se claramente, pelas velocidades negativas, urna 
região de recirculação muito maior do que o previsto 
numericamente. 

o 

" o 
L 

CJ) 

o 
o_ 

1.0 o ii i i i l i i1PH::ctt l l l l ll i i II I i I ii i 111111 11( 1111 1 i I II i 1 i 1 1 I I i i 0 

oJ ..--

o 

l Qt 

colculodo 
v Ouhp.,de e Giddeno 
• Oeshp.,de e Giddena 
.c::. Deehp.,de e Giddene 
G> Raetogi 
e Ratogl 
o Ratogi 

u .. v 

o v ~)~ 

1 2 3 4 
Vel oc . od imensiono l 

5 

Figura 7. Variação da velocidade &dimensional em função 
da posição radial r/Ro. 

Afastado desta região, o modelo volta a apresentar bons 
resultados, como verificado para o plano x!Xo = 11. 

Os presentes resultados corroboram as informações obtidas 
por Rastogi (1984) de que o modelo k-& utilizado é incapaz de 
prever precisamente o comprimento da região de descolamento. 
Para a obtençao destes resultados, um modelo de turbutencla 
capaz de prever a anisotropia do escoamento, deve ser usado 

Para a faixa laminar. o comprimento da recirculação foi bem 
capturado, como pode ser observado nas figuras 8a e 8b, · 
correspondentes aos modelos M2 e M3. Nestas figuras o 
comprimento da região de recirculação está como função do 
número de Reynolds. A distância horizontal entre dois pontos da 

..l 



O domínio computacional foi dividido em 40x 12 pontos 
nodais com uma maior concentração de pontos na região do 
estrangulamento e um espaçamento maior na região de saida. A 
figura 2 apresenta parte da malha utilizada na região da restrição. 
Para a geração desta malha foi empregada uma técnica algébrica 
com controle do espaçamento das linhas. 

EQUACÕES E MÉTODO DE SOLUÇÃO 

As equações que caracterizam o problema são: 
continuidade 

V·ü=O 

guantidade de movimento 

(2) 

(3) 

onde ~ff é chamada de viscosidade efetiva. Para regime laminar 
~ = J.1 e para regime turbulento J.lo~r = J.1 + J.l, onde J.l, = C~p k2 /E . 

C11 é uma constante empírica. 

conservação da energia cinética turbulenta 

sendo G o termo de produção de energia cinética definido por: 

conseryacip da diAAinac'o da eneraia cinética twbulenta 

sendo Pr8 , , Prk , C1 e C2 constantes empíricas do modelo. Os 
valores recomendados por Lauder e Spalding (1974) são: 

A metodologia desenvolvida primeiramente transforma a 
equação de conservação para uma variável genérica 41, para um 
sistema de coordenadas não ortogonais bi-dimensional (Ç,TJ), 
assumindo a simetria angular. Esta equação é posteriormente 
discretizada utilizando a técnica de volumes finitos, sendo o valor 
de + nos pontos nodais obtido por interpolação, de acordo com o 
esquema "Power law" (Patankar, 1980). A expressão final pode 
ser escrita como: 

(7) 

onde ~. aw. ag, etc. representam a relação entre os coeficientes de 
difusão e convecção e b inclui todos os termos calculados 
explicitamente, inclusive os tennos fonte e termos devido a não 
ortogonalidade da malha. 

A equação de conservação de quantidade de movimento 
requer um tratamento diferenciado devido a presença do grarliente 
de pressão no termo fonte, além de outros fatores. Para a presente 
formulação, optou-se por utilizar uma malha deslocada para a 
velocidade e componentes contravariantes como variáveis 
dependentes destas equações. De modo a evitar o emprego da 
análise tensorial e a manipulação dos diversos termos existentes 
nesta equação provenientes da curvatura e da não ortogonalidade 
da malha, foi empregada a abordagem do sistema de coordenada 
fixo localmente. Os detalhes deste desenvolvimento podem ser 
encontrados em Pires (1994). O acoplamento pressão-velocidade 
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foi realizado pelo algoritmo SIMPLEC (VanDoormal e Raithby, 
1984 ). Para a solução do sistema algébrico resultante, foi utilizado 
o algoritmo TDMA linha a linha. 

CONDIÇÕES DE CONTORNO 

Para os cálculos utilizou-se um pequeno comprimento reto 
no início do domínio e, após a restrição, um comprimento reto 
maior para que a condição de contorno de saída de difusão 
desprezível pudesse ser empregada. Na entrada, para o caso 
laminar, utilizou-se um perfil desenvolvido parabólico. Para as 
paredes empregou-se o critério de não deslizamento e na linha 
central foi considerada a simetria do problema. 

Para o caso turbulento, o perfil de velocidades na entrada foi 
medido por Deshpande e Giddens (1980), e pode ser representado 
pela lei da potência de 1/n, sendo o expoente "n" que caracteriza o 
perfil igual a 6,4. Os valores da energia cinética turbulenta e de 
sua dissipação na entrada foram calculadas segundo as expressões 
abaixo (Habib e Whitelaw, 1982): 

k=0,003u~ e E= C~k:l/2 j0,03Ro (8) 

O modelo de turbulência k-E só é válido no núcleo 
turbulento, onde J.lt >> J.l . Nas regiões próximas aos contornos 
sólidos, onde llt « J.l foi utilizada a lei da parede descrita por 
Patankar e Spalding, (1970). Assim, a velocidade paralela e 
imediatamente próxima à parede é calculada admitindo o perfil 
universal de velocidade. O valor da dissipação não é calculado nos 
pontos próximos a parede, mas obtidos pela hipótese de condição 
de equilíbrio entre a geração e a dissipação da energia cinética 
turbulenta (Pires, 1994 ). 

BESULTADQS 

Apesar do escoamento se apresentar instável após a restrição 
e posteriormente turbulento para baixos números de Reynolds 
segundo Young e Tsai (1973), o presente trabalho utilizou o 
modelo laminar para Re até 2000. (onde o escoamento ainda é 
laminar na entrada). 

A perda de pressão Lip através de uma obstrução de 
comprimento L é função da geometria e do número de Reynolds, 
Re = 2pRo\i/J.l, onde u é a velocidade média. Os resultados 
obtidos para a perda de pressão adimensional em função do 
número de Reynolds estão apresentados na figura 3. 

iii 
c: 
~ 100 

- --..: :::::::.::::.::%: :.::a.:: ::.::tl:::t;:G:i:i:.: ··· -a Q) 

E 
i 

i c. 
~ 
1'11 

5} 
Q. 

··- . 

- -
- M1 calculado 
-· · · · · U2 calculado 
--- - M3 calculado 
- - M4 calculado 

"'- M1 Young e Tsel 
O U2 e U3 Young e Tui 

o L-~~~~~~~~~~--~ 
10 100 1000 

N. de Reynolds 

Figura 3. Variação da pressão adimensional em função do 
número de Reynolds 
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Figura 8. Dimensão da região de descolamento para geometria M2, M3 e M4. 

curva fornece o comprimento da região de recirculaçio. Na figura 
8a (caso M2) estão apresentados alguns pontos numéricos obtidos 
por Karki (1988) e Rastogi (1984) que apresentam boa 
concordância com os valores obtidos. Em relação aos dados 
experimentais, o comprimento da região de recirculaçio é 
ligeiramente subestimado. 

Já para o modelo M3, apresentado na figura 8b, tem-se uma 
inversão da tendência observada para o modelo M2, isto é, o 
comprimento da região de recirculaçio foi superestimado. Assim, 
apesar da ligeira discrepância entre os resultados experimentais e 
os resultados numéricos, tem-se um bom resultado geral, o que 
fornece confiabilidade para os valores obtidos para o caso M4, 
para o qual não se tem dados experimentais. 

CONCLUSÕES 

Como mencionado na Introdução, utilizou-se uma 
metodologia de cálculo empregando coordenadas não ortogonais 
que se adaptam ao contorno, em situação axi-simétrico. O estudo 
reali.zadO cobriu uma larga taixa de escoamentos (número de 
Reynolds variando de 10 a 15000) de modo a complementar as 
informações de outros trabalhos. Sempre que disponíveis, dados 
experimentais ou numéricos foram utilizados para validar estas 
informações. De maneira geral, pode-se afirmar que, no tocante a 
perda de carga, a variação da seção obstruida é muito mais 
importante que o comprimento desta região. Além disto, mesmo 
para o caso de pequena restrição (caso MI), a perda de carga é 
muitas vezes superior à existente num tubo sem obstrução. Já para 
a determinação das características da região de recirculaçio, tanto 
o comprimento como a porcentagem da se.,:ão reta obstruida sio 
importantes. Para este caso, observou-se wna boa concordância 
com os dados experimentais na faixa laminar. Na faixa turbulenta, 
o comprimento da regilo de recircula.ção apreEentou dir.:crepância, 

devido à não adequação do modelo k-e à região de recirculação, 
uma vez que fora desta região os resultados foram bons. 
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SIJMMARY 

A numerical study of the flow field in ducts with curvilinear 
obstruction was performed. A wide range of Reynolds was 
investigated. Velocity and pressure distribution were obtained by a 
finite volume method with non-orthogonal coordinate system. 
Comparision with available numerical and experimental results 
showed good agreement. 
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SUMMARY 
This paper presents a preliminary investigalion on the effects of non-orthogonal grids on 

thc methods of finite-differences and the finite volumes, in their conservativc and non-conscrvativc 
formulations. Analysing some aspecl~ of the conservative form for the gradient of a generalizcd 
property, a new formulation may be obtained. Numerical sirnulations performed with such 
melhods indicate that the conservative property is not a desired feature for the cases studied. 
Furthermore, the resulL~ also indicate that the semi-conservative formulation, herein presented, 
seems lo be the best overall. 

INTRODUCTION 

The numerical simulation of Navicr-Stokes flows is already 
a mature technique to help the understanding of comp!ex situations, 
reducing drastically lhe experimental costs usually associated to thal 
kind of flows. Nonetheless, severa! key points related lo the numerical 
methods used remain without a clear understanding, such as how to 
efficiently discretize the physical problcm, i.e., the domain and the 
goveming equations, and the treatment of the inertia terms. This 
paper deals with one aspect of the former issue, that is, the 
discretization of the governing equations, written in a general 
curvilinear system. Particularly, the present work addresses the 
conservative and the non-eonservative forms of those equations, 
written using finite-difference and finite-volume methods. Although 
usually mixed up in the literature, it is shown here thatlhey are in fact 
different concepts, resulting in four distincl numerical melhods, 
unfortunalely with differcnt eonvergenee rates and results. The paper 
is divided in three parts. ln lhe first one, lhe conservative and non­
conservative analysis is made, followed by the presentation of thc 
finite-differencc and the finite-volume forms for the gradient of a 
genericaldependent variable <fl. Finally, a new finite-volume method, 
having hybrid characteristics, is presented and some preliminary 
numerical results are shown. 

CONSERYATIVE PROPERTY 

A simple statement concerning the conservative form of a 
governing equation is givcn by Anderson et al ( 1984) that .say that 
"partia! differential equations having this form have the property lhat 
the coefficients of the derivative terms are either constant or, if 
variable, lheir derivatives appear nowhere in the equation". As an 
example, the authors point to the 1-D energy equation for a situation 
in which the material has a variable thermal conductivity, resulting for 
lhe non conservative form: 

pc ar =k a2r. ak ar 
at ax 2 ax ax (!) 

and for lhe conservative form : 

ar a ar 
pc- =-(k-) 

at ax ax (2) 
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Or for two or three dimensional equations, 

ar 
pc- =V.kVr 

at (3) 

Integrating both sides of the above equation o ver the physical domain, 
one obtains 

pcf ar dV·f V .(kVT)dV·f kVr.ndS 
D at D S 

(4) 

after using the Gauss divergence lheorem. Equation (4) states that the 
time variation of internal energy musl be equal to lhe heat flux aeross 
lhe boundary, with no contribution due lo internal fluxes. The idea of 
the conservative property applied to a numerical formulation is to 
maintain this integral relation holding identically in lhe computational 
domain. A close look examination on the numerical aspects of the 
conservative property indicating how the internal fluxes cancel one 
another is made by Roaehe (1976) for a finite-differenee system. 
However, it is questionable whether a slatemenl made for the 
continuum should hold the sarne way on the computational domain, 
somelhing lhat may be easily verified by lhe equally good results 
available in thc literature, oblained eilher by a conservative scheme or 
by a non-conservative one. Although ali formulations tend to give a 
good dcscription of the flow field provided a suitably fine grid is used, 
the question is their behavior with finite grids. ln any event, equation 
(I) o r equation (2) should 1hen be discretized by the finitc difference 
or lhe finitc volume methods. 

NUMERICAL FORMULATIONS 

A' it is well known, lhe first step for lhe numerical solution 
of goveming equations is lhe substitution of the partia! derivatives 
appearing on the equations by a series of algebraic relations involving 
the dependent variable on neighbouring nodes. To obtain such 
relations, one may use severa! approaches . For the present 
discussion, two are relevant: finitc-differences (using Taylor series 
expansions) and control volume (using the divergence theorem). ln 
many situations, all approaches can lead to the sarne expressions. 
However, lhis is not always so, specially when lhey are to be used 
along non-orthogonal grids due to the presence of lhe metric 
coefficients. As it may be seen, these coefficients should be available 
on the grid points for finite-difference melhods or on the interfaces 



and on the center of the volume for finite-volume methods. The 
conceptual difference between them relates to the fact that the finite­
difference methods tend to independently substitute each derivative 
appearing on the equations. However, the finite-volume methods use 
the conservation principie applied to the whole equation. 

Consider the linear goveming equation: 

a~ = vl~ 
ar 

(5) 

The non-conservative form of this equation written in generalized 
coordinates is given by 

~=(Vltl)~.glf~ 
ar at~ a(~a(J 

(6) 

and the conservative form is 

a(v'g~) =_E_< v'g g 11 ~> 
ar a(1 atJ 

(7) 

where / g denotes the Jacobian of the transformation and gii represcnt 
thc contravariant metric coefficients. It shou1d be noticed that is the 
product ( / g <I>) that is conserved instead of the variable <I>. 

To obtain the finite volume expressions, one may start with 
an equation similar to equation (4): 

J ~dV= f v~ .ndS 
n at s 

From the literature, the conservative form of V <I> is given by 

v~ ._!___E_(v'gà 1 ~) 
v'g a(~ 

(8) 

(9) 

where ~ indicate the covariant base vectors. However, noticing that 

_E_ (à 1-/ g) = o 
at1 

the non-conservative form may be obtained as: 

v~ = a'aill 
at' 

(10) 

(II) 

Following Thompson ct al ( 1985), it should be obscrved in cquation 
(9), that the quantity ( / g a; ) in equation (9) is the surface arca and 
the term in parenthesis is the flux of <l>through this arca. 
Conscquently, the difference betwcen thc two forms is the use of 
individual arcas in the first case (conservative form) and the use of a 
common arca in the second case. The literaturc is full of comments 
indicating the due to this point, the conservative form should be a far 
bettcr numcrical represcntation of the net flux through the volume 
elcment. Howevcr, the results shown indicate a differcnt situation. 
Thc explanation certainly relates to how well the metric coefficient~ 
satisfy cquation (I 0). 

The gradicnt of the dependent variable <I> may bc writtcn in 
terms of thc covariant base vcctors a, : 
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(}=V~= a1 a~ .a 1 a~ .a 3~= G 1à .a 1à .a 3a 
a( l a e a(3 l l 3 

For the conservative formulation, it may be seen that: 

I 1 a ( I llJO. lf. a I 1/r,. G •-(-vgg w}-w-{vgg J] 
v'g a(1 at1 

(12) 

From straight forward manipulation of equation ( 12), one may obtain 
that for the non-conservative case, 

G 1 =glta~ 
att 

However,.another hybrid formu1ation may be obtained as 

lt a a 
G I = L[-(v'g~) - ~ -(v'g)] 

v'g att . ae 

(13) 

(14) 

From these observations, it comes that equations (12), (13) and (14) 
are three possib1e imp1ementations for the finite-vo1ume formulation. 
Using equation (13) for simplicity, one may substitute these equations 
in equation (8), rcsu1ting on: 

J a~ dV=fG'ara'v'gd(1de=f G 1v'gd(id( 1 

n ar s s 

( 15) 

For a 2-D situation, the finite-vo1ume algebraic expression is 

(01 /g~T] ~Y). - (0 1 /g~T] ~Y)w +(0 1 /g~y ~Ç)n -( 
0 1 

/ g ~y ~Ç ), =O 
(16) 

where e,w,n and s represent respectvely, the east, west, north and the 
south surface arcas. 

RESULTS 

ln order to eva1uate the behavior of the fivc numerical 
methods herein presented, a simp1e problem was chosen from the 
literature (e.g. Fletcher, 1988) for error assessment. The geometry is 
prcsented in figure 1. A Laplace's cquation is to be so1ved on this 

domain subject to the following Dirichlet boundary conditions: 

on wx : <I>= O; 
on xy : <I>= sine I r,y 

on wz : <I> =sine I rwz 
on yz : <I> = O; 

The exact so1ution being <I> = sin e I r The following set of 
parametcrs was chosen: rw = rz = 0,1 , ry = 1,0. A continuous range of 
solutions can be obtained by al1owing r, to vary from 1,0 (orthogonal 
mcsh) to 20.0. An algebraic grid generator was uscd, with a typical 
result being shown on figure 2 for r, = 5.0. 

All five methods werc imp1cmented and their resu1ts are 
shown and discussed later in this section. As a measure of efficiency, 
it was choscn thc root-mean-square (RMS) of thc diffcrence between 
numerical values and cxact ones. Although different grids wcre used, 
rcsults shown hcrein werc obtained with II x II points , unle:Ss stated 
on thc contrary. 

The first point worthwhile mentioning is the bad results 
obtained with a formulation such as thc control volume whenever the 
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metric coefficienl~ of neighbouring nodes are averaged in order to 
obtain the metric coefficients at the interfaces. Thompson et ai 
( 1985), as a matter of facts, recomend strongly to average the 
coordmate values necessary for the metric coefficients. Figure 3 
md1cate the RMS error behavior for this approach as a function of r 
and the results wcre obtained for the non-conservative formulatio; 
equation (13) with similar results being obtained for the hybrid 
formulation (equation 14). This situation happens whenever thc 
metric coefficients g' k appear explicilly on G'· . Consequently, from 
th1s point on, ali results are shown considering the bcst situation 
possible. 
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An important issue for the selection of the best numerical 
formulation is the RMS error behavior with finer grids. A:s shown on 
figure 4, the results for the conservative formulations are not good 
mainly compared to the results obtained for the non-conservative 
formulations. Although the RMS errors for ali five methods do reduce 
to zero, the convergence rate is very poor for the conservative ones. 
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Finally, figure 5 shows the r, influence of the RMS errors. 
The results for the conservative formulations are again not good. The 
results for the non-conservative formulations, either finite-difference 
or finite-volume, not surprisingly, are very similar, the last being a bit 
more suitable for larger grid deformations. The results for the hybrid 
formulation are most interesting, although displaying such odd 
behavior. It is not clear at this point why such oscillatory behavior for 
this approach but they are certainly related to the averaging of the 
metric coefficients previously mentioned. Further investigation is 
currently being undertaken for a more complex situation such as those 
defmed by Navier-Stokes equations. Unfortunately, at this point they 
are not yet available. 

CONCLUSIONS 

ln this pape r, tive different approaches for the numerical 
solution of Laplace's equation are shown and their results compared 
for generalized curvilinear coordinate systems. The results for 
conservative methods, either finite-difference or finite-volume, are not 
good compared to the non-conservative methods. N; cxpected, 
results from the finite-different and finite-volume methods are not 
significantly different. Therefore, only non-conservative methods are 
recommended. A new hybrid formulation , introduced here, has 
displayed very interesting behavior, indicating best results overall. 
Further invcstigations using different geometries, diffcrent flows as 
wcll as an analysis of the influence of orthogonal grids, Thompson 
(1994), and the treatment of inertial terms, Braga (1990) , on the non­
conservative methods are still necessary in order to clarify some of the 
advantages seen . 
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SUMMARY 

The present work describes a numerical methodo/ogy for the solution of miscible displacement in porous 
media using unstructured Voronoi discretization. The Voronoi diagrams are an attractive altemative for 
approximating flow problems due to its construction, which forces grid points to be aligned with the normal 
of lhe control volume surfaces. The control volume approach is used and an hybrid scheme is employed 
as the interpolation function for the solution of a tracer injection in a single-phase flow in a five-spot 
arrangement. The numerical results are compared with the ones obtained wíth boundary-fitted gríds and 
experimentally. 

INTRODUCTION 

The solution of miscible displacement in porous media is of great 
interest in petroleum engineering in the determination of the tracer 
flow in petroleum reservoirs. The injection of tracers· is used to study 
the behaviour of the petroleum reservoirs, specially concerning with 
the preference of the flow in the porous rock. Usually small amounts 
of a tracer is injected in the water phase and the time for the tracer 
to reach the production wells is morutored. The previous analysis or" 
the tracer concentration in the single-phase flow through the porous 
rock helps considerably the engineers to set up the experimental pro­
cedure. 

Since small amounts are normally injected, the tracer pulse, in 
the numerical prediction, may be smeared by excessive numerical 
diffusion, predicting a shorter time for the breakthrough of the tracer. 
Therefore, one of the key questions is to have numerical algorithms 
which do not introduce excessive artificial diffusion. 

The traditional methods in petroleum engineering, as reported by 
Aziz and Settari (1979), employ, in general, cartesian discretization. 
This coordinate system has the disadvantage of not conforming the 
reservoir boundaries, which are always of irregular shape. To by-pass 
this di:fficulty recent efforts are being made towards the development 
of methodologies which uses boundary-fitted grids, as reported in 
Roson(1989), Sharpe and Anderson (1991) and Maliska eta/li (1991, 
1992, 1993). 

Another route which is also receiving attention, for by-passing 
the limitations of the cartesian discretization, is the use of unstruc-' 
tured grids. The construction of unstructured grids can be performed 
in different ways. Baliga and Patankar ( 1983), Raw and Sctineider 
(1986), among others, uses to construct the control volume by joirung 
the centroid and the median of the triangle side by a straight line. 
Forsyth (1989) , Fung eta/li (1991,1993), Santos eta/li (1991), have 
used this type of grid in petroleum reservoir simulation. 

lf the construction is done such that the line joining two grid 
points is normal to the control volume surface, the resulting control 
volume is called a Voronoi discretization. This type of discretiza­
tion was used in severa! hranches of physics and recently applied 
in petroleum reservoir engineering, as reported by Heinemann and 
Brand(1988), Heinemann et et alli (1989,1991), Palagi (1990,1992) 
and Marcondes (1993). 

This paper presents a numerical methodology for the solution of 
miscible displacement in porous media using Voronoi discretization. 
The control volume concept is employed and an hybrid scheme is 
used to interpolate the concentration at the control volume interfaces. 
The Voronoi diagrams are generated using the algorithm developed 
in Maliska Jr.(1993). The resu!ts obtained are compared with the 
ones obtained using boundary-fitted grids and experimentally. 
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THE PROBLEM UNDER ANALYSIS 

Consider a petroleum reservoir with a given porosity and volume 
where, through the injection well, is maintained a steady single phase 
flow . To this flow a tracer is added , with a given concentration, and 
one is interested ín predicting the concentration distrihution of the 
tracer along the reservoír, specially closed to the production wells. 
The phase here considered may be llowing together with other phases 
but, for the purpose of this work, this is immaterial. At the time t 
equals zero one starts to inject the tracer with a fixed concentration. 
The tracer and the fiuid of the phase are miscible and, therefore, 
forros a single phase homogenous mixture. 

GOVERNING EQUATIONS 

The problem under analysis is the single phase flow in a porous 
media. Starting from the mass conservation given by 

a a a 
{}t (p,P) + ax (pu)+ 8y (pv) = q (1) 

where u and v are the cartesian velocity components, p the density 
and rf> the porosity of the medium, combined with the Darcy's equa­
tion 

- k V= --VP 
1.1 

(2) 

one obtains the mass conservation equation written in terms of pres­
sure as 

1 8P Jt 
V · (V P) = --- -q 

a• 8t k (3) 

where q is the mas.• 
given by 

flow rate per unity of volume and a• 1s 

a• (4) 

where J.1. is the viscosity, k the absolute permeability and c, the com­
pressibility coefficient. 

ln the present work ali cases where run considering c, equal to 
zero, but the term involving a• in Eq. (3) is retained only for ad­
vancing the solution to steady state. To obtain the equation which 
governs the transient concentration of the tracer one needs to perform 
the mass conservation of the tracer. The resulting equation is 



! (<PC)+ v. (J +v c)= tiC. (5) 

where J is given by 

J = -</>DVC (6) 

and C; is the concentration at the injection well and D is the diffusion 

coefficient, given by 

D = ai'V! (7) 

where V is the magnitude of the velocity vector normal to the control 
volume surface and a is the dispersion coeficient. 

DISCRETIZED EQUATIONS 

Eq. (3) and (5) must be solved in an unstructured Voronoi grid 
as shown in Fig. l. The control volume approach is used, whereby the 
conservation equations are integrated in the control volume P shown 
in Fig. 1. The most interesting feature of the Voronoi diagram for 
ftuid ftow problems, is the fact that the line joining the grid point P 
and the neighbouring grid point i is normal do the control volume 
surface and the intersection is exactly its rnid point. This simplifies 
considerably ali procedures which calculates fiuxes along the normal. 

Figure 1: Elemental control volume and its neigh­
bours 

PRESSURE EQUATION. The integration of Eq. (3) over time and 
space reads 

f 1 f 8P f 11-
j, V · (V P) dV dt = a• }, {jfdV dt - }, kqdV dt 

V,l V,l V,l 
(8) 

Using the divergence theorem one obtains 

J _ 1 f 8P f p. 
(V P · n)dAdt = a• }, {jfdVdt- }, kqdVdt 

A~ ~ ~ 

(9) 

lntegrating Eq. (9) the algebraic equation for the control volume 
P is determined as 

. L {(VP·ii)p; LlSp;} = ~. (p;+l_p;) ~~ -~qLlV (10) 
i=mterfaces 

where the summation is performed for ali interfaces of the control 
volume P. The subindex Pi denotes ali information needed at the 
interface and related to the connection of control volume P and its 
neighbour i. Using Eq. (2) it is easy to show that the velocity normal 
to the control volume surface, aligned with the grid points, is given 
by 

p. 
8P! LlSp; = -Vp;k 
8n Pi 

(11) 

which is exactly the i term of the left hand side of Eq. (10). Dis­

cretizing Eq. ( 11) it reads 

(P;- PP) aS = - V !!: (12) 
Lp; p, P• k 

Using the Eq. (12) and Eq. (10) one obtains the discretized equa­

tion for the control volume P as 

p;+l (~ av +L asp,) = L:Pt+ 1 LlSp, + a~P; + l!:qav 
a Llt i Lp; ; Lp; a Llt k 

(13) 

o r 

App;:+l =L A,P,n+l + B (14) 

where 

Ap =L: A.+__!... av 
; a• Llt 

LlSp; 
A,= Lp; (15) 

Eq. (14) is a linear system of equations which originates matrices 
which are not of fixed band. The solver for this linear system will be 
discussed !ater. 
EQUATION FOR THE CONCENTRATION OF THE TRACER. 
To obtain the discretized equation for the concentration, Eq. (5) is 
integrated in time and over the control volume shown in Fig. l. Again 
using the divergence theorem the integrated equation results 
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[ 
n+l nl LlV "(<I>D) n)+

1 

(</>C)p - (</>C)p Ót +L.. L Pi (Cp-c, LlSp; . 
(16) 

n+l -L (Vp;Cp;) asp, + qavc~+l 

where Cp; represents the concentration at the interface of control 
volumes P and i. As can be seen by Eq. ( 16) the diffusive terms were 
approximated using central differences. For the convective terms one 
needs to interpolate the value of C p; at the interfaces from the values 
at the grid nodes P a.nd i. To interpolate the concentration at the 
interfaces the WUDS of Raithby and Torrance( 197 4) is used. This 
scheme is widely employed with structured grids and its extension 
to this type of grid is straightforward. Therefore, the Cp; at the 
interface is calculated by 

Cp; = G + ap;) Cp + G- ap;) C; 

where the ap; is obtained by 

Pe2 

a.p; = 10 + 2Pe2 

where the local Peclet number is given by 

Pe = Vp; Lp; 
Dp; 

(17) 

(18) 

(19) 

It is to be noted that in spite of ap; to result always positive from 
Eq. (18~ its sign is the sarne as the sigo of the velocity. Therefore, 
considering again Fig. 1 it can be seen that when ap; tends to -0.5 
(mass ftow entering the volume), the Cp; will be equal to C;, that is 
an upwind scheme is employed. H mass leaves the control volume Cp; 
will be equal to Cp. For other values of a. Cp; will depend on both 
Cp and C;, that is, an hybrid scheme. It is wortwhile to mention 
that the interpolation function given by Eq. ( 17) is onedimensional 
and, therefore, even being hybrid, will cause numerical diffu­
sion. lt is expected, however, less numerical ditfusion than when this 
interpolation is applied· to cartesian or boundary-fitted grids. The 
explanation is that with unstructured grids one has randomly dis­
tributed interfaces with a larger number of neighbouring volumes, 

I 



contributiug for a better influcncc of these elements on the value of 
the function at the interfare. The onedimensional iuterpolation func­
tion applied to nustructured grids would resemble th<' skew schemes 
applied to structured grids. lntroducing Eq. (I 7) into Eq. ( 16) one 
obtains 

E [ ( <P~J t; _ Vp, G -ap;)] ~s p;q+l + (<PC)~ ~~ + qô v c;+ 1 

' (20) 

lntroducing thc rnass conscrvation cquation given by 

(21) 

into the brackets which multiplies Cp+ 1, ou e obtains 

E [ (<P~) Pi - Vp; G-ap;)] ô5p;c;+! +(<PC)~~~+ qõvc;;+l 
' (22) 

It is to be noted that the last term in the right hand side of 
Eq. (22) exists only in the injection and in the production wells. For 
the injection wells the value of c;+! is known and will be added to the 
independent vector of the linerar system. For the production Wf'lls it 
is unknown and, therefore, will join the Ap term, cance!ling with the 
same value introduced by Eq . (21). 

The resulting equation is 

with the following coefficients 

A;= [(1>:) Pi- v,, G- Op,)] ô8p; 

ôV 
Ap =LA;+ <P - + qôV 

ôl 

B =(</>C)~ ôV + qõvc;;+l 
ôt 

(23) 

(24) 

(2.5) 

(26) 

It is recalled tbat the last terrns in Eq. (25) and (26) are always 
zero, except for the injection wells. 

NUMERICAL PROCEDURE 

Since we are dealing with lhe injection of sma!l arnounts.of tracer 
one is considering that it does not alter lhe viscosity of the phase. 
With this assnrnption the flow equation , Eq. ( 14 ), is decoupled frolil 
Eq. (2:!). The problem under consideration in this work is the in­
jection of a tracer in a five-spot pattern, as shown in Fig. 3. This 
geometry is chosen because numerical and experimental results are 
available. Of course, the methodology herein presented is general 
and can be applied to arbitrary reservoirs. An illustrative example 
of tlús situation will bP shown when thP results are reported. 

For the solution of the linear system of equations the NS-AD[ 
(Non-Structured Alternating Direction [mplicit) method of Maliska 
Jr. and Bezerra (1994) is ernployed. The idea of the method is to 
have the sarne flexibility of the tridiagonal algorithms, extensively 
used for structured grids. To accomplish this the domain is swept 
along tines, solving a unidimensional problem for that volumes which 
were cut by the sweping linP. Fig. 2 shows the da.shed volumes which 
will enter the calculation for the sweping line A - t1. Actually the 
problem is solved a.loug the zig-zag line shown in Fig. 2 where a 
tridia.gonal matrix is generated. The key question in this method is 
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the algorithm for sweping the dornain, since no control volumes can 
be left behind during the sweping. At the same time the sweping 
step can not be too short since too many control volumes will bt• 
repeated, influencing considerably the convergence rate. These and 
other details of the solver can be found in Maliska. Jr . a.nd Bezerra 
( 1994). 

Figure 2: Sweping for the NS-ADI method 

Figure 3: Voronoi discretization employed 

NUMERICAL RESULTS 

Fig. 3 shows the type of the Voronoi discretization used for the 
solution of the miscible displacement of tracers iu a five-spot config­
uration, as depicted in Fig. 3. Grids with 431 , 946 and 1661 control 
volumes were used . These results were obta.iued with a very small 
time step. They are not reported here but tbe solution with 1661 
volumes is already independent of the gricl size and, therefore, ali 
rerna.ining results were run using tbis grid. 

l.;\J 1 __ __ __,.___ --- VoronoiGrid(L\t .:..: I, 1/2.1/IOOdays) 
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Figure 4: Concentration along the diagonal. 

Fig. 4 depict the concentration profiles along the diagonal for 
the time when 0.5 porous volume were injected. The profiles were 
obtained for Peclet number equal to 100, defined by 

Pe = VL 
D<P (27) 

and for different time steps. For example, the time step 1/2 means 
that the time st.ep of I day (86400 s) was subdivided in 2 smaller time 
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steps. It is clea.r tbat tbe solution using Voronoi grids sbows much less 
numerical diffusion tban the solution obtained witb the boundary­
fitted grid. Recalling Eq. (7) one sees that the Peclet number can be 
modified by altering tbe dispersivity, since the velocity is cancelled in 
tbe Peclet number due to its appearance in the diffusion coefficient. 
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Figure 5: Concentration at the production well 

As a final application of the model tbe numerical results of the 
present work are compared with the ones reported by Santos el al 
( 1992). Table 1 gives the data of tbe reservoir used in tbe experi­
mental and numerical works. Fig. 5 shows the tracer concentration 
at the production well for contínuos injection and for a pulse of the 
tra.cer corresponding to 0.4 injected porous volume. Both results are 
very good. 

Table 1: Data used in the simulation and experi­
ment 

Dimension ( m) 

Permeability (mD) 

Porosity (%) 

Injected llnw rate ( m3 I s) 
Dispersivity (m) 
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Figure 6: A general example - (a) Pressure field 
and (b) unstructured grid employed 

Fig. 6 shows the unstructured grid employed and the pressure 
field for two injection and tree production wells in an arbitrary reser­
voir, with the only goal of dernonstrating the generality of the nu­
merical model. A problern wit 1 any number of wells with any kind of 
boundary conditions in irreg• ln shape reservoirs can be solved with 
the methodology described in this paper. 

CONCLUSIONS 

The use of unstructured grids, in conjunction with finite volume 
formulations, for the solution oflluid flow problems is becoming a very 
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attractive altcrnative. Its flexibility in generating the grid with vol­
umes with different sizes and shapes is useful for the situatiou where 
pontual sources exists, like lhe wells iu petroleum reservoir simula­
tion. The nature of the Voronoi diagrams facilitates the application 
of conservation laws, since all normals to the control volume surfaces 
are aligned wi th the grid points. The miscible displacement in a 
five-spot configuration was solved and the numerical results agreed 
very well with the experimental ones. The finite volume formulation 
developed is clean and general, allowing extension to more com plex 
problems. 
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SUMMARY 

The present work introduces a numerical method, using boundary-fitted grids, for simulating petroleum 
reservoirs. Boundary-fitted meshes have the capability of conforming lhe irregular boundary of the reservoir, 
allowing better application of boundary conditions and facilitating the specification of geological faults . To 
assess lhe methodology, the well known jive-spot problem is used, where comparisons using curvilinear, 
cartesian diagonal and parollel grids are don e . To demonstrote the ability of the model, a reservoir of 
irregular shape, with 2 injection and 6 production wells, is simulated. 

INTRODUCTION 

The numerical simulation of petroleum reservoirs is of great 
importance in petroleum engineering because full experimental 
simulation in laboratory is impossible. The prediction of the 
flow of oil, gas and water in the porous rock may help very 
important technical and economical decisions about the reser­
voir , like the estimation of the oil production, estimation of 
production time, etc . Nowadays the numerical methods which 
are embodied in commercial simulators are based on cartesian 
discretization. The irregular shape of the reservoir and the geo­
logical faults are better represented if a flexible coordinate sys­
tem is used. Moreover, the application of boundary conditions 
are also easier with the aid of boundary-conforming coordinate 
systems. 

Concerning with the use of boundary-fitted coordinates, 
and other flexible grids, efforts have been recently done in the 
petroleum engineering area. Roson(1989), Sharpe and Ander­
son( 1991 ), Forsyth(1991) and Maliska( 1990,1992,1993), among 
others, have dedicated to the development of numerical meth­
ods using strucutured boundary-fitted grids. 

The present papcr is a partia! report in one of the topics 
under analysis in a more general reserach program to develop 
numerical methods , using fiexible grids, for petroleum reservoir 
simulation. The black-oil model is employed considering the oil 
and water phases in a two-dimensional framework . For testing 
purposes t he well known five-spot problem is solved with the 
aim of evaluating the effcct s of the grid orientation when using 
curvilinear coordinate systems. To demonstrated the ability 
of the model in dealing with irregular shape reservoirs, it is 
simulated the oilfwatcr flow in a reservoir with 2 injection and 
6 production wclls. 

MATHEMATICAL MODEL 

Consider the flow of oil and water in a porous media with 
porosity </J. The equations which will form the mathcmatical 
model are obtained realizing a mass conservation balance for 
each componcnt. ln this case one has oil and water components 

and the oil and water phases. Neglecting body forces and the 
capillarity pressure one obtain the conservation equation for 
the water and the oil as 

(1) 

(2) 

where the equations represent a volumetric conservation, since 
both equations were divided by a standard density, giving rise 
to the volume formation factor Bw and B 0 • The unknowns 
of the equations are the saturation of water and oil and the 
pressure. The closing equations is the conservation of the global 
mass, given by 

(3) 

where Àw and À0 are the mobility, given by 

(4) 

where K and K, 01 are the absolute and relative permeability, 
respectively. 

Eq. (1), (2) and (3) need to be solved for thc unknowns 
pressure and saturatíon of water and oil. There are two well 
known methods for solving this problem. The first one, the 
IMPES method, solves the pressure implicitly and the satura­
tions explicitly. The way to do that is to discretize Eq. (1) and 
Eq. (2) for Sw and S0 , keeping the pressure implicit, and sum­
ming the equations up, obeying Eq. (3) . The resulting equation 
is an equation for pressure. Having pressure calculated, the sat­
urations can be found explicitly. 

The other alternative is to replace So in Eq. (2) by~ 1 - Sw 
and solve Eq. (1) and (2) for pressure and water saturation in a 
simultaneous fashion using, normally, Newton's iteration. We 
have solved the problem with both methods but with emphasis, 
when testing the numerical algorithm, in the .IMPES method 
and, therefore, it is the model described here. 
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PRESSURE EQUATION. Eq. (1) , or Eq. (2), written in a gen­
eralized curvilinear cuordinate system has the form 

a ( ap ap] 
a~ D1 c a~ + Dzc ÔTJ 

â [ aP âP] + ÔTJ D3c Ô1J + D4c Ô~ L~ (c/1 Se )+~ 
.J àt B c .J 

(5) 

where thc subindex c means water or oil , and the coefficients 
can be found in Maliska et al(1992). The already introduo·d 
relativc p ermeability kra, as a functiou of saturatiou, is givt~n 

by 

krw 
Sw 

[M (1 - Sw) + Su,] 
(G) 

and kro by 

kro = 1 - ~'rw (7) 

where M is the mobility ratio. 

APPROXIMATE EQUATIONS 

Integrating Eq. ( 5) in time and in thc control volume shown 
in Fig. 1, one obtains 

L\V [(t/>Sc) _ (t/>Sc)o] 
.J L\t B c Bc 

sc6v 
+-­

J 

[ 
aP ap] [ âP àP] ( 

D1 c 0~ + Dzc O!] e 617 - D1c 0~ + D2c Ô1J w ÔIJ 8) 

[ 
àP ap] [ àP àP] 

+ D3c OTJ + D4c ô~ n 6~- D3c ÔTJ + D4c a~ '6~ 

The derivatives are approximated numerically using a cen­
tral differcnce scheme, and the final discretizcd equat.ion for Se 
IS 

Se = Be.l L\t c 
. tf>6V { - A,.Pp} 

+ B c.ll\t {""" c/JL\V ~ ANaPNB} +se 

where the coefficients can be found'in Maliska ct ai( 1992). 
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Figure 1: Elemcntal control volume 

'I 

(9) 

As already statcd, thc cquation for pressure is obtained by 
summing thc saturation of watcr and oil, rcsulting in 

ApPp = AEPE+AwPw+ANPN+AsPs 

+ANEPNE + ANwPNw + Asf:P.<;L· + AswPsw + S 
(10) 

The control volume mcthod rcquires thc pcrrneahilities to 
be calculatcJ at the interfaces of the control volumes. A intcr­
polation function is then necded, since thcy are stored at thc 
ccntcr of tlt~ ~ control volume. ln this work au upwind scheme is 
used, setting which volume is the donor cdl according if ma~s 
enters or !caves the control volume. 

ln thc IMPES method thc mobility ,\ and the volume for­
mation factor B are ca.lcnlated with the water saturat.ion from 
the previous itcration levei. When iteratiou is performed, in­
sidc the time levei, to upda.ted the molbility and the volume 
forma.tion factor, the method is callecllwre SEQUE~TlAL , b~~­

cause thc equation system is solwd implicitly bnt in seqncntial 
way. It is d ear that the IMPES procednre is cmhodied in th<" 
more ge~eral sequential formulatiou. The it.erat.ivc procedurf' 
IS: 

1. Set initial pn•ssurc and saturation of tht> 
reservmr. 

2. Calculatc Bc and Àc. 

3. Calcula te thc pressun• field through Eq. ( 10). 
The MSl ( SchneidPr and Zedan, 1981) is 
used to solve the lint>ar syst.cm. 

4. Using thc pressure fiel(l calcnlate t.lw sat­
uration of wat.cr and o ii. 

5. If couvergcncc was not. rcachcd recyck 
from item 2. 

6. Set t = t + L\t and cydc back to item 2, 
rcpcating up to the desired time levei. 

NUMERICAL RESULTS 

Before presenting the rcsults obtaincd fm a reservoir of 
complex geometry it is important to analyse the l)('haviour of 
the method in thc solution of a known problem. The widely 
used two dimensional two-phase test problcm is the five-spot 
pattern, reported by Yanosik and McCracken(1978), where the 
imiscible fiow with unfavourable mobilities and the piston-type 
displacement are solved using ca.rtesian parallel and diagonal 
grids. Despite the fact that the pyston-type problem have been 
also solved, only the results for t.he imiscible displacement will 
he reported. Fig. 2 shows half of the curvilinear and the carte­
sian parallcl grids employcd in t.his work. 
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The data used for the simulation is reported in Yanosik and 
McCracken( 1978) anrl in Maliska et al( 1993) and, therefore, will 
not be reproduced here. Fig. 3 shows the water saturation iso­
lines after 0.32 porous volume injected (PVI) for the cartesian 
diagonal and curvilinear grids. 

Fig. 4 shows the results ohtained in the presente work with 
the curvilinear grid and the paralld grid (a) , and the results 
of Yanosik and McCracken(1978), using diagonal and parallel 
grids, with a 5-point stencil and a t.wo-point npstream scheme 
for evaluating the permeability at thc interfaces . 

Curvilinear Grid 

Diagonal Grid 

Figure 3: lso-saturation !ines for 0.32 PVI. 
Diagonal anrl curvilinear grids 

lt was expertec\ that t.he curvilinear grid would present sim­
ilar results as the ones obtained with thc parallel grid, since 
along the diagonal these grids are similar. This, in fad , does 
not happens, as can be confirmed through Fig. 4(a) , where 
these results are shown. This can be explained by the fact that 
only along the line 'joining the wells the parallel grid is similar 
to the curvilinear one. For the rest of the domain , whert' fiows 
the large percentage of matter, the grid is, in fact, skewed to the 
flow. The results of Yanosik and McCracken (1978), Fig. 4(b ), 
are for a two-point upstream for calculating the permeahilities. 
This is the reason why results agree well. 

The diagonal grid, by its turn, is largcly aligued with the 
fiow , except at the diagonal. This may be the reason why the 
diagonal grid shows doser agreement with the curvilinear than 
the parallel grid, as can be seen in Fig. 3. Fig. 5 shows the 
results of the present work using cartesian diagonal and parallel 
grids. The results , of course, are not in agrcement , showing the 
cxistcncc of grid orientation effects. Thc cffects, however, in 
this work, are less pronounc!'d than in the work of Yanosik and 
McCrackcn( 1978) (curves not shown herc). Not considering 
the fact that Yauosik and McCracken(1978) use half control 
volume at the boundaries, the grids used in this paper ·and in 
their work are the sarne. 

The reason for having less pronounced grid orientation ef­
fects in this work may be atributted to tlíe way the const>rvation 
equations are obtained. ln the present work, componPnt con­
servation are cnforccd at control volume leveis, evcn for the 
control volumes at the boundaries. H is not sure that the sarne 
approach is used in Yanosik and McCracken(1978). 

As a final result of the five-spot configurat.ion, Fig. 6 shows 
the porous volume of oil recovered as a function of water porous 
volume injectcd, for the cnrvilinear grid of the preserlt work 
and for the cartesian grid of Yanosik and McCracken( 1978), 
where a 9 points scheme is used . The results agrce wdl. It 
is important to poiut out that, in spite of using 9 points in 
the curvilinear grid schemc, it can not to be said that this 
is a 9-point scheme, since the diagonal rwighbours enter the 
equation through the cross-derivatives, and not through the 
interpolation function , which is , iu essencí', thc responsible for 
altering the grid orientation effects. 

-- Paralld Grid 

--- CurvilinearGrid 

Parai lei Grid 

- - • Diagonal Grid 

Figure 4: Results for 0.32 PVI. Present work -
curvilinear and cartesia.n parallel grids(a) and 
Yanosik a.nd McCracken - parallel and diagonal 
grids(b) 

As an overall evaluation of the above results one can say 
that the curvilinear grid suffer much less of grid oricntation ef­
fects thR.II the cartesian grids. For other coordinate systems, it 
is necessary to employ more elabora te (like 9 points) schemes 
in order to obtain results with the same quality as the ones 
obtained with the curvilinear grid. lt must he pointed out, 
however, that the five-spot configurat.ion is a naturally ade­
quate mnfiguration for the curvilinear grid used . Not always 
will be possible to find a curvilinear grid which fits so well with 
the fiow direction as in this case. 
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Figure 6: Porous volume of recovered oil 

To conclude the preseutation of the results the two-phasc 
fiow of oil and water was simulated for the reservoir shown 
in Fig. 7, where the cnrvilinear grid used and t.he location of 
the injection and production wells aml the geological fault. are 
a!Ro shown. Fig. 8 shows the iso-concentration after 0.05 and 
0.10 porous volume injccted for the two injcdion wells, while 



• Production Well 

• lnjcction Well 

Gco!ogjcal Fault 

Figure 7: Curvilinear grid for the irregular 
reservotr 

Fig. 9 depícts the pressure variation with time for the produc­
tion wells. lnspecting Fig. 8 one sees that there is no possibility 
of flow through the fault, which forces the flow to go around 
the fault in order to reach the other region of the reservoir. 

Figure 8: Iso-saturation after 0.05 and 0.10 
PVI. 
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Figure 9: Pressure at the production wells. 

CONCLUSIONS 

The simulation of the two-dimensional two-phase flow in a 
petroleurn reservoir was realized using boundary-fitted curvilin­
ear grids. The results demonstrated that the model performs 

well, helps in alleviating the grid orientation effects and are 
suitable for simulating petroleum reservoirs of arbitrary shape. 
Geological faults can be also easily modelled using this type 
of grid. The use of boundary-fitted grids is a new topic of 
research in petroleum reservoir simulation and the results en­
courages further developments. Currently the model is being 
extended to admit the gas phase in order to simulate the com­
plete black-oil model. 
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SUMMARY 

The pre.,ent work describe$ a finite-volume method for the $Ímulation of three-dimemional 
petroleum re<qervoirs using nonorthogonal curvilinear grids . The possibility of taki11-g into account 
geological faults i., also included through the especification of fault coefficients in the input data of 
the problem. The physical model uses the black-oil approximation considering the oil and water 
phases. Together with the development of the numerical model, considerable effort was spent to 
create a computacional framework, with pre and post processing facilities , which may allow the 
introduction of new physical models with relative ease. 

INTRODUCTION 

The development of three-dimensional methods for simu­
latíng petroleum reservoírs is a very dífficult task due to the 
inherent complexity of designing 3D numerical algorithms, as 
well as because the irregular shape of the reservoir and the 
need of takíng into account the existence of geological faults . 
The use of curvilínear coordinate systems has becoming an act­
tractive too! for analysing this type of problems (Sharpe and 
Anderson, 199l)(Ferguson and Wadsley, 1986) . 

There are many challenging aspects that need to be care­
fully addressed during the development of a three-dirnensional 
petroleum reservoir simulator. Among them one can name; a) 
the need for a strong and versatile grid gencrator; h) the or­
ganization of the imput data with key words for checking the 
quality of the furnishcd data; c) the treatment of the geological 
faults; d) the developrnent of the numerical rnodel itself, that 
is, to obtain the approxirnatc equations and to solve them, and 
e) the preparation and full visuali zation of the output data. Ali 
the above aspects have been considered, but in this paper only 
iterns c) and d) will be discussed. 

GOVERNING EQUATIONS 

The black-oil rnodel considering the water and oil phascs is 
uscd. Since capillarity cffects wcre not. induded thc unknowns 
are the water and oil saturations and pressure. The govern.ing 
equations are, therefore, 

V' · [V' ÀwP] Ô ( Sw] (1) ôt t/> B +qw 
'W 

V' · [V' .À 0 P] Ô [ So 1 ôt </> Bu + qo (2) 

So +S.,= 1 (3) 

wherc P, S , B and q are prcssure, saturation, volume forma­
tion factor and a source term through which it is specified the 
flow rate at the injection and produ<:tion wells. If pressun· is 
specified at the wells these flow rates net~d to be replan~d, in 

tenns of pressure, through a well model. Since one is using the 
black-oil model with no gas phase, it is immaterial to specifiy 
the component and the phase, since there is only oil in the oil 
phase and only water in the water phase. 

Eq. (1) and (2), written for a general phase o in the carte­
sian coordiante system is 

(4) 

Since one is interested in the development of a 3D numerical 
rnodel in curvilinear coordinates, Eq. (4) needs to be solved in 
this new coordinate system. There are two alternatives to reach 
this goal. The first one is to integrate the governing equations, 
written in the cartesian coordinate system, in the irregular do­
main, as shown in Fig. 1( a). The other one is to ·transform 
the governing equation to the new system and integrate it in 
the regular transformed domain, as shown in Fig. 1(b ). Of 
course, for unstructured grids only the first alternative is possi­
ble. Since one is using structured curvilinear grids, the second 
alternative is easier and gives rise to transformed equations 
which keeps the physical information clearly in its terms. 

r 

(a) (b) 

Figure 1: Control volume in the physical( a) 
and computational domain(b) 

For a transient three-dimensional problem the suitable trans­
formation from the cartesian coordinate system to the general­
ized curvilinear coordinat.e system, is 
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e ((x,y,z,t) (5) 

TJ TJ(x,y,z,t) (6) 

I 1(x,y,z,t) (7) 

T (8) 

Using the inverse function theorem one can find the mctrics 
of the transformation and of its inverse. The expressions of the 
metrics can be found in Maliska et al(1993), and the Jacobian 
of the transformation is given by 

J = -----------------
~~~+~~~+~~~-~~~-~~~-~~~ 

(9) 

The transformation employed allows for any form of the 
reservoir, including variable top and bottom, as can bc seen in 
Fig. 2. 

Figure 2: 3D arbitrary reservoir 

Using the chain rule, and after some algebraic manipula­
tion, one can get Eq. (4), transformed to the new system, as 

1 a [ Sa] qa a [ ap aP aP] 
J ôt </J Ba + J = ae Dia ae + D2a aTJ + D3a i)J 

a [ ap aP aP] + aTJ D4a ae + Dsa aTJ + D6a O, (10) 

a [ ap ôP ôP] + Ôi D1 o ô( + Dsa ÔTJ + D9a 01 

The coefficients appearing in Eq. (10) can be found in Maliska 
et al(1993). According to the finite-volume procedure, Eq. (10) 
needs to be integrated in time and over the elemental control 
volume shown in Fig. 1. The integration gives 

ôV [(</JSa) _ (<PS")o] + qaôV = 
Jôt Ba Ba .J 

[ 
ôP ôP ôP] 

Dia ô( + Dza 011 + D3a Ô/ e ÔTJÔ/ 

[ 
ôP ôP ap] 

- D1a ô( + D2a 071 + D3a ai w ÔTJÓ! 

[ 
ôP ôP ôP] + D4a ô( + Dsa ÔTJ + D6a 01 n ô(ô1 (11) 

[ 
ôP ôP ôP] 

- D1a Ô( + Dsa ÔTJ + D6a Ôi • Õ(Ó/ 

[ 
ôP ôP ôP] + D1a ô( + Dsa ÔTJ + Dg, 01 t ô(ôr1 

[ 
ôP ôP ôP] 

- D1a 8 , + Dsaa + Dgaa ô(ôTJ 
~ TJ I b 

lnspecting Eq. (11) one realizes that it is necessary to eval­
uate six. direct derivatives and twelve cross-derivatives at the 
control volume interfaces. It is not difficult to foresee that it 
is a very complicated procedure, specially for boundary control 
volumes. To have different evaluation according to the bound­
ary conditions results in a very cumbersome calculation routine. 
To avoid this, both boundaries and geological faults are treated 
in a similar way, that is, a general equation is developed, where 
the existcnce of geological faults and the type of the boundary 
condition is prescribed through coefficients as data input of the 
problem. This topic is now addressed. 
DEVELOPMENT OF A GENERAL EQUATION. To explain 
the calculation of direct and cross derivatives consider evalu­
ating these derivatives at the east face of the control volume 
shown in Fig. 3. They are 

ôP\ ae e 

PE -Pp 
FD(p ô( 

ôP I =C F(rJfEPsE +C F(11~;PE +C F(rJ~ EPN E + 
Ô'7 ,. ôry 

CF(11fPs + CF(TJ~Pp + CF(11~PN 
ÔTJ 

ôP\ 
p p p 

CFb8 r;PBE + CFbr;Pr: + CFb·n·PrE + 
01 e ÓTJ 

CF(J~PH + CFE1f,Pp + CF(Jj,Pr 
6( 

/:~/~; ~~~.: .~ Á 

/ ~~~ ' "' 
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Figure 3: Examplc of a fault location 

(12) 

(13) 

(14) 
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To demonst.rat.e the way the fault coefficients are intro­
duced, consider Fig. 3 where a two-dimensional situation is 
used, for simplicity. If a fault passes through the segment BD, 
which is along a consta.nt ( line, the coefficient ff.p is equal to 
1. Knowing that the relation between F D(p and f(p is given 
by 

(15) 

one sees that the direct derivat.ive given by Eq. (12) results 
zero, as it should be, sincc therc is no flow through BD if 
a fault passes through t.his segment .. For faults along AB, AG 
and CD, the cot'fficicnts are, by ana.logy, respcctively, frJp = 1, 
ff.w = 1 and fTJs = 1, with the corresponding F D coefficients 
given by equations similar to Eq. ( 15). 

Let us now consider the evaluation of a cross-deriva.tive at. 
the east face, given by 

apl 
Ô7) ' 

where 

ôP! 
01] /,e 

0.5 - 0.5 -ôPI BPI 
0T) Lc UTJ Re 

PNf: - PsE 
2Ôr) 

(16) 

(17) 

(18) 

where the simbol Le a.nd R c means to thc left and to the right 
of c. Lets imagine that a fault exists at the segmcnt CD, that 
is in the south face of the control volume. For this case, one 
h as 

âP! 
OT) Le 

(19) 

lf a fault is prescnt also in the segment AB, thcn the above 
derivative is equa.l to zero. 

The final general equation will be function of the f coeffi­
cients, already described, with the following fonn 

âP! 
ÔT) Le 

(1- frJs)(1- fTJP) (PN- Ps) 
. 2ôry + 

:_i T)-'..:::S--'.(_1 _-..:..f..:.:.TJ p:....:)_,_[ P_:.N.:__-_P..:..-'.p l + 
Ôl) 

fr!P (1- frys) [Pp- Ps] 
ÔT) 

(20) 

Eq. (20) can be written in a more elegant form putting to­
gether the pressures with the sarne index. The resulting equa­
tions is 

âP! 
ÔT) Le 

(2CFryNPN + 2CFrysPs + 2CF7JpPp) 
ÔT) 

(21) 

The sarne procedure can be done for the derivate at Re. 
Using Eq. (16) the general equation, Eq. (13), is ohtained. The 
equation obtained is valid for any control volume independently 
if the volume is located at the boundaries or dose to geologi­
cal faults, inside the reservoir. ln other words boundaries are 
treated as geological faults. The final equation for pressure is 
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- 1 [(<!> S, p)- (<!> S,p )o] + q,p = - ApPp + AePe 
Jf:l.t B, p B.,p J 

+ AwPw + ANPN + AsPs + ArPr + AaPa 

+ A 5 ePsE + AswF\w + ANEPNE + ANw PNw 

+ AaePaE + AawPaw + ArePre + ArwPrw 

+ ArsPrs + ArNPTN + AasPas + AaNPBN 

Eq. (22) can be written in a more compact form , as 

NUMERICAL SCHEME 

,.-- ----

(22) 

(23) 

As already sta.ted in the begining of the papcr the major 
preocupation of this work was to crea.t.e a. full framework for 
developing nmnPrica.l met.hods using 3D boundary-fitted grids. 
To move from an explicit. schemc to an implicit one is a minor 
change compareci wit.h the complex struct.ure required by a 3D 
petroleum simulat.ion met.hod. 

ln the present work the two-phase bla.ck-oil model is solvcd 
using the lMPES method. Capillarity effects are not consid­
ered , what amounts in solving the equa.tions for pressure a.nd 
watcr and oil saturations. To accomplish this, Eq. (22), writ­
ten for the water and oil satura.tions, are added, according to 
Eq. (3), to obtain the implicit equation for pressure. Having 
pressure calculated the saturations can bc found explicitly. 

TESTING PROCEDURES 

To test a 3D numerical simulation method is a difficult task 
because there is no bench mark solutions, available in the li ter­
ature, which considers simple problems. ln general the 3D cal­
culations involve real reservoirs with real conditions, by-passing 
many steps necessary in checking a computational model. ln 
this paper one has followed some step-by-step solutions in order 
to assess the correctness of the model implementation. 

To accomplish this the two-phase flow in a cube, with only 
one injection well located at the cube center, is solved. The 
flow is allowed to leave the domain through the boundaries . At 
this point it is worthwhile to mention that the model was con­
structed such that any vertical or horizontal well can have many 
different completations. Fig. 4 and Fig. 5 show the iso-pressure 
and iso-saturation !ines after 0.3 porous volume injected . The 
idea of solving this problem was to check the symmetry of the 
solution, an important aspect that can only be assessed with 
simple problems. 

The second test problem involves a more general reservoir. 
ln this case the two-dimensional solution must be recovered, 
if the 3D simulation is realized considering zero derivatives as 
boundary conditions along the depth of the reservoir. 

Fig. 6 shows the water iso-saturation !ines after 0.263 porous 
volume injected for the 3D and 2D calculations. The results are 
exactly the sarne. Using the sarne geometry as in the second 



Figure 4: Lines of constant pressure after 0.3 
PVI 

Figure 5: Lines of constant water saturation 
after 0.3 PVI 

VPfa0.263 

Figure 6: Results for the 3D and 2D calcula­
tions - irregular reservoir 

test problem, the two-phase flow is now solved in a fully three­
dimensional situation. Six layers are used with one injection 
well completed in two middle layers andother along ali layers. 
Fig. 7 shows the velocity vector for the surface of the reservoir 
and Fig. 8 depicts the iso-saturation lines. Many other 3D situ­
ations were solved considering blocks of geological faults inside 
the reservoir. These results are reported in Maliska et al(1993) . 

CONCLUSIONS 

This work presented a 3D numerical model for simulat­
ing two-phase flow in petroleum reservoirs. The model uses 
boundary-fitted grids creating a single equation applied for any 
control volume, which simplifies enormously the procedure for 
creating the system of algebraic equations. The computational 
model is prepared to accomodate explicit or implicit schemes, 
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Figure 7: Velocity vectors for the 3D reservoir 

Figure 8: Iso-saturation !ines for the 3D reser­
vmr 

having the possibility of specifying vertical, horizontal and in­
dined wells, with different completations. Faults can be rep­
resented through fault coefficients given to t.he model as input 
data. 

REFERENCES 

• Ferguson, W . I. and Wadsley, A. W., "The Cons truction of 
Curvilinear Coordinate Grid Systems for Reservoir Simula­
tion", SPE Europian Petroleum Conference held in 
London, October, 1986. 

• Maliska, C. R., Silva, A. F . C. , Jucá, P. C. S. , Cunha, A. R ., 
Livramento, M. A. , "Development of a Three-Dimensional 
Black-oil Simulator Using Boundary-Fitted Coordinates" (in 
portuguese), Report prepared to: CENPES/PETRO­
BRÁS S.A., Part I, April, 1993. 

• Sharpe, H. N. and Anderson, D. A., "Orthogonal Curvilinear 
Grid Generation With Preset Internal Boundaries for Reser­
voir Simulation ", 11th SPE Symposium on Reservoir 
Simulation held in Anahein, California, February, 1991. 

ACKNOWLEDGEMENTS 

The authors are grateful to CENPES/PETROBRÁS for 
supporting the reseaxch work in petroleum reservoir simulation 
at the Computational Fluid Dynamics Laboratory/SINMEC. 

j 



V ENCONTRO NACIONAL DE CI~NCIAS TÉRMICAS - Slo Paulo,SP- BRASIL (DEZ. 1994) 
11 SIMPÓSIO DE ENGENHARIA TÉRMICA • SP- BRASIL (DEZ. 1994) 

A NUMERICAL GRID FOR 
DROPLET VAPORIZATION PROBLEMS 

A.J.K.Leiroz and R.H.Rangel 

Department of Mechanical and Aerospace Engineering 
University ofCalifomia, Iroine 

Iroine,CA 92717 USA 

SUMMARY 
This paper presents a discretiiing grid for the numerical simulation of the vaporization of an irlfinite 

stream of droplets in the limit of zero Reynolds number. Analytical transformations are developed so the 

solutions can be sought in a regular domain and points clustered in high-gradient regions. The transformed 

equations are discretized. and the resulting algebraic system of equations solved using subroutines from 

scientijic routine libraries. The resu!ts are compared to analytical solutions avaüable to limiting cases, for 

valídation purposes. 

Introductlon 

Droplet vaporizatlon occurs ln a Wide range of technological ap­

pllcatlons such as Diesel and llquld rocket engines. For an isolated 

droplet, the veloclty. temperature and concentratlon profiles can 

be found under sirnplifYing assumptlons by solving the governing 

equatlons analytlcally (Spalding, 1953). When a group of droplets 

Is present and the interdroplet dlstances are small enough to make 

interactlon between them slgnlficant, analyttcal solutions are not 

possible. This Is the case of most practical devices, where dense 

sprays prevall and droplets are subjected to conditions different 

from the ones expertenced by lsolated ones. 

Theoretlcal studles of droplet-array vaporlzation have been car­

rted out by neglecting or transforming the convective terms ln the 

governing equations, and then using the lineartty of the obtained 

equations to build solutions by the method of lmages (Labowsky, 

1978). These solutlons confirmed the importance of droplet ln­

teraction for the vaportzatlon of arrays of droplets. Numertcal so­

lutlons have been limlted to the study of a few droplets due to 

the need for a fine enough computatlonal grtd to resolve the small 

scale phenomena near the droplets. Results show an inner region, 

strongly lrúluenced by the individual droplets and an ou ter region 

dominated by the externa! flow (Llu atai .. 1988). The vast major­

lty of numertcal models have been llmited to high and moderate 

Reynolds numbers since these prevall ln the initial portlon of the 

llfetlme of most droplets ln a real combustor. However, the zero 

Reynolds number limit Is the logical next s tep beyond the classical 

lsolated droplet theory resulting ln the d2 law and, consequently, 

lt Is the subject of the present study. 

Droplet stream vaportzatlon has been also the s ubject of exper­

Imental work both ln convective and nonconvective situations. As 

ln the numertcal approaches. expertments are limited by the small 

spatial scale of the physlcal phenomena (Faeth, 1983). The classl­

cal d 2 law for an lsolated droplet was shown not to be followed by 

the droplets ln a stream and buoyancy effects were substantlally 
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affected by the droplet interaction leading to a decrease of the 

droplet vaportzation ra te, when compared to the lsolated droplet 

case (Miyasaka and Law, 1981). 

The present work a ddresses the problem of droplet s tream va­

portzatlon by developing a discretlzing grtd capable of resolving the 

small scale phenomena near and between droplets of a linear array 

at zero Reynolds number. Analytlcal solutlons avallable for limlt­

ing cases are u sed for validation purposes. Results for the veloclty 

potential and temperature fields are presented, for droplet s tream 

vaportza tion 

Analysis 

A schematic of the problem is shown ln Fig. 1. A section of a 

long stream of droplets , where the end effects can be neglected, Is 

considered. As a first a pproach, the flow generated by the vaportz­

ing droplets can be studied under the assumption of the potential 

flow theory. 

Figure 1: Center portlon of a stream of droplets and principal 
dimensions. 



1t is also desirable to cluster polnts ln regions where steep gra­

dients ln the solution are expected, as is the case near the droplet 

surface. ln dolng so. less polnts need to be used for the sarne 

precision. which translates lnto less expensive computations. 

For this purposes we can define (Anderson et al .. 1984) 

f + 1l- 7) ln ~-1 + 7J 
c=1 - ~ 

ln(c -1) 

(15) 

to be used, instead of '7· The clustertng parameter c assumes 

values between 1 and oo, and its influence on the results must 

be evaluated. A change ln the rate of convergence is expected. 

as the grid is refined, for different values of this parameter and 

care must be exercised to avoid numerical errors as the distance 

between polnts become very small. 

The governlng equations must be rewritten uslng the new vari­

ables. Since the transformations developed above are ali analyt.­

lcal, thelr metrics can be promptly obta!ned. The transformed 

equations present new terms. such as cross derivatives, and coef­

ficlents dependent on the position in the transformed doma!n. The 

boundary conditions must b e subjected to the sarne transforma­

tion as the differential equations. 

Once obtained. the transformed equations can be discretized 

uslng the finite - difference method. A second-order accurate 

scheme is used throughout the doma!n. lncludlng the boundary 
polnts, with exception of the cross dertvatlves terms ln the cor-

ner points. where a backwards first order approximatlon is used. 

The discretization leads to a system of algebraic equations with 

the values of potential and temperature at eacn grid polnt as un­

knowns. A typical equation ln this system presents nine non zero 

coefficients. The system of equations is solved first for the poten­

tial, using a guessed value for the droplet surface velocity. With 

the potential obtained for each grid polnt. the velocity components 

can be found and the temperature field obtained by solving the 

correspondlng discretized equations. Using the temperature gra­

dient at the droplet surface. a new value for the surface velocity 

can be found (Eq. 11) and used to improve the potential. This pro­

cedure is repeated unW an established tolerance is reached for the 

surface velocity. SpecifY!ng a constant value for the potential at 

the ou ter boundary. which corresponds to a parallel flow, has the 

effect of maklng the discrete system of equations for the potential 

to have a unique solution. 

The iterative scheme for the solution employs the analytically 

obtained isolated droplet surface velocity as the initial guess. Under 

relaxation is used between iterations to guarantee convergence. as 

higher values of Ja are considered. Thls fact can be explained 

by the increasing importance of the convective terms ln the en­

ergy equation as Ja increases. Upper-limit values for the under ­

relaxation parameter were found to be 1.00 . 0.75. 0.10 forJa values 

of I. 10. 100 respectively. For values of Ja lower than unlty, no 

under-relaxation is necessary. 

The system obta!ned from the procedure descrtbed above is 

solved uslng the IMSL routine DLSARB (IMSL. 1991). which lncor­

pora tes an iterative refinement of the solution and makes use of 

the sparseness of the system matrlx by means of band stor!ng lts 

coefficients. Once convergence is achieved. the transformatlons 

must be lnverted. so that. the values obtained ln the transformed 

plane can be allocated to the correspondlng polnts ln the physi­

cal doma!n. Slnce ali transformatlons are analytic. the lnverslon 

relations can b e written as 

,.· = ry{f(O)- 1} + 1 (16) 

where 

TJ= (c+l) - (c-i)(f!:-+)(1- c) 

(<:_±_1) (I - c) 
c=t +1 

(17) 

and 

0-

1 
~ ( 
n"/2- 0, ((-1)+~ 
1- ( , 

. for o :S o :S e' 
(18) 

. for e' < o :S ~ 

Some grids generated uslng this method are shown ln Fig. 2. 

The developed transformations place a coordlnate line along the 

droplet surface. avoidlng the use of nonuniform grids. Normal 

gradlents to the droplet. present ln boundary [Eq. 3) and coupl!ng 

(Eq. 11) condltlons can be readily obta!ned, slnce the grid l!nes are 

also orthogonal to the droplet surface . 
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Figure 2: Computational 21x21 grids ln the physical plane for 
c = 1.002 [above) and c = 1.01 (below) 

Results 

ln order to validate the numerical procedure. we compare the 

calculations with analyt.ical results for a number of limiting cases. 

The first of these modified problems is the one related to a single 

droplet in a infinlte medium. Equatlons and boundary conditions 

for this problem (Rangel and Sirignano. 1989) are the sarne as 

Eq.(l)-(7) . when the half distance between droplets b• approaches 

infinity. For numerical slmulation purposes. this conditions -wlll 

be obtained by considering b• large enough. such that the lnterac­

tlon between droplets can be neglected. Converged numertcal and 



~- ------- ----1 
Figure 1: Physical domain and principal dimensions. 

After symmetry consideratlons are made, the domain where the 

solution is sought is obtained (Fig.2) and, uslng a spherical coor­

dlnate system centered on one droplet, the equations governing 

the vaporizatlon of a stream of droplets can be wrltten ln their 

nondimensional quasi-steady form as: 

_!__i_ (r' 2 a<t>•) + - 1
- ~ (sinO a<l?' ) = O ( ll r' 2 ar• a,.. r' 2 sinO ao iJO 

ar• u' ar· 1 ( 1 a ( .2aT') I a (. iJT')) u'-+___1_--_ --r-+---- smO-
r ôr• r' ao - Ja r• 2 ar·' ar·' r• 2 sinO ao ao 

(2) 

ln 
b' 

1 < r' < cosO ' 

where the veloclty components are 

• Ur a<J>• 
Ur = V,..,/ = &- and 

with boundary conditlons: 

a<t>· = V,(IJ) = V;(O) 
ar• Vref 

T ' =O ; r' = 1 (3) 

<I>' --+ o (4) 

at the droplet surface. The droplet surface is assumed at a con­

stant temperature equal to the vaporizlng temperature of the liquid 

at the prevailing pressure . 

Numerical Considerations 

The numerical simulation of this vaporization problem is car­

ried out uslng the finite - difference method. For the numerical 

lntegratlon of the equations. boundary conditlons at i;:finity (Eq. 4) 

are applied at a finite distance a (Fig.2). Due to this approxlma­

tion. the obtained results must be tested for lncreaslng a ln order 

to satisfY a established precision requirement. 

The proposed transformations will map the symmetry plane 

between two droplets (7·' cosO = b') and the ou ter boundary (r' sinO = 
a') onto a single side ln the transformed domain. 

We begln by definlng: 

{ ~· 
f(O) = 

a' 
sinO ' 

(12) 

where O c corresponds to the angle of the domain diagonal. 

The functlon f(O) defined above is continuous but its deriva­

tive can not be defined along the O = Oc line. Looking ahead ln 

the analysis. one can notice that the derivatives of this functlon 

will be present ln the transformed equatlons, which would lead to 

discontlnuous coefficients for these equatlons. ln order to avold 
this shortcoming, which can cause complicatlons ln the numerical 

solution, the transformation developed for the polar angle places 

a grtd line along O = Oc and approprlate matching conditlons are 

applied to the mesh points along that line. These conditions guar­

antee that fluxes of mass and energy are conserved across the 

referred line. This corresponds to splittlng the physical domain 
a <I?' 
To =0 

ôT' 
ao=o ; o= o 1 <r' < b' (5) into two subdomains divided by the O= O c line With boundary con-

a <I?· ar· ·IJ= ~ 1 < r'< oo To =0 To =0 ' 2 
(6) 

a<J?· _ ô<l?' • ar· . ar· • • • 
- -- smiJ + - b = -- smiJ + -a b = O; r cosO = b O < O < O e ao ôr' ao r• 

(7) 

The equatlons were nondimensionalized uslng new vart.ables 

defined by: 

r' 
r 

R 

where 

1"= T-1: 
Too- T, 

k 1'00 - T, 
v,.,, = phfg --R--

(8) 

(9) 

The Jacob number. appeartng ln the nondimensional energy 

equation. is defined as 

(10) 

Equations ( 1) and (2) are coupled by the energy requirement: 

-- -v· --ôT'l iJ<I?'l 
ar· r•:t - j - 8r" r•:] 

(11) 

ditlon specified so that both solutions match smoothly. despi te the 

discontlnuity lntroduced by the transformatlon. 
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Uslng these ideas. the first transformation can be defined and 

the new variables can be written as: 

r' -R 
7J = f(O)- R 

(13) 

and 

(=I~ () 
l rr~2-_5oc(O- !f)+ l . for O c <O :S ~ 

, for O :S O :S Oc 

(14) 

Values of ( , are chosen such that the ratio between the number 

of points placed below and above the diagonal is proportional to 

the aspect ratio of the truncated physical domain. ln doing so. 

a better distribution of grid points can be achieved, since, as the 

domain is stretched, fewer points are required above the domain 

diagonal due to the smaller gradients present ln this region as the 

far -field conditions are approached. 



analytical (Rangel and Sirignano. 1989) solutions are presented ln 

Fig. 3 for comparison, for the region near the droplet. Values for 

::. 

Figure 3: Equipotential lines (above) and lsothermal lines (below} 
for an lsolated droplet - Numerical (solid) and Analytical (dashed) 
solutlons (Ja = 1) 

the lnterdroplet distance to prevent lnteractlon .proved to be func­

tlon of the Jacob number (Ja). '!ypical values used for b" were 200 

and 400 for Ja values of l and 10, respectlve1y. Although the trans­

formatlons were not developed for this speclfic case, the numerical 

results show very good agreement With the analytical one. validat­

lng the numerical procedure. The nondimensional drop1et surface 

velocity obtained numerically agrees with the correspondlng an­

alytical value to 4 slgnificant digits. Besides, by comparing the 

numerically obtained value for the droplet surface veloclty against 

the analytical one, a clustering parameter c lower bound value 

can be obtained. Thls lower bound value can be used when the 

stream of droplets Is considered. The procedure was also tested 

uslng lsolated porous spheres With good agreement with analytical 

solutlons. 

The full system of equatlons can be now analyzed, and so1u­

tlons are presented ln Fig. 4 , showtng the equipotentlal contours, 

velocity vectors and temperature dlstributlon, within the region 

near the droplet. Aspect ratlos values up to 7:1 were used ln the 

stmulatlons, Without loss of precislon ln the near field. leadlng to 

to variations ln the total droplet vaportzation rate of less than 2%. 

Calculatlons employtng this grtd have been carried out by Lelroz 

and Rangel(1994) for a variety of Ja and droplet spaclngs. 

Conclusions 

A dlscretlzlng grtd to study the vaportzation of an lnfinitely-long 

droplet stream With finite lnterdroplet spaclng has been developed 

and applied for the case of zero Reynolds number (stagnant condi­

tlons) . The numerical procedure has been valldated by comparison 

with classical analytical results for an iso1ated droplet. The droplet 

stream case has been also analyzed, and the developed grtd of 
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Figure 4: Equipotentia1lines. strea mlines, velocity vectors (above} 
and temperature regions for a stream ofvaporizing droplets- Nu­
merical solutlon b" = 2 (Ja = 1 - 126x 126 points) 

near and between the droplets. 
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SUMMARY 
This work compares and di seus ses performance of the a/gorithms SIMPLE, SIMPLER. SIMPLEC and 

compressib/e jlow formulation of SIMPLE algorithm. when simu/ating compressib/e jluid jlow at low Reynolds 
numbers, without heat transfer. To use boundary-fitted coordinate systems. the generalizedform ofthe governing 
equations is used and the source terms are evaluated in complete form. Some results are presented for 
comparison purposes. 

lntroduction 

Physical situations requiring numerical simulation of low 
Reynolds number flows of compressible fluids, without heat transfer, are 
eommon in engineering applications. The main feature of these problems is 
that eompressible effects are not significant and hence may be disregarded. 
Thus, the use of incompressible flow algorithrns should yield good results . 

Therefore, incompressible flow formulations of Finite Volume 
based algorithrns may be used, and one can expect to get the sarne results 
obtained by a compressible flow formulation. Within this work, 
incompressible flow formulations of SIMPLE, SIMPLER (Patankar, 
1980) and SIMPLEC (Van Doormmal and Raithby, 1984) algorithrns are 
compared with a compressible flow formulation ofthe SIMPLE algorithm. 

To establish proper conditions for comparisons, sarne routines 
were used to evaluate tensors and source terms for ali of them. Therefore 
the' only differences arnong the algorithrns concem their structures . 
Moreover, they differ in the use of thermal energy and state equations, 
which were brought only in the compressible flow formulation of the 
SIMPLE algorithm. 

This formulation, which is capable of solving compressible flow 
problems, includes viscous dissipation in energy source term and provides 
an upwind scheme for density in the pressure correction equation . 
However, low Reynolds number flows, without heat transfer, are not likely 
to need this features and, therefore, incompressible flow formulations 
should suffice for simulating them. 

Yet, within the incompressible flow formulation, the coupling 
betwer.n momentum and mass conservation equations suffers from 
stiffness, since one imposes zero divergence for the velocity field, during 
the iterative process. This happens because these equati0ns are 
sequentially evaluated in each itcration, and the rcsults of any of them are 
not bound to satisfY the othcr, unlcss convergence has beef! achieved. 
Hence, during the iterations, momentum equation residue and (P') source 
tenn altemate in magnitude, giving ·to the convergence criterion an 
oscillating pattem. Within this pattem, oscillations' amplitude slowly 
decreases as it approaches the converged solution. 

ln this sense, introduction of fluid compressibility provides the 
eoupling between these equations with one more degree of freedom, thus 
removing its stiffness. This feature is likely to smooth convergence 
process, which means reducing the amplitude of its oscillations. 
Nevertheless, it will not necessarily reducc thc number of iterations, due to 
the introduction of thermal energy equation, which must also be 
eonverged. 

ln fact, false compressibility schcmcs do the sarne task without 
spending as much computational effort and memory storage space as 
eompressible flow formulation does. However, the former ones do not 
preserve small magnitude effects of fluid compressibility that could 
otherwise affect the solution. The test cases, which were included in this 
work, do satisfY conditions stated above, thcrefore, comprcssibility ctfects 

must become negligible as convergence is achieved, in spite of playing an 
important role during the iterations . 

Goveming Eguations 

For incompressible flow formulations, the set of goveming 
equations involves mass and momentum conservation principies, which, in 
generalized form are given by: 

Continuity equation: 

ap 1 a ; 
-+--. (Jpu) =O 
at 1 as· (I) 

Where (p) stands for density and (1) stands for Jacobian of the 
transformation which leads form physical to mathematical space. The 
former is represented by a Cartesian reference frame (X,Y) and the last by 
curvilinear coordinates (I;, 11 ). Velocity is given by its contravariant 

components (ui). Momentum equation: 

a . 1 a . . 1 a ( . au') . 
- (pu ' ) + - ~ (Jpu'u' ) = - ~ ,Jg'" - + pf' + at J aç,' J aç,' ,... aç," 

. 1 a ( .. ) .. ~ 
+f.:O (T"" - Jp\l"U") + J àÇ,i JK' ' - g'' àÇ,i 

(2) 

Where ( 1: ij) represents the stress tensor, and the tensor ( K ij) is 
defined for the momentum equation to cast it in the form of general 

conservation principie, as stated by Patankar (1980). Both, ( 't ij) and ( K ij) 
are given by: 

) 1 ( )n ôU' tn au' ag" J 1 , , a n ] 

~ Z g Bé," + g Bé," - 8f; u r 3J g Bé," (Ju ) 

(3) 

(4) 

ln the above equations, (g ij) stands for the contravariant 

components of the metric tensor, (r ~n) represents a Christoffel symbol of 

the second kind, (1-!) stands for dynamic viscosity, (fi) represents field 
force contravariant component and (p) represents pressure. 

For compressible flow formulation, the set of equations also 
includes state and thermal energy equations. The ideal gas law 
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has been used for the forrner. White for the last, the enthalpy forrnulation 
has been used (Volpe and Pimenta, 1989): 

:..-~· 

( 
(} 1 (} i ) 1 (} ( " õf) c - (pT) + - - . (Jpu T) = - - Jkg - + <tJ 

p ot J aç· J aç' aç' (5) 

Where (T) represents absolute temperature and (c p) stands for 

constant pressure specific heat. The source-terrn ( <1> ), which includes 
viscous dissipation and pressure gradient terrn is given by : 

ij( à ( ) k) J àp n àp) 
<1> = , àé,j u, - u,r;j + p1(àt + u àé," (6) 

Where (!3) represents volumetric compressibility module. For the 

momentum equation, the source-terrn is split into two parts, separatíng 
pressure gradient terrn from those involving stress tensor and field force. 
This last terrn (s') is given by: 

• · ·· · I à ·· 
s =f'' (<'l-pumu")+pf'+--.(JK'l) 

mn J àÇl 
(7) 

Discretization Equations. The discretized forrn of these equations 
are developed by integrating them over an elementary contrai volume, as 
shown bellow (fig. 1), which represents a computational cell in the 
transforrned space. Momentum, mass and energy fluxes across its 
interfaces are evaluated using a staggered grid scheme for velocity 
components. ln arder to locate properly interface and central points, 
functions X(Ç,, 11) and Y(Ç, , 11), which are known only at grid points, are 
then expanded into Taylor series to second arder truncation errar. A 
second arder central difference scheme is applied to evaluate metric 
coefficients, and this is dane for central, interface and grid points 
separately. This procedure ensures the use of difference representations of 
sarne arder for the whole set of metric coefficients (Thompson et ai., 
1985). Besides, these coefficients are ali evaluated before flow field 
calculations. 

.. N 
cv: (ns) 

n 

. ~ ~t· ,,, ~ . [ H ÓTJ= I 

cv: (we) 

s 
ó1;=1 

Figure l. Computational cell in the transforrned space. Solid tines 
represent main contrai volume (c), while dashed tines represent staggered 
contrai volumes (ns) and (we). Their sides (~Ç,) and (~11) are both taken 
equal to one. 

Source-terrns are linearized by integrating them over the contrai 
volume. The used numerical values are those fram the previous iteration 
and their results are treated as constants. Their derivatives are evaluated 
by the sarne second arder central difference scheme. For momentum 
equation, source-terrns are split into two parts, each one regarding one 
direction and the related staggered contrai volume, (we) or (ns). For energy 
equation, however, source-terrn is evaluated for the main contrai volume. 

To accomplish this, components of both tensors, ( 1: ij) and ( K ij ), and their 
derivatives are evaluated separately for interface and central points. 
Pressure gradient terrns, on the other hand, are integratcd for each 
staggered contrai volume, (we) and (ns) directions. 

--~·· 

~C(We) = ff S * dÇ,d11 
(we) 

~ ff <l>dl;d11 
lei 

scln s) = ff s 'dT]dÇ 
(n s l 

(8) 

(9) 

Within this frarnework, discretization equations for momentum 
and therrnal energy are given by the following expressions. Momentum 
equation in the (we) direction: 

1 ~ 1 11 
aeu e = ~ a nbunb + b + (g JÓfl)(we)(Pp- PE) 

a e = l anb + a ~ (10) 

b = J(c)Sc(we) ó/;ót] + a~u ~ 1 

a~ = (p~J (c ) óÇótj) I ót 

Momentum equation in the (ns) direction: 

anu~ =L anbu~b + b + (g 22
Jó!;)(ns)(Pp- PN) 

nb 
o 

an = ~anb +an (li) 

b = J (c) sc(ns)ó/;óll +a~ u ~2 

a~= (p~J(c)óÇóT]) I ót 

Thermal energy equation: 

apT= L:anbTnb + b 
nb 

ap = L:anb +a~ 
nb 

- o o 
b = J <cJ <l>,ól;t1T] + ap TP 

a~ = (p~J (cJôÇ,ôTJ) I t1t 

(12) 

Coefficients of the discretization equations are defined as sum of a 
diffusive term (D) anda convection term (F). These terms are evaluated at 
the interfaces of the contrai volume. This means using staggered contrai 
volumes for momentum equations, and central ones for energy equation. 
Besides, the diffusive part involves a general diffusive coefficient (À.), 
which stands for dynamic viscosity (À.= l.l) in momentum equation and 
for the ratio of therrnal conductivity to constant pressure specific heat 
(À. = k I Cp) in energy equation. Furthermore, the Peclet number (Pe) is 

defined as the ratio between the strengths of convection (F) and diffusion 
(D) . 

aE = D.A~Pe.l) + I~F. ,oll 
aw = DwA~Pe...!) + I!F-,~~ 

a" = D"A~P~~~ + 11-F",O" 

a5 = D,A~Pe,!) + IIF,OI! 

llx, Yll ~ greater. . of. ~ y} 
o. = ((Jg' \óTt ) I õiJ., ..... D" = [<Jr/2

Ã.ól;- ) I ótÍln) 

F. = (Jpu' óry,.,. · · · · · . · · · Fn = (JpU
2 
ÓrVinl 

Pe. = F. I D •............. .. . P~ = Fn I Dn 

( 13) 

For the function A( I Pe I), a series of schemes is proposed 
(Patankar 1980): central difference, upwind, hybrid, power law and 
exponential. Although routines pravide the possibility ofusing any ofthese 
schemes, the power law scheme is adopted in this work, and it is given by: 
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A(IPel> = ,,0,(1-0.liPei>~ll (14) 

Expressions for evaluating pressure (P) and velocity (u1 , u2 ) 
fields from the last estimatcs available: (P*) and (u'', u''), which use 
pressure and velocity corrections (P') and (u'', u' '), are defined: 

p = p* + p• 

u 1 

u2 

C e 

Cn 
ul, = 

e 
u2 '= 

n 

1* 1. u + u 
2* 2. u + u 

[(g
11Jt111) I ae l(we) 

[(g22J~) I an l(ns) 

Ce (Pp' - PE') 

Cn (Pp'- PN') 

(15) 

~ 
~ 
f, 

.:,~: 

:i 
~· 
:i 



Hence, the continuity equation for the SIMPLE, SIMPLEC and 
SIMPLER algorithms is written in terms of pressure corrections, by means 
ofthese expressions: 

apPp' a aEPE'+awPw'+aNPN '+asPs '+b 

"E = (Jt.'l). C,p 

•w = (Jt.'l).c.p 

"N = (Jt.F,), C,p 

"s • (Jt.~.c.p 

8 P = 8 E + "w + 8 N + 8 S 

b • h<P~. ~) - Pp(Pp· Tp)}ct.nt.E, I t.t)+ 

+~Jp'u''). - (Jp'u''>-:~11 + [Op'u''), - (lp'u''>.]6~ 

(16) 

For the compressible flow formulation of the SIMPLE algorithm, 
however, density dependence on pressure and temperature is introduced by 
means of the state equation. Hence, a density correction term (p') is 

defined using ideal gas law, and the actual density is found out by adding 

this correction to the last estirnate available (p'). Then, convection (3) 

and diffusion (G) terrns based on this correction are defined, for face (e): 

pI = p' I RT 

B = ( RT )- l 

* p = p + BP ' 

:le Jeu~BeÓ.TI 
* Ge = PeCe 

(17) 

Hence, the pressure-correction equation with the upwind scheme 
for density is given by: 

aPPP '= aEPE '+aWPW '+aNPN '+asPs'+b 

aE =(Jó.TI},Ge +~-:Je.~ 

aW =(MTI).Gw +~w·~ 
8 N =(JMJ.Gn +i-3n·~ 
8 S ={JMJ,Gs +~s·~~ 
ap = aE +aw +aN +as 

b =lpp(P~,T~)- Pp(Pp,Tp)]•(Jc ~~)+ 
-+{(Jp*u' *). - (Jp*u' *),]ó.ll+[(Jp* u'*),- (Jp* u' *).]ôi; 

(18) 

It is worth noticing that the only difference between equations ( 16) 
and ( 18) concerns the upwind scheme brought in the 1ast one. As a matter 
of fact, both equations fit compressible flow formulations, but the last one 
is expected to do better job when dealing with higher Reynolds number's 
flows. ln this study the use of equation ( 18) aims only at evaluating its 
influence on algorithm's overall performance. 

The SIMPLEC algorithm uses the sarne· frarnework stated above, 
but brings in sorne irnportant features that have been designed to· improve 
algorithm's performance (for further details see Van Doormmal and 
Raithby, 1984). The rnost irnportant arnong them are: 

- replacement of the norrnally used under-relaxation scherne by the 
E-factor formulation, which is capable of direct physical interpretation. 

- the use of a relaxation parameter in pressure correction equation, 
aimed at improving the off-line values of (P'), during the iterations of the 
line-by-line algorithm. 

- introduction of a consistent approxirnation in deriving velocity 
correction equations from momentum equations. This is accomplished by 
replacing expressions of (Ce) and (Cn), equations. (15), by the 
expressions: 

Ce J(g 11
Jó.TI)/(ae -Ianb)]fwe) (19) 

[ 22 
Cn = (g JAÇ) I (ao - Dlnb) 
This change removes the nt!é'H for under-relaxation in pressure 

correction equation. 

The SIMPLER algorithrn uses pressure correction equation only 
to evaluate velocity field corrections. To evaluate the pressure field, it uses 
a pressure equation. This one is derived from momentum equation by 
means ofpseudo velocities, which are defined as: 

(!:a:,.,u:,., + b) I a. 
(!:a:.,u:., + b) I a" 

(20) 

These pseudo velocities are then introduced in momentum 
equations, without involving any approximation, which results : 

0.~ + ce(PP - PE) 
0.~ + cn(Pp - PN) 

(21) 

These expressions are derived form continuity equation, resulting 
an equation for pressure. The last one is completely similar to the 
pressure-correction equation ( 16), except for the fact that it involves 
pressure (P) as dependent variable

2 
instead of (P'), and its source term 

involves pseudo velocities (íi 1 ,íi ), instead of guessed velocities 
(u I.,u2•). 

Solution Procedure. 

Both the algorithms, SIMPLEC and compressible flow 
formulation of SIMPLE, follow the sarne procedure of the SIMPLE 
algorithm. However, it should be pointed out that the former involves the 
changes which were brought in its formulation, and the second includes 
energy equation and density is evaluated by means of state equation, 
whenever it is involved. Besides, compressible flow formulation uses 
absolute values ofpressure and the absolute scale oftemperature. 

For the SIMPLE algorithm, the sequence of operations can be 
surnmarized as: 

1- Estirnate a pressure field (P*). 
2- Solve momentum equations to obtain (uh,u2•). 
3- Solve pressure-correction equation to obtain (P'). 
4- Evaluate the pressure field (P) adding (P*) to (P'). 
5- Correct the velocity field, by means of velocity-correction 
expressions . 
6-Solve the energy equation to obtain the temperature field (for the 

compressible flow formulation). 
7- Treat the corrected pressure field as a new guessed pressure 

(P*), and retum to step 2 to repeat the sequence, until convergence. 
The SIMPLER algorithm's sequence of operations can be 

surnmarized as: 
1- Estirnate a velocity field (u lo ,u2•). 
2- Calculate the pseudo velocities (íi I ,u2 ). 
3- Solve the pressure equation to obtain the pressure field . 
4- Treating this pressure field as (P*), solve momentum equations 

to obtain the velocity field (ulo,u2•). 
5- Solve the pressure correction equation to obtain (P'). 
6- Correct only the velocity field, using expressions (15). 
7- Solve discretization equations for other variables, if necessary. 
8- Retum to step 2 and repeat until convergence. 
Convergence Criterion. The adopted convergence criterion uses 

the residues of momentum and energy equations and the source term of 
pressure-correction equation. The criterion states that modules of each of 
these variables are surnmed up for each iteration. Convergence is achieved 
when the greatest arnong these sums is bellow a precision levei, which is 
set arbitrarily srnall. 

This criterion is used even for the SIMPLEC algorithm, instead of 
using the Euclidean norm for the residuais of pressure correction equation. 

Boundary Conditions. Boundary conditions are specified as 
constant pressure at outflow boundary and normal velocity profile at 
inflow boundary. The non-slip condition is adopted on the walls . Besides, 
for the energy equation, a temperature profile is specified at inflow 
boundary, and either temperature profiles or constant heat fluxes could be 
specified at the walls. No boundary condition is specified for the energy 
equation at outflow boundary, where one assumes the convection strength 
to be larger than the diffusion strength. 
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Moreover, pressure level 's indeterminacy does not arise in any of 
the algorithrns being tested, for constant pressure is specified at the 
outflow boundary. 

Preliminary Results 

As part of the preliminary tests, the algorithrns were used to 
simulate laminar air flow through a two dimensional nozzle with 
Whitehead geometrical pattem (Ta,ira, 1994). Its main dimensions were: 
length = 0 .588m, width at inflow boundary = 1.2m, and width at outflow 
boundary = 0.48m. The grid was generated using the method by 
Thompson et a/. (1985), with line spacing control to improve accuracy of 
regions near the walls . Then, the method by Ryskin and Leal (1983) was 
applied to the region of interest, producing an orthogonal mesh. 

Air transport properties were evaluated at the temperature T= 

26.9°C, and the values adopted were: dynamic viscosity f1=1.983*l0-5 
kg/ms• constant pressure specific heat ~:p=l.0057 KJ/Kg°C and thermal 
conductivity k=0.02624W/m0 C. For incompressible flow formulation 
algorithrns, density's value was p= 1.1774Kg/m3 . At the entrance section, a 
laminar developed profile was specified, its Reynolds number was Re::: 
1778.0 (based on the hydraulic diameter) and mass flow rate: O.Ol8Kg/s. 
At outflow boundary, constant absolute pressure P=l01325.0Pa was 
specified for the compressible flow formulation algorithrn, while for the 
others, a zero relative pressure was specified. For temperature, T=26.9"C 
was adopted at ali boundaries. The accuracy imposed on the converged 
solution was (t.=lo-5). 

The results are shown bellow in figures 2 (velocity field) and 3 
(pressure field). Pressure is shown in terms of dimensionless values (Prn~), 
by means of an expression which compares pressure (P) at any grid point 
to the highest (P (max)) and the lowest (P (min)) v alues of pressure within 
flow dornain: Pnd=(P-P(max))/(P(max)-P(min))- The range of dimensionless 
pressure variation was divided into 9 intervals of equal length from O to I : 
a~O$P<O . ll, b~O . li$P<0 . 22, c~0.22$P<0 . 33, d~0 .33$P<0.44, e~ 

0.44$P<0.56, f~ .56$P<0 .67, g~0 .67$P<0 . 78, h~0 . 78$P<0 . 89, i~ 

0.89$P$ 1.0. It was found out a total pressure drop between (P(maxJ) and 
(P(min)) of: P = 0.0107 Pa. 

,~ ~;;mnl'>' --------------------
----------==~ ----------- --
::::::-==-~ 

Figure 2. Laminar flow through the nozzle: velocity field . 

q 

Figure 3. Laminar flow through the nozzle: dimensionless pressure field . 

Numerical results obtained by SIMPLE, SIMPLEC and 
SIMPLER algorithrns differed by values which were bellow imposed 
accuracy. Furthermore, differences between them and the one obtained by 
compressible flow formulation was bellow to·4 Besides, temperature 
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variations due to compressibility were bellow the sarne accuracy imposed 
on the solution. 

The approximate numbers of iterations required by the algorithrns 
to converge were: SIMPLE ~n=4100, SIMPLEC ~n=5600, SIMPLER 
~n=3000 and the compressible flow formulation of the SIMPLE 
algorithrn ~n=I0400 . 

For the SIMPLE algorithrn, the under-relaxation factors for 

velocity and pressure were: rov = 0.3 and rop = 0.2, then increased until Olv 
= 0.6 and rop = 0.4. For the SIMPLEC algorithrn, the values adopted for E 
factor was E = 104 and 9 = 1.0, which were held constant. For the 
SIMPLER algorithrn velocity relaxation factor was also held constant at 
rov = 0.3. And for the compressible flow formulation of the SIMPLE 
algorithm, the values adopted were rov = 0 .2, rop = 0.1 and roT = 0.05, 
which were then increased until rov = 0.6, rop = 0.4 and roT = 0.05. 

Concluding Remarks 

The agreement between different algorithrns has shown to be very 
good. The differences between compressible and incompressible flow 
solutions were small and can be attributed to the compressibility of the 
fluid. Therefore, the features that were brought in the compressible flow 
formulation algorithrn did not prevent it from converging, although the 
number of iterations requirt;d in this case was by far greater than the 
others. However, this was not only due to those features, namely upwind 
scheme for density and viscous dissipation term, but also to the inclusion 
of the energy equation. 

Moreover both formulations of thc SIMPLE algorithm havc 
shown strong dependence on under-relaxation factors . Thcse factors must 
be set at small values at the start of the simulation, but can be increased to 
speed up convergence, as the solution approachcs. This is especially 
important for the compressible formulation, where there are three under­
rclaxation factors to be chosen: velocity, prcssure and tcmperaturc. 

ln this work, relaxation factors have been increased from 0.1 up to 
0.6 during iteration process, provided that velocity relaxation factor was 
the largest one and temperaturc relaxation factor was the lowest. This 
procedure has attained to smooth oscillations during convergcnce. 
Howcver, thesc factors dcpend also on boundaries' geometry and mesh 
quality . Besides, the best way to change them during simulation is not 
known beforehand. Thereforc, more tests should be performcd, to ascertain 
whether and to what extcnt fluid compressibility could be likcly to reduce 
the number of itcrations. 

lt is worth mentioning that the results ha ve also shown strong 
dependcnce on grid quality, conccrning orthogonality and point 
distribution. Hcnce, incrcasing under-rclaxation factors above 0.6 in the 
simulations performcd so far have causcd the algorithms to diverge. The 
sarne problcm has bccn found when thc rclaxation factors of the 
SIMPLEC algorithm werc changed to values quite different from those 
presented abovc. 

• 

• 

• 

• 

• 
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Resumo 

Neste trabalho, utiliza-se o método da equação integral de contorno, para calcular-se as 
temperaturas ~e componentes eletrônicos de.uma placa de circuito impresso hipotética, e do Amplificador 
de Estado Sohdo (SSPA) do Chma-Braztl Earth Resources Satellite (CBERS). No primeiro caso, 
ve~ificou-se a aplicabilidade do .método, via formulação tradicional de volume de controle/diferenças 
ftmtas com os programas de análise térmica homologados do INPE, usados no cálculo das temperaturas 
dos satélite~ e seus. subsistemas. No segundo caso, esta verificação por "software" foi complementada com 
testes expenmentats. 

INTRODUÇÃO. 

.o método da integral de contorno, "Boundary Integral 
Equatwn Method", BIEM, surgiu, vide Jaswon e Maiti (1968) 
Yovanovich e Martin (1980) e Ribeiro e Venturini (1991), como 
um método de solução das equações de Laplace e Poisson, tanto 
nas áreas de teoria de elasticidade como de transmissão de 
calor. O potencial ligado a uma fonte pontual na equação de 
Laplace tridimensional, é inversamente proporcional à distân­
cia do ponto de estudo à fonte; da mesma forma em problemas 
bi-dimensionais, este potencial é proporci011al ao logaritmo 
da distância entre a fonte e o ponto estudado. No BIEM a cada 
ponto sobre o contorno, associa-se uma fonte, e calcula-se os 
efeitos da soma de todas as fontes no domínio e contorno 
sobre este contorno, onde um determinado núméro de condições 
devem ser satisfeitas. Embora o método tenha sido desenvolvi­
do para as eq~ações citadas, ele é muito mais geral , pois no 
fundo esta adtção dos campos das fontes está associada ao 
princípio ~a supery>Osição de. efeitos, que pode ser aplicado a 
qualquer .SIStema linear. Asstm, se a equação diferencial par­
Cial for linear, sempre se pode calcular a ação das fontes no 
domínio ou contorno do sistema sobre a fronteira do mesmo e 
exigi: aí a satisfação de condições de contorno, que pod~m 
ser lmeares ou não, gerando equações para calcular os termos 
fontes associados a cada elemento no contorno, e obtidos 
estes termos calcular qualquer temperatura no domínio. 

Em particular, em sistemas eletrônicos que operam no 
vácuo, face as dimensões dos componentes, e baixas diferenças 
de temperatura envolvidas, pode-se desprezar as trocas radia­
tivas da placa de circuito impresso, supor as 4 laterais da 
placa isoladas, e considerar que o calor seja drenado desta 
para o corpo metálico da caixa eletrônica, através de. uma re­
gião de contato extremamente pequena junto aos parafusos de 
fixação da placa, vide Roca e Mikic (1972) e Elzeki e Harris 
(1981). Nesta situação, é muito vantajoso aplicar o BIEM, 
face ao fato da área circular de contato ser pequena, e ao 
pequeno número de parafusos envolvidos . Alguns sistemas, como 
os amplificadores de estado sólido de microondas, são ainda 
mais apropriados ao uso deste método, pois freqüentemente se 
tem nos mesmos pequenas placas, carriers, de menos de 25 cm2 

de área, fixadas por 4 a 6 parafusos , até mesmo com apenas um 
componente sobre ela, um transistor de efeito de campo, FET, 
de elevada dissipação térmica. Assim, o uso de variações do 
BIEM, nestes sistemas, é extremamente vantajoso, e pode 
permitir a avaliação imediata da temperatura dos componentes 
mais importantes do sistema eletrônico. Foi justamente no 
SSPA do China-Brazil-Earth-Resource-Satellite, CBERS, que os 
autores do presente trabalho usaram pela primeira vez os 
procedimentos aqui descritos. Também foi feito um cálculo pa­
ralelo das temperaturas dos FET, com os programas de análise 
térmica de formulação nodal padrões do INPE. Neste caso, não 
só o programa em questão como ensaios confirmaram as previ-
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sões do BIEM . Generalizando-se o método, estudou-se uma placa 
de circuito impresso com e sem convecção com 9 componentes , 
com este método e programas do INPE. De início, alterou-se os 
diâmetros de terminais de componentes, para permitir a compa­
ração direta dos resultados . Analisou-se após o sistema real. 

Em particular, em montagens eletrônicas tradicionais, o 
calor gerado pelos componentes é dissipado por terminais , 
geralmente circulares de pequeno diâmetro, quase pontuais, ou 
por uma fila de terminais chatos, caso dos circuitos integra­
dos, que podem ser aproximados por uma linha. Semicondutores 
de potência, com grandes áreas de contato são geralmente mon­
tados diretamente à caixa metálica, e não serão analisados 
aqui . Bordas isoladas são implementadas sem a necessidade de 
se dividí-las em elementos de contorno , simplesmente usando­
se if!1~gens, e imagens de imagens, dos componentes, fora do 
dommto, Situadas no caso de bordas retas a distância igual e 
oposta da borda que a fonte ou imagem anterior. 

FUNDAMENTOS TEÓRICOS 

A distribuição de calor em uma placa de circuito 
impresso sem convecção está associada à equação de condução e 
calor bi-dimensional em coordenadas cilíndricas, dada por: 

k o a~/ar2 + (k o/r) BT/ar = 0 (1) 

onde k é a condutividade térmica do meio , o a espessura da 
chapa e r o raio . A esta equação, pode-se associar uma 
solução geral , da forma T(r) = a ln(r) + b. Ao se impor que 
para um dado raio ro, tenha-se um fluxo de calor qo tem-se: 

T(r) = qo ln(ro/r) /(2 1t k o) + T(ro) (2) 

De forma que a diferença entre as temperaturas Tr e Ti 
de dois pontos de coordenadas xr, yr, x;, y;, é dada por: 

onde se tomou como origem o ponto onde está a fonte de calor 
com dissipação qo. 

Adotando-se como referencial um ponto de coordenadas 
xoo, yoo, a temperatura Too, distante das i fontes , cada qual 
com sua geração q;, tem-se para a temperatura Te de um ponto 
qualquer a ser estudado: 

Te = Too + 



Como há conservação de energia, a soma dos termos fon­
tes, qi, é nula. Como o ponto de referência está muito longe 
os termos logarítimicos da equação (4), tendem a um valor 
constante, e: 

r q · 2 2 L __ ' ln((Xi-Xoo) +(yi-yoo) ) -) O 
i 41t k õ 

(5) 

Assim, tem-se para a temperatura em um ponto qualquer: 

r qi 2 2 Te=-L __ ln((Xi-Xe) +(yi-ye) ) + Too 
i 41t k õ 

(6) 

onde Too, é uma temperatura de referência ao longe, e uma das 
incógnitas do problema, assim como os calores qi drenados nos 
parafusos. Alternativamente, um dos sumidouros, de coordena­
das xs e y., pode ser considerado referência, e se usar para 
qualquer outro ponto: 

Te = Ts + 
\ qi 2 2 2 2 + L ___ ln([(Xs-Xi) +(ys-yi) )/[(Xi-Xe) +(yi-ye) ]) 
i 41t k õ 

(7) 

Nos parafusos, tem-se na prática a condição de que o 
calor drenado nos mesmos, seja proporcional a diferença entre 
a temperatura Tpi deste e a temperatura da base Tb, e ao 
produto da área de contato Ac pelo coeficiente hc de 
transferência de calor por contato nesta zona: 

qpi = Ac hc (Tpi-Tb) (8) 

Tem-se também quando se usa o ponto ao longe, a equação 
de que a soma dos calores drenados nos parafusos qpi é igual 
a dos calores gerados nos componentes qi, ou: 

E qpi = E qi (9) 

O uso de um ponto de referência próximo aumenta o es­
forço de cálculo, mas melhora a precisão, pois erros em Too, 
devido ao truncamento afetam todas as temperaturas. 

Para o caso com convecção, tem-se que a equação de Bes­
sel a seguir, regula a distribuição de calor na placa relati­
va a um único sumidouro pontual ou fonte pontual de calor: 

k õ a2T/ar2 + (k õ/r) aT/ar- h (T-Tm) = O (10) 

onde, h é o coeficiente de película, k a condutividade térmi­
ca média do material, õ a espessura da chapa e T m a tempera­
tura ambiente. A solução da equação (lO) impondo-se T-Tm nulo 
ao longe, e fluxo total de calor conhecido qo, para r = To é: 

T(r)- Tm = qo Ko(m r)/[21t k Õ m K1(m ro)] (II) 

onde m é igual a [h/(kÕ)) 112, e Ko e K1 são as funções de 
Bessel modificadas de segunda espécie e ordem O e I. Neste 
caso a temperatura Te de um ponto qualquer, devido a todas as 
fontes qi no domínio é: 

Te = L - 0.5 qi it'lC'TKl(mroto(m[(xi-Xe)2+(yi-ye)2)'5) + Tm (12) 

As condições de contorno no parafuso, são dadas pela 
equação (9). Harris (1977), e Elzeki e Harris (1979 e 1981) 
adotaram a simplificação de que haja uma geração de calor 
uniforme na placa para representar o efeito dos componentes 
pouco dissipativos, de número em geral elevado, e que difi­
cilmente tem problemas de superaquecimento, mas podem afetar 
os componentes críticos. Representa-se, neste caso, como fon­
tes isoladas só os componentes de maior dissipação. Nos casos 
com convecção uma geração uniforme de calor qu, pode ser tra­
tada no método proposto modificando-se a temperatura T m, via: 

Tm' = Tm + qu/h (13) 
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Na analise de uma placa finita, deve-se considerar 
também as imagens das fontes e sumidouros reais. Pode-se ver 
claramente que para as soluções (3) e (12), a derivada da 
soma dos campos, numa linha perpendicular à linha que une as 
fontes q1 e q2, a meia distância entre elas é nula. Nos pro­
blemas com convecção, Ko decai rapidamente para zero, e não 
se necessita preocupar nem com imagens muito distantes do 
domínio nem com suas derivadas. Em problemas sem convecção, 
quando as imagens estão suficientemente distantes, se Xim, 
Yim forem as coordenadas da imagem e XI, y1, x2 e y2 
coordenadas de pontos quaisquer no domínio, tem-se que: 

2 2 2 2 11 1/ln((Xim-Xl) +(yim-yl) )/ln((X2-Xl) +(y2-y1) ) < < (14) 

11 

2 2 2 2~ ln((Xi~~~~~~) - ln~~~~-=-~;~~-y2) ) < < 
ln((Xim-XI) +(yim·yl) ) 

(15) 

exceto se a contribuição da imagem for quase nula, de modo 
que ao longe os gradientes devidos a uma imagem são pequenos, 

da ordem ·de [<Xim-XI>2+<Yim-yn2f 112 . Este fato e as escalas 
do problema é que permitem a satisfação aproximada da 
condição de derivada nula. Em qualquer dos casos, pode-se 
afirmar que o erro E, de se incluir apenas as n imagens mais 
importantes de um ponto, é menor que: 

11 2 211211 E < uF([(Xim-Xl) +(yim-yi) ) ) Ai (16) 

onde. Xim e Yim são as coordenadas da imagem n+l, F(x), é 
ln(x) ou Ko(m x), conforme o problema tenha convecção ou não, 
e Ai é qo/(2 1t k Õ) para problemas sem convecção ou qo/(2 1t k 
õ m K1(mx)) para problemas com convecção. Face ao forte 
decaimento da função Ko(m r), verifica-se que nos casos com 
convecção, o efeito imagens de ordem elevada é desprezível 
para m r > 10. Vale lembrar que os efeitos na derivada de 
imagens sucessivas do mesmo ponto, com relação as bordas 
opostas da placa, tem sinais contrários, valendo os critérios 
de séries alternantes na delimitação do erro. 

A inversão da matriz relativa aos parafusos, permite 
organizar programas de computador, que tão logo um componente 
seja adicionado, incremente um somatório de efeitos sobre os 
demais, calcule o somatório referente ao novo componente, e 
ache praticamente de imediato as novas temperaturas de compo­
nentes bem como a do novo componente, emitindo um relatório 
sobre eventuais componentes que excederam as temperaturas 
permitidas; e que trabalhem acoplados a programas de CAD de 
projeto de placas eletrônicas, como TANGO e ORCAD. 

RESULTADOS NUMÉRICOS. 

A figura I, ilustra uma placa de O, lixO, I metros com 9 
fontes pontuais de calor em seu interior e 6 parafusos para 
drenagem de calor, usada para estudar comparativamente os re­
sultados de métodos nodais e o proposto. Nos métodos nodais, 
o calor gerado é considerado como concentrado no centro do 
nó, e há uma resistência de espalhamento aos nós vizinhos de 
0,25/k/d, no caso de nós quadrados, assim igualando-se a re­
sistência de espalhamento radial de um raio hipotético rh até 
um raio correspondente a 4 vezes área do nó, acha-se rh, que 
se considerado igual ao raio dos terminais no cálculo da tem­
peratura dos componentes, minimiza as diferenças com programa 
de diferenças finitas. Sistemas de cálculo de temperaturas de 
componentes eletrônicos de empresas aeroespaciais, Harris 
(1977), e Elzeki e Harris (1979 e 1981), consideram a 
resistência de espalhamento do terminal do componente a área 
do nó. Assim, obtém-se Th = 4 .9134E-3 m, via: 

ln(4 An/(1t Th 
2))/(4 1t k Õ) = 0.25/(k Õ) (17) 

A tabela 1, ii ustra a temperatura nos parafusos e 
componentes para placa sem convecção previstas pelo programa 
nodal (I) e pelo método proposto com 4 imagens (II), quando 
se usa a equação suplementar para calcular Tr ao longe. A 
tabela 2, ilustra a temperatura nos parafusos e componentes 
para placa com coeficiente de película h de 6 W/m2/°C, 
previstas pelo programa nodal (I) e pelo método proposto com 



2 imagens (II) e 4 imagens(III) . Em ambas as tabelas, o fluxo 
de calor associado aos parafusos, é o calculado pelo método 
BIEM com 4 imagens. 
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Figura 1: Placa de estudo. 

Tabela 1: Resultados do Método de Diferenças Finitas e do 
BIEM com o Uso de Imagens para uma Placa de Circuito Impresso 
sem Convecção. 

Componente(C) Coordenadas FI uxo d e 
Par a fuso (P) (m) Calor (W) 
PI 0 .005 0.005 -1.179 

P2 

P3 
P4 

PS 

P6 

CI 

C2 

C3 

C4 

CSa 

CSb 

esc 
CSd 

C6 

C7a 

C7b 

C7c 

C7d 

C8 

C9 

0.005 0 .095 

0.055 0.005 

0.055 0 .095 

0 .105 0.005 

0.105 0.095 

0 .015 0 .005 

0.015 0.035 

0.015 0.085 

0 .045 0.015 

0.045 0.055 

0.045 0.065 

0.055 0 .055 

0 .055 0.065 

0.065 0.085 

0 .075 0 .025 

0.075 0.035 

0.085 0.025 

0.085 0 .035 

0 .085 0 .055 

0.095 0.085 

-0.463 

.0.478 

.0.324 

·0.100 

-0.093 

I 

0.35 

0.005 

0.050 

0.050 

0.050 

0.050 

0.005 

0 .0125 

0.0125 

0.0125 

0.0125 

0.0050 

0.0200 

Temperaturas Previstas 
(I) ("C) (li) ("C) 

32 33 

28 

28 

27 

26 

26 

80 

94 

51 

49 

55 
52 

51 

46 

37 

40 

42 

38 

40 

40 

34 

28 

28 

27 

26 

26 

75 

94 

54 

45 

53 

50 

48 

48 

33 

36 

39 

35 

36 

37 

31 

Tabela 2: Resultados do Método de Diferenças Finitas e do 
BIEM com o Uso de Imagens para uma Placa de Circuito Impresso 
com Convecção. 

Componente( C) Coordenadas 
Par a fuso (P) 

-h,-----+:-=_{m) 
PI 0.005 0.005 

P2 0 .005 0 .095 

P3 0.055 0.005 

P4 0 .055 0.095 

P5 0.105 0.005 

P6 0.105 0.095 

Cl 0.015 0.005 

C2 0.015 0.035 

C3 0.015 0.085 

C4 0.045 0.015 

C5a 0.045 0.055 

C5b 0.045 0.065 

C5c 0.055 0.055 

C5d 0.055 0.065 

C6 0.065 0.085 

C7a 0 .075 0.025 

C7b O 075 0.035 

C7c 0.085 0.025 

c~ o~u om5 
iC8 0.085 0.055 

~---- · 0.095_,Q,Q,ll_ . 

I ux o de Temperaturas 
Calor (I) (II) (III) 

(W) (oC) (oC) . (oC) 
·0 .964 . ii-- Jl 33 

·0.316 

-0.313 

.0.195 

-0 .047 

.0.050 

0.350 

0 .005 

0.050 

0.050 

0 .050 

0 .050 

0.005 

0 .0125 

0.0125 

0.0 125 

0 .0125 

0.0050 

0 .0200 

28 

28 

26 

25 

25 

72 

79 

46 

40 

43 

41 

39 

40 

31 

33 

34 

31 

32 

32 

29 

27 

27 

26 

25 

25 

60 

72 
41 

40 

43 

37 

36 

30 

28 

30 

31 

29 

30 

30 

27 

27 

• 27 

26 

25 

25 

69 

80 

44 

39 

38 

41 

40 

38 

29 

31 

33 

30 

31 

31 

28 
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Figura 2: Flutuações de Dimensões na Soldagem Terminal Placa. 

O diâmetro a ser considerado para efeito de espalha­
mento na placa é aquele relativo ao menisco de solda que _se 
forma junto ao terminal e ilha de solda na placa. Tal men!~­
co, vide figura 2, tem um diâmetro variável, menor gue o dia­
metro fictício anterior, que depende da folga termmal furo, 
da liga, temperatura de soldagem, operador e outr~~ fatores. 
Para um componente com terminais de 0.63 mm de dtametro, o 
diâmetro externo da solda varia de . 9 a 1.2 mm. A tabela 3, 
ilustra as temperaturas reais de componentes, C<?m . estes 
valores de diâmetro e menisco de solda. As descontmmdades 
nas ilhas de solda, e trilhas fazem a condutividade térmica 
da placa variar, e é muito difícil, sobretudo nas placas 
multicamadas modelar o sistema de forma a levar em conta 
todas estas trilhas. Contudo, a colocação de um plano de 
terra, torna mais uniforme a condutividade da placa, por 
existir uma camada contínua de cobre, exceto nos furos e 
junto às ilhas. Desta forma há junto aos furos uma r~sistên­
cia extra de espalhamento ao fluxo de calor, po~s _ es~e 
transita só pela fibra até o plano de terra. Esta reststencta 
é difícil de ser avaliada, e normalmente é tratada. quando se 
faz a análise das resitências ao fluxo de calor mternas do 
componente, entre a junção, filme resistor, ou região ativa 
deste, e seus terminais, ou pontos de soldadgem. 

Tabela 3. Efeito da Variação de Dimensão do Menisco de Solda 
nas Temperaturas dos Componentes 

Componente 

CI 

C2 

C3 

C4 

C5a 

C5b 

esc 
C5d 

C6 

C7a 

C7b 

C7c 

C7d 

C8 

C9 

Coordenadas Tempera t u ras Previstas 
D= 0.9 mm D = 1.2 mm 

(m) (C) ("C) 
0.015 0.005 

0.015 0.035 

0.015 0.085 

0.045 0 .015 

0.045 0.055 

0.045 0.065 

0.055 0.055 

0.055 0.065 

0.065 0 .085 

0.075 0.025 

0.075 0.035 

0.085 0.025 

0.085 0.035 

0.085 0.055 

0.095 0.085 

79.6 

90.1 

47.7 

38.7 

43.2 

41.1 

39.8 

38.2 

29.2 

31.4 

32 .6 

30.2 

31.2 

31.2 

28.1 

76.4 

87 .0 

46 .6 

38 .8 

43 .1 

41 .0 

39 .7 

38 .1 

29 .2 

31.4 

32.7 

30.2 

31.2 

31.2 

28 .1 

Pode-se verificar que a incerteza típica do diâmetro do 
menisco de solda dos componentes é tão ou mais relevante para 
os componentes de alta dissipação que os erros relativos aos 
métodos de cálculo. O valor do termo relativo ao espalha­
mento , é também bastante significativo. No caso de análise 
via diferenças finitas, normalmente se considera este termo 
via cálculos manuais. Adotando-se espalhamento em todas as 
direções, o que só é correto quando não há paredes ou compo­
n_entes l?róximos, mas que falha efetivamente, quando se tem 
smgulandades próximas ao componente. Neste caso os erros de 
avaliação manual do espalhamento são de 25 a 35% da diferença 



de temperatura associada ao espalhamento. No método proposto, 
analisa-se diretamente o fluxo de calor desde o terminal do 
componente, e se considera intrinsicamente o efeito das 
singularidades próximas a ele, eliminando-se o erro da 
avaliação manual da resistência de espalhamento. 

A Figura 3 e as tabelas 4 e 5 ilustram o SSPA do CBERS, 
dados da montagem e as temperaturas previstas pelo método 
nodal e BIEM (manualmente). Na tabela, 5 TI e T2 são res­
pectivamente as temperaturas previstas pelo método da inte­
gral de contorno com imagens e pelo programa padrão de 
cálculo de temperaturas do INPE. R1, R2, R3 e R4 são 
respectivamente as resistências térmicas devido ao espalha­
mento no Carrier, a resistência de contato nos parafusos, a 
resistência de espalhamento na base da caixa e a resistência 
total. No cálculo manual da temperatura dos FETs, considerou­
se fluxos de calor iguais pelos parafusos de um mesmo car­
rier, e desprezou-se os carriers ao longe. Assumiu-se também 
que a caixa será colada ao substrato com uma camada uniforme 
de RTV 566 de 0,3 mm de espessura, o que está associado a um 
coeficiente de transferência de calor de 1000 Wfm2foC. 
Finalmente, considerou-se que o substrato onde a caixa é mon­
tada terá uma temperatura constante e igual a 55 <>C, e que os 

·carriers são montados sobre um bloco de 285,7x51,5x 5 mm. 
Supôs-se que o acoplamento base da caixa - câmara via colagem 
fosse equivalente a uma convecção da base da caixa para um 
meio a 55 oc, ou seja, somou-se à resistência placa caixa, 
através do parafuso a resistência de espalhamento: 

lb = Ko()' r)/[2 1t kc Ôc )' K1()' rc)] (18) 

onde he é o coeficiente de transferência de calor da colagem, 
& a espessura da caixa, e kc sua condutividade térmica, rc o 
raio de contato médio da zona de transferência junto ao 

parafuso, e y é (hg/(kc &)1n. 

Cotaj)ollent• 1 

~ 

Er·o··~ .. "][f~Cl 
Figura 3: Geometria do SSPA. 

Tabela 4: Componentes de Alta Dissipação Montados 
individualmente nos Carriers do SSPA do CBERS. 

Componente Potência Resisência Áreas de Contato Fixação 
Dissipada Térmica Carrier Base 

(W) (C/W) 2 2 mm mm 
FLK012WF 0.380 100 21.25 6.25 solda 
FLC103WG 2.000 18.0 21.25 7.00 solda 
FLC253MH 6.000 8.00 30.00 12.25 solda 
FLM7785-8C 18.500 3.00 270.0 154.8 solda 

Tabela 5: Temperaturas Obtidas para o SSPA. 

Componente 

FLM7785-8C 
FLC253MH 
FLC103WG 
FLK012WF 

Resisências Térmicas 
R1 R2 R3 R4 

(C/W) (C/W) (C/W) (C/W) 
0.459 0.117 0.1085 4.12 
0.900 0.117 0.1085 10.06 
2.34 0.117 0.1085 22.6 
2.38 0.117 0.1085 104.6 

__________ , _____ ,, .. .. ........ . 

Temperaturas 
T1 T2 

(C) (C) 
129.9 129.0 
115.4 114.3 
100.3 103.0 
79.8 78.0 

Notar que os componentes de baixa dissipação, tem altas 
resistências internas, ao contrario dos de elevada dissipa­
ção. No caso dos carriers, predominam para os componentes 
altamente dissipativos, as resistências de concentração junto 
aos parafusos. Notar que freqüentemente a resistência interna 
dos componentes é muito maior que as relativas as placas, e 
assim, erros na avaliação da resistência no carrier pouco 
afetam o cálculo da temperatura final. Assim, é importante a­
valiar as diversas resistências térmicas por métodos simples , 
até mesmo a mão livre como no caso do SSPA, e verificar-se a 
razão relativa destas resistências, e a viabilidade do 
sistema antes de se partir para cálculos sofisticados. 

CONCLUSõES 

O Método da Equação da Integral de Contorno, BIEM, é 
bastante apropriado e preciso na determinação de temperaturas 
de placas eletrônicas, sobretudo quando se tem bordas isola­
das e usam-se imagens de fontes e dos parafusos de drenagem 
de calor. Neste caso, tem-se sistemas de equações de baixa 
ordem, que permitem gerar programas de cálculo rápidos, capa­
zes de gerar .respostas quase imediatas em computadores pes­
soais e trabalhar futuramente como unidade de alerta em sis­
temas de CAD de projeto de placas eletrônicas. Dada a sua ca­
racterística, o método elimina os erros de avaliação de re­
sistências de espalhamento de outros procedimentos dedicados 
hoje usados. As idéias associadas ao método são simples, e em 
geometrias especiais permitem avaliações ,de placas de circui­
to impresso até mesmo com calculadora. E importante notar-se 
que a não homogeneidade de placas de circuito impresso, e 
flutuações de forma e dimensões do menisco de solda junto a 
terminais, introduzem incertezas bem maiores que o trunca­
mento da série de imagens, e os conseqüentes erros no 
cumprimento da condição de contorno de bordas isoladas. 
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Abstract 

This papers presents an electronic components temperature 
calculation method based on the Boundary Integral Equation 
Method, that is used to calculate the temperatures over a 
hypothetical printed circuit board plate and a solid state 
power amplifier. A comparative test of the present method 
with the results of other methods is also presented. 
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SUMMARY 

This work is concerned with the application of an oil-air-vapor combustion 
mode/ to describe spray combustion in fu/1-scale , industrial boilers . The 
algorithm here employed makes use of Eu/erian-Lagrangian frameworks to 
the coupling of the three distinct phases involved. A 20 MWe utility boiler 
with 4 windboxes and a total of 8 operating burners was considered to app/y 
the new/y developed version of the numerical code ." 

INJRQDUCTION 

Most of the Power Plants in activity today employ 
turbulent combustion of fossil fuels to generate 
elec tricity in large scales . The modeling of such 
combustion chambers is a challenging field of research 
in thermal engineering since it involves complex 
phenomena such as participating radiation, turbulent 
particle dispersion, kinetically rated combustion, 
pollutant formation, fouling and slagging of mineral 
matter and various interconnected kinds of heat and mass 
transfer. Particularly important is lhe accurate 
description of the ncar-burner region because of the 
relatively new concern with pollutant formation in 
either gas-gas, gas-liquid or gas-solid combustion 
systems. This paper treats the description of an air­
vapor-oil combustion system in which the oil droplets are 
treated by solving Lagrangian cquations of energy and 
motion and the air-v apor mixture is treated in an 
Eulerian framework . 

Since 1980, comprehensive combustion codes have 
been developed to describe multiphase combustion in 
practical systems (Lockwood et ai (1980), Smoot (1984), 
Truelove (1984), Rizvi (1985 ), Boyd & Kent (1986), 
Fiveland et ai (1987), Lockwood et ai (1988), Smart et ai 
(1988) , Lee & Lineberry ( 1989), Epple & Schnell (1992) , 
Coimbra & Carvalho (1992) and Coimbra et ai, 1993). These 
codes share the sarne well-known kind of platform of 
finite-volume, staggered grid type of solution of the 
transpor! equations for momentum, pre ssure (coupled 
with continuity by velocity -divcrgenc e algor ithms), 
species concentrations and enthalpy . Radiation is . usually 
handled by either de Discrete Transfer Model-DTM 
(Lockwood and Shah , 1981) or by the Discrete brdinates 
Model-DOM (Fiveland et ai , 1987), being both formulations 
derived from flux considcrations . The growing intercst 
and participation of CFD codes in the quest for better 
understanding of combustion in practical systems have 
created a considerable know-how on the best techniques 
to treat relevant phenomcna involved in full- scalc 
diffusion flames . The ever growing rate of publications 
on this arca generated a set of submodel s which are 
considered to be the most cfficient and reliable to predict 
local properties on dilutc, reactive, two-phase flow s. 
These submodels are : Eulerian -Lagrangian treatment of 
separated phases , stochastic description of turbulent 
particle dispersion, fuel-thermal (kinetically-rated) NO 
formation model s, 2-Step combustion with CO intermediate 
reaction, and mixed gases or spectral methods for the 
radiative participating medium. Although these submodel 
are widely recognized as o f reasonable predictive 
capabilities , major question s still cxi st on whether 
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difficult regions (such as the near-burner) could be 
described by equilibrium combustion with the low spatial 
resolution given by the usual mesh refinements. Given 
these limitations and due to the Jack of experimental data 
for industrial-scale boilers, research has been dane on 

the development of refined techniques to describe spray­
like combustion in such chambers . These includes pure 
numerical technique s as local grid refinement (Coelho & 
Carvalho, 1993) and improved physical description of 
sprays as droplet-tracking techniques (Barreiros et ai, 
1993 ). This pape r employs state-of-the art numerical 
techniques to predict and analyze oil-droplet combustion 
in a 20 MWe Utility Boiler. 

THE MA THEMATICAL MODEL 

Curtent research in industrial-scale, oil-air-vapor 
systems often neglects the presence of the droplets in the 
flow field, approaching the dilute multiphase flow as a 
single-phase, reactive flow. This is done through the use 
of the so-called zero-way coupling models. These zero-way 
coupling models handle combustion by use of an 
equivalent mixture fraction with boundary conditions 
given by the equivalence ratio. This approach implies 
that the combustion takes place exactly as a diffusion 
gaseous flame with no effects of heat, mas s and 
momentum transfer between the droplets and the oxidizer 
streams. Since oil vaporization in full- scale chambers 
takes place very rapidly in the near-burner region, thc 
zero-way coupling models are capable to predict 
reasonably the main properties of the reactive fluid flow 
for most of the cases . However, this approach is quite 
limited because it does not consider properly the residues 
of combustion as cenospheres and ash, which are of grcat 
interest in modern boi ler technology . Furthermore , the 
zero-way coupl ing treatment ignores completely the 
important effect of reduced gas temperature in the flame s 
due to oil vaporization . 

A stochastic Lagrangian description of the oil 
droplets was implemented in the PCGC-3 (Pulveri zed Coai 
Gasification and Combustion - 30) platform (see e.g. Hill & 
Smoot, 1993) through the Particle-Source-in-Cell (PSIC) 
model in arder to interact with the time-averaged. 
Eulerian field of the gaseous phase. The Lagrangian 
procedure con s ists in calculating representative 
trajectories of the spray droplets in a two-way coupling 
model between the phases involved. The algorithm 
employs a stochastic model of turbulent dispersion which 
was specifically developed to be used in the description of 
large-scale boilers. The basic model is completed by the 
use of two different mixture fractions; one for the fuel 
and other to considcr vapor injection during normal 



operation of the boiler. Gaseous combustion is handled by 
the assumption of Local-Equilibrium Chemistry . 

Transport EQuatjons . The continuous phase is 
evaluated by solving the general transpor! equation in 
steady-state, Favre-averaged fashion (Eq. I) for the 
primitive variables (u,v,w,p,h) and for combustion and 
turbulent quantities (see e.g. Jones & Whitelaw (1981) and 
Coimbra et ai, 1993): 

a (---) a (-~ .. .. ) __ __ 
axi P;gUi;g4> =- (lxi P;gUi;g 4> + P; gS~;g + P;gS~ ;d ( 1) 

where i indicates the i-th Cartesian coordinate and the 
subscripts g and d represent the continuous and dispersed 
phase, respectively . 

The Lagrangian approach for lhe oil droplets is 
based on the computation of particle trajectories of 
representative groups in the flow domain. The 
interaction of the two phases involved is accounted for by 
the extended-PSIC model for non-deterministic 
trajectories, as described in Coimbra & Carvalho (1992). 
Gaseous turbulence is considered in the present work by 
the standard K-e model (Launder & Spalding, 1972). 

Turbulence effects on droplet motion are considered 
by estimation of the instantaneous velocity of the gas 
phase from the mean velocity of the gas and the local 
fluctuation randomly sampled through the known 
turbulent properties of the gas field. The Boussinesq 
hypothesis was applied to obtain the fluctuating velocity 
components and their multi-dimensional correlated 
deviations are calculated by a conditional Gaussian 
distribution as described in Coimbra & Carvalho (1992). 

Com bus ti o n . Heat and mass transfer are considered 
for the oil droplets through a two-stage process: pre­
heating up to the boiling temperature with no mass 
transfer and then heat transfer controlled vaporization 
at constant temperature (Barreiros et ai. 1993). The 
energy equation for lhe droplets is integrated 
analytically to give the following rates of change for 
temperature (first stage) and diameter (second stage) : 

T;d = T;g + ( T;d - T;g ) exp -
2 
~~ i+l i ( 6k;g Nu ) 

P;d Cp;dD;d 

D;~+l ={( D;~ r_ C8k;g ln (l+B) ~~)112 
P;d Cp;d 

(2) 

(3) 

where C is the empírica! convection factor described 10 

Faeth & Lazar (1971) and B is the transfer number. 

B = Cp;g{T;g - T;d) 
L 

(4) 

(5) 

L stands for the latent heat of vaporization and Cp and k 
are the specific heat capacity and conductivity, 
respectively. The Nusselt and Reynolds numbers for the 
droplets are defined as following: 

Nu = 2.0 + 0.55Rej12 Prl/3 

Red := Pg odl~- VJ 
llg 

(6) 

(7) 

During vaporization, the oil droplets release sources 
of fuel for the gaseous phase and exchange momenta and 

heat. These sources are represented by the last term in 
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Eq. 1 for enthalpy, mass and momenta. The gaseous 
combustion reactions are limited by mixing rates for the 
major species and not generally by the reaction kinetics, 
as usually done in the PCGC-3 platform. This assumption 
relies in the facl that most of lhe reactions are orders of 
magnitude faster than the mixing of oxidizer and fuel at 
molecular levei (in fact, just CO and NOx do not react 
faster than turbuience mixing rates). Assuming thi s. the 
chemical reaction process can be calculated using locally 
instantaneous equilibrium based on lhe degree of mixing 
of lhe species . 

The extent of turbulent miXmg between primary 
and secondary air streams is described in PCGC-3 using a 
conservative scalar variable called first mixture fraction 
(f), which is the ratio of primary stream to the total mass 
flux of oxidizer. Because vapor injection is used to atomize 
the spray in the primary air, sources of superheated 
vapor are calculated by the sarne tracking procedure used 
for lhe oil droplets. A second mixture fraction (TI) was 
used in this work to account for the ratio of fuel to the 
total mass present in the streams (fuel + vapor + air) . Ali 
other conservative scalars can be calculated from the 
local value · of these two mixture fractions . The fluctuating 
nature of lhe mixture fraction s are modeled using a 
probability density function (PDF) . ln this paper, a 
élipped Gaussian distribution was assumed to consider 
turbulent intermittence . 

NO x formation in oil-air-vapor is mainly due to 
thermal NO, in opposition to pulverized coai flames which 
release mostly fuel NO from the coai. For nume rical 
purposes and when considering full-scale modeling, the 
most appropriate way to handle formation of noxious 
gases is through the Zeldovich mechanism (Azevedo et ai. 
1993 ). A post-processor subroutine is used in this case 
since the consumption of oxygen by thi s process is 
negligible as well as the heat of the reaction, allowing to 
use pre-calculated values of oxygen concentration and 
temperature without modifying their values in the 
calculation loop. 

Radiation. Radiative transfer is the dominant 
mechanism of heat transfer in full-scale fossil-fueled 
boilers. The flame radiative properties were modeled by a 
two gray and a clean gas model such as the on described 
in Truelove (1976) . The Radiation- Transfer-Equation 
(RTE) is solved by the DOM model (Fiveland, 1985). 

APPLICATION QF THE NUMERICAL CODE 

The extension for considering oil-air-vapor 
combustion using PCGC-3 platform was applied to a 20 
MWe, tangentially fired industrial boiler. This boiler is 
provided with 4 windboxes containing 2 atomizers each . 
The burner cell consists in 1 atomizer and 2 secondary air 
inlets. The numerical discretization was done in a way to 
permit 32 nodes for each windbox. The total mesh size 
used for the calculations here presented is 80x30x30. The 
boiler is roughly 20 m high with 6.7 x 6.9 m2 of internal 
dimensions. The operating condition shown in this work 
relates to full-loading, 18 degrees of negative tilt (-18°). 
Swir1 is induced by 15 degrees of inclination of the axis of 
each burner in relation to the center line of the boiler. 

RESULTS AND DISCUSSION 

A selection of the numerical results given by the 
application of the model is shown in Figs. 1 to 6. These 
results concentrate in two planes of major interest for 
analyzing the performance of the code, namely the 
horizontal plane containing the first row of burners and 
the middle vertical plane, showing the main combustion 
zones. Velocity, oxygen concentration , second m'ixture 
fraction (TI) and temperature distributions were chosen to 
represent the overall performance of this newly 
developed version of the code. 

Figure 1 presents velocity arrows (left) and 
temperature distributions for lhe vertical, middle plane 
of the boiler. The maximum velocity calculated for lhe 

-' 



Fig. I (left) Velocity vectors in the middle boiler plane 
(right) Temperature contour maps - from the 
center to the boundaries: 1900 K, 1670 K, 1430 K, 
1180 K, 940 K, 701 K. 

center region of the boiler was 14 mis, in agreement with 
the few optical measurements taken in such full-scale 
system (Bonin & Queiroz, 1991). This figure also shows the 
straight relation between temperature (and density) with 
velocities, evidencing the highly reactive zones either by 
the greater velocities or by the higher temperatures. The 
velocity plots also show the swirling core with some 
recirculation in the bottom of the boiler (in the upper 
zone of the ash hopper) caused by the negative tilt of the 
burners . 

Fig. 2 (left) Oxygen concentration maps - the central 
contour is 1.9 %. lncreasing to the bottom: 3.4%, 
4 .9%, 6.4% and 8%. 
(right) Second mixture fraction contours the 
upper contour is 5 % and the lower is 6%. 

Figure 2 presents oxygen and 11 distributions for the 
sarne plane of Fig. I. As expected, the oxygen maps are 
strongly (and inversely) correlated to the temperature 
distributions . The oxygen map also helps to identifv 
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Fig. 3 Second mi xture fraction contours for a horizontal 
plane that includcs the lowest row of burners . Thc 
core region is 5.25%, increasing for the near 
burner region in 7.44%, 9.64% and 11.8% for the 
upper right burner. 

recirculation zones as the one previously Ínentioned close 
to the ash hopper. The second mixture fraction (TJ) map 
for this plane indicates that small . gradients are observed 
out of the near-blirner region. This occurs because 
vaporization takes place vary rapid near the atomization 
zone, as can be observed by Fig. 3. This figure shows maps 
of 11 for the horizontal plane that contains the lower row 
of bumers. We chose to plot the variance of 11 (Fig. 4) in 
order to clarify that, although important for the near­
burner region, the variance (usually call "g") of the 
mixture fractions is negligible far from the atomization 
region. This is a fundamental aspect of dealing with full­
scale flames in contrast to lab-scale combustion systems. 

Figures 5 and 6 are plots of temperature distribution 
and oxygen concentrations for the previously mentioned 
horizontal plane. Again, it is clear the strong link 
between oxygen availability and reaction intensity. 
Finally, Fig. 7 shows velocity arrows for this sarne plane. 
ln this figure, two main trends can be observed. First, the 
not completely symmetric orientation of the flames 
which are caused by the highly negative tilt of the 
bumers. ln such stiff conditions, operators of this boiler 
have observed instability of the flames, where some of 
them tend to attach to the adjacent walls. This behavior 
was predicted in the present simulation, as well · as the 
fact that the instability decreases of intensity with lower 
tilt angles. Second, the high gradients of velocity 
observed in the near-burner regions. Velocities close to 

Fig. 4 Variance of 11 for the sarne plane as in Fig. 3. The 
entire center field v alue is lower than 2.4x w-5 . The 
gradient is steep in the near-burner region . 
varying from 4.89xto·4, 9.55x to-4. 1.42x Io-3, 
t.89x to-3 and 2.35xio-3 
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Fig. 5 Temperature contour maps for the sarne horizontal 
plane shown in Figs. 3 and 4. The most central 
contour is 1750 K, decreasing to 1540 K, 1340 K. 1130 
K. 918 K and 710 K in the direction of the bumers. 

50 m/s were found in these zones, caused by the steep 
decrease in density due to rapid vaporization and 
combustion reactions. 

Numerically speaking, the use of Eqs. 2 to 7 to 
describe the oil droplet reactions were found to give 
results in agreement with the few experimental data for 
this kind of combustor. However, a sensitivity analysis of 
these equations shown that the value of L (latent heat of 
vaporization) merits a great attention because it has a 
substantial influence on the time necessary for 
vaporization. The use of a narrow experimental value 
given by a sample of the oil being burned is advised in 
simulations similar to the one presented in this work. 

CQNCLUSION 

A newly developed extension for the PCGC-3 platform was 
tested in a full-scale simulation of oil-air-vapor 
combustion. Ali results found from this simulation are in 
agr~tement with the few experimental data and 
observations made for such large-scale equipment. Well­
validated and recognized methods were employed to 
generate a reliable CFD too! to predict local properties in 
industrial combustion chambers. These first set of results 
have been validated with flue gas_es analyses of locally 
formed pollutants showing promise on the choices made 
for the main models utilized. The overall model showed a 
consistent ability of prediction as well as a unexpected 
high resolution for some of flame instability problems 
observed in actual operating conditions. 
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Fig. 6 Oxygen concentration contours for the sarne plane 
of Figs. 3 to 5. The most central contour is 2.9%. 
increasing to 5.3%, 7.7%, 10.1 %. 12.5% and 14.9% in 
the direction of the burners. 
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Fig. 7 Velocity vectors for the horizontal planes of Figs. 3 

to 6. 
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SUMÁRIO 
O presente trabalho visa quantificar os poluentes gerados por uso de combus­

tíveis em veiculas automotores e indústrias em Salvador e Região Metropolitana·Lev~ 
em cont~ para tal quantificaçã~ a ampliação do Polo PetroquÍmica de Camaçari e Refi­
naria Landulfo Alves,que compoem o Setor Químico,que juntamente com o Metalúrgico 
concentram 79% do consumo de energéticos, e a frota veicular de Salvador composta de 
261061 ve{ru]n~.sin estimadas as emiss~es em ton/ano e a contribuição percentual pa­
ra emissão veicular dos seguintes poluentes: CO,HC, MP, SOx e NOx. 

INTRODUÇÃO 

A Poluição do ar por emissCíes de veículos auto 
motores e indústrias vêm se agravando crescentemente 
nos Últimos anos e é um dos mais sérios problemas nas 
grandes cidades e centros industriais no mundo. Isso 
é decorrente do modelo intensivo em energia adota 
do pela sociedade moderna, que nos grandes centros p~ 
vilegia o sistema de transporte individual, em detri 
mento do coletivo , causando problemas como congesti~ 
namento, alto consumo de energia e consequentemente po 
luição atmosférica crescente, e em grandes aglomerado; 
industriai~ que pela queima de combustíveis fosseis em 
fornos, fornalha e caldeiras, produzem grandes quant! 
dades de CO, SOx, hidrocarbonetos e NOx. 

Os poluentes principais gerados por veículos 
automotores e indústrias são emitidos como poluentes 
primários em forma gasosa ou como particulados e de 
pois passam por processos de transformação ao serem 
misturados no ar, dando origem a poluentes secundári~ 
A atmosfera age como meio de transporte, diluição e 
transformação dos poluentes, sendo às vezes os poluen 
tes secundários mais danosos ao homem que os emitido; 
diretamente. Então, as medidas dos poluentes primários 
emitidos pela fonte, embora sejam de grande importân 
cia para estudos de mitigação dos mesmos, não dão um 
quadro completo de todas as emiss~es, sendo necessá 
rios dados de emiss~es primárias, estudos climatológi 
cos, estudos de dispersão e estudos topográficos para 
se ter uma avaliação detalhada da atmosfera real. 

Deve-se também levar em conta alguns fatores 
de influência na emissão para a atmosfera como ·tráfe 
go, tipo de combustível, conservação do veículo, qui 
lometragem média rodada, ano do veículo, dispositivo; 
de eliminação de gases poluentes, tipo de veículo, dis 
persão na atmosfera, altura de chaminé, processos de 
remoção dominantes, carga emitida, conservação do equi 
pamento industrial, eficiência do equipamento. -

Os poluentes provenientes de veículos são emi 
tidos pelo cano de descarga, pelo sistema de alimenta 
ção de combustível (emissão evaporativa), pelo carter 
e pelo desgaste de pneus e freios. Essas emiss~es de 
pendem da queima ser completa ou não, da volatilidad; 
do combustível e condiç~es ambientais,entre outros fa 
tores,e emitem principalmente material particulado 
(MP), hidrocarbonetos (HC), Óxidos de nitrogénio (J'Ux), 
Óxidos de enxofre (SOx). 

Neste trabalho visa-se quantificar as emiss~es 
de alguns poluentes emitidos por veículos automotores 
em Salvador, Bahia, Brasil, terceira maior cidade do 
país, com aproximadamente dois milh~es de habitantes, 
levando-se em conta sua frota veicular que em 1992, 
ano base do estudo era de 261.016 e tenta-se propor e.§ 
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tratégias de redução de poluentes devido ao transpo! 
te veicular automotor. 

Em relação ao Setor Industrial o consumo to 
tal de energéticos é de 5343 TEP para o Estado da B~ 
hia, sendo o consumo para o Reconcavo aproximadamente 
75% desse valor. 

Os poluentes a serem enfocados são: CO, HC, 
MP, SOx e NOx. 

METODOLOGIA 

Foi usado o Inventário de Emissão Veicular 
(IEV) como ferramenta para a quantificação das emis 
soes, utilizando metodologia elaborada pela Companhia 
de Tecnologia e Saneamento Ambiental de São Paulo -
CETESB. Para as emiss~es industriais, devido ao nao 
desagregamento do consumo de combustíveis com fins 
energéticos por região, não está ainda construído o 
inventário de emissão para o Reconcavo. A metodologia 
a ser seguida será baseada no consumo final das pri~ 
cipais indústrias consumidoras de energéticos, que em 
1992 consumiam 7 9% dos energéticos, aplicando-se a 
essas indústrias os fatores de cálculo do EPA para as 
emiss~es de CO, MP, HC, NOx e SOx. 

RESULTADOS E DISCUSSÃO 

A frota de Salvador é composta basicamente por 
automóveis (80%). Entre os automóveis 47% são movidos 
a álcool e 52% a gasolina. 

Com os dados de fatores de emissão para carros 
novos ajustados ao perÍodo adotado para o inventário, 
e metodologia já referida anteriormente, os valores 
para emissão pelo escapamento da frota de veículos em 
Salvador, são mostrados na Tabela 1. 

Tabela 1 - Emissão pelo Escapamento da frota de Veícu 
los a gasolina e álcool em Salvador - 199Z 

COMBUST:IVEL FE (g/Km) 
c o HC NOx 

Gasolina 23,1 2,4 1,5 
Álcool 18,2 1,9 1, 3 

Os limites legais de exaustão para carros, ado 
tados pelo PROCONVE (Programa de Controle de EmissãÕ 
Veicular) são mostrados na Tabela 2. 

Tabela 2 - Limites de Emissão do PROCONVE em g/Km 

c o 
HC 
NOx 

aldeídos totais 

12 
1, 2 
1, 4 
o ,15 



Podemos notar que os níveis médios encontrados 
para a frota em Salvador ultrapassam os permitidos p~ 
o CO e HC em carros a álcool e a gasolina, e para NOx 
no caso de veículos à gasolina. 

Com os dados obtidos por amostragem de campo 
para a média geral de quilometragem anual e frota de 
veículos registrados em 1992, juntamente com a Tabela 
1, construímos a Tabela 3. 

Tabela 3 - Fatores de Emissão da Frota (g/Km) 

Frni'E TIPO FATOR DE EMISSAO (g/Km) 
DE DE c o HC NOx SOx MP 
OOSSÃO VE!aJW 

Cano Gasolina 23,1 2,4 1,5 O, 16 0,21 
de Des Álcool 18,2 1,9 1,3 - -
carga Diesel 17,8 2,9 13,0 5,95 0,81 

Táxi 26,5 2,6 1,3 0,07 0,09 

Fmissão 
Evapora 
ti v a Gasolina - 2,3 - - -

- --

Com esses dados podemos estimar a emissão de 
veículos automotores em toneladas por ano e a partir 
dela obtermos a contribuição percentual das fontes de 
emissão de veículos automotores por tipo de veículo 
e poluente, mostrados na Tabela 4. 

Não estão incluídos os dados referentes a mo 
tocicletas, por estarem em fase de pesquisa de campo. 

Tabela 4 - Estimativa de Emissão Veicular Automotiva 
em Ton/ano e Percentual em Salvador 

Frni'E TIPO 
DE DE c o HC NOx SOx MP 
EMISSÃO VEiCULO -
Cano Gasolina 
de Des Ton/ano 34800 3616 2260 241 316 
carga % 45,3 29,8 16,7 5,4 35,0 

Álcool 
Ton/aro 26584 2775 1900 - -

% 34,6 22,8 14,0 - -

Diesel 
Torv'aro 12648 2061 9237 4228 576 

% 16,5 16,9 68,2 94,5 63,8 
Táxi 
Torv'aro 2845 279 140 7,5 9,7 

% 3,7 2,3 1,0 0,1 1, 1 
Emissao Gasolina 
Evapor~ Ton/aro - 3420 - - -
ti v a % - 28,2 - - -

TQ.'!'AL -Ton/ ano 76877 12515 13537 4476,5 901,7 

As emissÕes de CO tem como fonte principal os 
veículos leves, que contribuem com 83,6% do total das 
mesmas. Para hidrocarbonetos, os veículos leves à ga 
solina são os maiores contribuintes, com um percen 
tual de 58% divididos entre emissÕes do cano de des 
carga e emissão evaporativa. Para NOx e SOx os veíc~ 
los à diesel (Ônibus e caminhão) constituem a princi 
pal fonte poluidora emitindo 68,2 e 94,5%, respectiv~ 
mente. 

Em termos de massa total emitida de poluentes 
o CO participa com um percentual de 71,2% correspon 
dente a 76.877 toneladasanuais de CO para a atmosfera 
Material particulado tem grande emissão nos veículos 
a diesel (63,9%). 

Os dados relativos a toneladas/ano/habitante da Região 
Metropolitana de Salvador(RM3), podem ser carparados canos encontra 
dos para a Região Metropolitana de são Paulo(RMSP) e o Rio de Ja 
neiro(RJ), cam evidencia a Tabela 5. -

Tabela 5 - Emissão veicular em Ton/ano/habitante para 
3 grandes Centros Urbanos no Brasil 

~ 

C IDADE /POLUENTE c o HC NOx SOx MP 

RMSP (1985) 1 0,080 0,012 0,013 0,005 0,001 

RJ (1988) 2 0,026 0,004 0,003 0,0007 0,0002 

RMS 3 0,036 0,005 0,006 0,002 0,0004 
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lTodos os veículos menos motocicletas 
2 Automóveis e Ônibus (não inclui caminhÕes e motos) 
3Todos os veículos menos motocicletas. 

Essas consideraçÕes são válidas para o 
so estudado nesse trabalho, sendo necessário a 
são de motocicletas, outros veículos e outros 
tes (ex: aldeídos, ácidos carboxilícos •.• ). 

uni ver 
incl~ 

polue~ 

Para emissÕes industriais os consumos de ener 
géticos para o estado da Bahia como um todo estão mos 
trados na Tabela 6. -

Dados de emissÕes por poluente estão sendo tra 
tados e não compÕem ainda este trabalho. No entanto~ 
cálculos já feitos em trabalhos citados, mostram que 
apenas para a produção de energia, através da queima 
de Óleo,o PÓlo Petroquímica de Camaçari emite 60-80 
mil ton. de SOx anualmente para a atmosfera, além de 
grandes quantidades também de HC e NOx. 

A partir dos dados a serem elaborados podere 
110s ter idéia de emissão percentual por veículos e i!i 
dústrias no Reconcavo. 
Tabela 6 - Consumo de Energéticos no Setor Industrial 

na Bahia em 1992 (mil tEP) 

C O M B U S T 

Gás natural 
Óleo diesel 
Óleo combustível 
GLP 
Querosene 
Lenha 
Carvão vegetal 
Produtos da cana 
Álcool etílico 
Carvão energético 
Coque de carvão 

V E L 

Outros (gás combustível, resíduos de 
pirÓlise, gasóleo de pirÓlise) 
Eletricidade 
Outros (líxivia e resíduos agrícolas 

CONSUMO 

316 
59 

1433 
24 

6 
383 
121 

70 
o 

33 
46 

517 
2223 

112 

Fonte: Balanço Energético. SETC - Coordenação de Ener 
gia. 1993. 

OBS: Considera-se para o Reconcavo 75% do valor total 
para a Bahia para cada combustível, aproximad~ 
mente. 

Outras consideraçÕes devem ser levantadas co 
mo o percentual de veículos leves a álcool integran 
do a frota automotiva desde 1980, o que hoje represen 
ta cerca de 50% dessa frota. Isso faz com que a emis 
são de SOx e MP por veículos leves sejam nulas, dimi 
nuindo desta forma a emissão total dos mesmos. Outro 
ponto a ser abordado é a não utilização de Pb tetrae 
tila para melhoria da octanagem dos combustíveis à ál 
cool e gasolina + álcool, eliminando a emissão de paE 
ticulados de Pb para a atmosfera. 

Deve-se entretanto observar que,o combustível 
etanol e sua mistura com a gasolina embora diminua 
consideravelmente as emissÕes de CO, aumentam a emis­
são de aldeídos e alcoois para a atmosfera,que sao 
precurssores de PAN e smog fotoquÍmico. 

RECOMENDAÇÕES 

Para a emissão veicular e com base nos resul­
tados do IEV, são necessárias adoçÕes de medidas ten­
do em vista a redução dos níveis de poluentes por veí 
culos automotores, embora Salvador por sua peculiar -
localização à beira mar, além da climatologia e topo­
grafia, tem condiçÕes favoráveis à captação de polue~ 
tes pelo spray marinho,segundo estudos atmosféricos 
já realizados. 

Algumas medidas podem ser adotadas para minimi 
zação destas emissÕes tais como: 
- Redução da emissão de CO nos veículos leves. 
- Redução da emissão de HC pelo cano de descarga e 

emissao evaporativa de veículos leves à gasolina. 
- Redução da emissão de NOx e SOx nos veículos à die-

' 
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sel. 
-Verificação dos níveis de aldeídos emitidos pela fro 

ta veicular. 
Estas medidas podem ser viabilizadas por: 

- Utilização de catalizadores nos veículos leves,para 
eliminação de CO (e naturalmente,NOx e SOx ). 
- Melhoria do sistema de integração estacionamentos 
rotativos-centro,dirninuindo o número de veículos cir­
culando no centro da cidade. 
- Modificação no motor e sistema de alimentação de mo 
do a evitar emissÕes evaporativas(veículos leves). 
- Estabelecimento de normas mínimas de eficiência e­
nergética para todos os veículos. 
- Aplicação efetiva de normas de emissão de veículos. 
- Fiscalização efetiva do estado de conservação dos 
veículos em circulação. 
- Modificação do combustível na frota de veículos a 
diesel(principalrnente onibus) incluindo combustíveis 
alternativos e controle das propriedades do combustí­
vel. 
- Substituição do combustível na frota de taxis a al­
cool e gasolina por gás natural. 
- Melhoria dos combustíveis(menor teor de S, queima 
mais eficaz. 
- Melhoria nas condiçÕes de tráfego através de siste­
ma de vias exclusivas para Ônibus e sinalização sin -
cronizada. 
- Limitação da altura das construçÕes da orla visando 
não interferir na ação do spray marinho corno fonte de 
dispersão de poluentes. 
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ABSTRACT 

This paper was realized by Núcleo de Serviços 
TecnolÓgicos of Federal University of Bahia, wich de­
velops studies foccusing the r~lationship between e­
nergy use and emitted pollutants. By means of an inve~ 
tory of the ernission frorn burning fuels using the to 
tal vehicle fleet of Salvador with 261016 vehicles. 
The city has aproxirnately 2.5 million inhabitants hou 
sing an irnportant architectural asset and the emissi= 
on factor for the main pollutants was quantified in 
g/Km. The total vehicular ernission for each pollutant 
was quantified too. 

Chemical and rnetalurgical industries are the · 
rnain contributors for industrial emissions frorn bur -
ning fuels and the quantification rnust be taken into 
account. 
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RESUMO 

Um modelo bide mensional de escoam en to atmosférico baseado nas equações de conservação de 
momentum linear, energia e massa, é usado para simular os efeitos de ilhas de calor no campo 
de concentração de espécies contaminantes. O m étodo de volumes finitos é usado para resolver 
as equações e os resultados mostraram que o campo de concentrações é fortemente dependente 
da capacidade dispersiva local. 

INTRODUCÃO 

A análise de características dispersivas da at mosfera tem 
objeto inúmeros trabalhos científicos que avaliaram analitica, 
numerica e experimentalmente este ambiente com o intuito 
principal de prever concentrações de contaminantes do ar. 

Entre os muitos trabalhos publicados podemos citar al­
guns de reconhecida importância, t ais como o trabalho de Lamb 
e Neiburger (1971) onde foram utilizadas formulações simpli­
ficadas para a difusividade turbulenta ](; a modelagem Gaus­
siana de formulação Lagrangeana, que permite rápidos cálculos 
de concentrações para diferentes classes de estabilidade atmos­
féri ca (Seinfeld, 1986); trabalhos experimentais simulando 
a contaminação atmosférica em camada convectiva efet uados 
por Willis e Deardorff (1978,1 981); trabalhos desenvolvidos por 
Trombetti (1986) e Ku (1987) enfocando a solução das equações 
de transporte da quantidade de movimento linear, energia e 
massa na atmosfera utilizando métodos numéricos, associada à 
aplicação da teoria de similaridade de Monin-Obukhov e o t ra­
balho de Sun (1986) que procurou estabelecer uma formulação 
baseada no efeito da covariância de temperatura e concen­
tração. O estado de arte do conhecimento sobre turbulência 
na atmosfera e seus efeitos na estabilidade pode ser avaliado 
pelos trabalhos de Speziale (1991) e Wyngaard (1 992) . 

Estudos sobre ilhas de calor surgiram ainda na década de 
70 nos trabalhos de Oke (1973) e Lee (1979), que avaliaram ca­
racterísticas das ilhas de calor urbanas e suas correlaçõ~ com 
a estabilidade atmosférica e variações da velocidade d~ ar. 

A exis tênci a de características térmicas não homogéneas 
na fronteira inferior do escoamento atmosférico e sua influên cia 
na estabilidade atmosférica, princi palmente localizadamente, 
é o objeto deste trabalho. Aplica-se um método numérico à 
solução das equações de transporte no escoamento atmosférico 
com fronteira inferior com temperatura não homogénea - "ilhas 
de calor" -· e avaliam-se os dos efeitos da instabilidade locali­
zada sobre as características dispersivas globais do ambiente. 

MODELAG EM 

A região da ilha de calor é caracterizada por temperaturas 
na fronteira inferior ma iores que a temperatura da fronteira 
inferior na região fora dela. Foram efetuados estu dos usan­
do du as diferentes fu nções para descrever as ilhas de calor: 
fun ção degrau, caracteri zad a por uma temp eratura. sup erior à 

temperatura da vizinhança e função com distribuição normal 
de temperaturas na região das ilhas de calor. 

Uma vez que o objetivo deste trabalho é o estudo da in­
fluência de ilhas de calor em planos ortogonais a elas, e não em 
suas laterais, as ilhas de calor foram consideradas como tendo 
dimensões laterais infinitas, estabelecendo urna simetria em 
relação ao plano vert ical longitudi nal e permitindo a condução 
do estudo da determinação dos campos de velocidades de forma 
bi-dimensional. 

Apesar de existir urna direção preferenci al de escoamento, 
optou-se por modelar a situação em estudo usando escoamento 
elíptico. 

Este problema é um estudo de rnicroescala meteorológica 
e portanto, está confinado à Camada Limite Planetári a , que 
normalmente se extende até 500 metros de altura, sendo a ace­
leração de Coriolis desconsiderada. A avaliação foi feita para 
escoamento permanente, governado pelas equações de conserva­
ção de massa (equação da continuidade) , conservação de quan­
tidade de movimento linear e conservação da energia. 

Uma vez que o escoamento atmosféri co é turbulento, tor­
na- se necessária a adoção de um modelo de tu rbulência. Neste 
trabalho utilizou-se o modelo K. - é. K. é a Energia Cinética 
Turbulenta, é é a Taxa de Dissipação da Energia Cinética Tur­
bulenta. 

Para se avaliar o campo de concentrações de contami­
nantes, ut ilizou-se a equação de conservação da espécie conta­
minante, associada a um modelo para descrição da difusividade 
turbulenta (Ku, 1987). 

EQUACION AMENTO 

As equações utilizadas foram adimensionali zadas usando 
as seguintes quantidades: 

p* 
p 

P oo 

• /lt 
llt = -­

!l Re 

r;.• = _!:.__ • éD c = < c > r· I<) u;, é = u~ C0 \. 1 = Uoo D 

(1) 

sendo P a pressão, 11 a viscosidade dinâmica, J(j a difusividade 
turbulenta, !lT a viscosidade turbulenta, p a massa especifica, 
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p00 a massa especifica nas condições da corrente livre, u00 a 
velocidade da corrente livre, < c > a concentração média, D o 
comprimento de estudo da direção preferencial do escoamento, ' 
t::,.T = Tilhamaz - Too (onde Tithamaz é a maior temperatura na 
região da ilha de calor e T00 a temperatura de corrente livre), 
Re o número de Reynolds , dado por Re = p~u~D e C0 a con-

1' 
centração no ponto de lançamento do contaminante. A barra 
superior indica valor médio. 

A seguir são apresentadas as equações de conservação adi­
mensionais e as condições de contorno associadas. 

Conservação da Massa 

o(p*Uj) =o 
axj 

Conservação da Quantidade de Movimento Linear 

3(p*U1U,) 
oX1 

a ( • au; ) ap· 
axj J.tt axj - ax; + 

a ( au ) axj J.t; ali + RiT*8;2 

(2) 

(3) 

onde Ri é o Número de Richardson, dado por Ri = Gr/ Re 2
, 

sendo Gr o Número de Grashof, dado por: 

g(3D3 t::,.rp~ 
Gr = ;:_c_---,---'-= 

Jl2 

onde (3 é o coeficiente de expansão volumétrica do gás. 
Para esta equação, aplicam-se as seguintes condições de 

contorno: 

XI= o, 
. nyf7 

ui= (x2 Z; u2 =o 

XI= 1, au1 = 0 
ax1 

au2 = 0 
ax1 

X2 =o, UI= o U2 =o 

z 
x2 = ~· u, = 1 U2 =o 

onde Z; é a altura da camada de mistura.. 

Conservação da Energia 

o(p*U1 r*) _ ~- (J.t~ ar·_ ) ar_ 
axj - oX

1 
r7t oX

1 
+ Ecu1 oX

1 

onde Ec é número de Eckert, dado por 

2 uoo 
Ec = (!::,.rcp) 

e as equações de contorno ap licadas foram: 

x1 =o, 

x1 = 1, 

Z; 
X2 = D' 

x2 =o, 

T* =o 
[)J'• 

DX
1 

=O 

T" =o 

(X -I /2)2 

2(~ na. ilha de calor 

( 4) 

T" = { ~ 
fora da ilha de calor 
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e outra para os casos em que se utilizou a função degrau: 

X2 =o, r· = { 1 na ilh~ de calor 
O fora da ilha de calor 

Conservação da Energia Cinética Turbulenta 

o(p*Uj"-.) = ~ (J.t~ a"·)+ c·- p·E.· 
ax1 axj (jK ax} (5) 

sendo que os seguintes valores foram utilizados nos contornos: 

onde 

x1 =o, 

x1 = 1, 

X2 =o, 

Z; 
x2 = D' 

"-. = 0.01 ( 1/2U;) 

a"· =O 
ax, 

a"· =O 
ax2 

o~<· =O 
ax2 

Conservação da Taxa de Dissipação da Energia Cinética 
Turbulenta 

o(p*UJE*) = ~ (Jl~ OE.:)+ (C
1
G*- C2p·E.·):: 

axj axj (j. axj 

J.i; = c p*K.•2 
i' -E.* 

G _ • (oU; fJUi) fJU; 
-P~ ax -+ ax ax 

J • J 

(6) 

sendo que foram aplicadas as seguintes condições de contorno 

X 1 =o, 

X 1 = 1, 

x2 =o, 

Z, 
x2 = D ' 

C3f4 "-.3/2 

E.. = ---..::"=---~ 
0.4(aZ;/D) 

fJE.• =0 
ax] 

C3/4 .3/2 
E..= I' K. 

0.4(y/ D) 

&· =0 
ax2 

Conservação da Massa da Espécie Contaminante 

3(U1C) = ~ (Kj fJ~' ) 
axj oX1 o)í,j 

associada às seguintes c~'1d i ções de contorno : 

XI= O, c o 

XI= 1, 
a c 
ax] = 0 

X2 =o, a c 
ax2 = 0 

X- Z; a c 
2- D ' ax2 = 0 

X _ Xtan ,_n e X H 
2 = D' C= I 

(7) 

I 
J 



ANÁLISE DOS RESULTADOS 

Para resolver o conjunto de equações apresentadas ante­
riormente, utilizou-se o método de volumes finitos descrito por 
Patankar (1980), que propõe uma discretização das equações 
de modo a manter a conservação das variáveis em volumes de 
controle finitos. A solução das equações discretizadas foi ob­
tida utilizando-se o TDMA linha-por-linha com correção por 
blocos, segundo os princípios do algoritmo SIMPLE. 

Para avaliar as respostas do modelo utilizado e as carac­
terísticas dos campos de concentração sob influência de instabi­
lidades localizadas, foram estudados vários casos, com variações 
da velocidade de corrente livre ( u00 ), altura de lançamento (H), 
do Número de Richardson máximo (Rimax), referente à maior 
temperatura da ilha de calor (Titha-max) e da dimensão da ilha 
de calor (Ditha)· 

São flagrantes as deformações no campo de concentrações 
devido à presença da ilha de calor, como pode ser observado 
pela análise das figuras l, 2, 3, 4 e 5. Na região da ilha é gerada 
uma instabilidade localizada que leva a fortes variações na difu­
sividade turbulenta (I< v), promovendo aumento na capacidade 
dispersiva, o que pode ser verificado pela mudança de compor­
tamento das linhas de isoconcentração na região próxima à ilha 
de calor. 

É interessante observar que, uma vez fixad os os parâme­
tros u00 e H, o comportamento da pluma foi idêntico nos casos 
sem ilha de calor (figura I) e com ilha de calor (figura 2), até 
ser atinginda a região de instabilidade localizada, onde houve · 
um flagrante alargamento da pluma. 

Foi possível notar ainda, que os efeitos da ilha de calor 
descrita por uma função normal são mais suaves que a descrita 
por uma função degrau, sugerindo que a adoção de formulações 
mais suaves para descrever as temperaturas na fronteira infe­

rior, modelam situações físicas mais próximas da realidade. 
Foi nítida a resposta do modelo à variação de velocidade, 

que levou a um maior alongamento das linhas de isoconcen­
tração. Este é um reflexo do aumento de quantidade de movi­
mento linear, que afasta da fonte todas as linhas de isoconcen­
tração , ou seja, há um incremento no transporte do contami­
nante na direção principal de escoamento e conseqüentemente 
uma menor disp ersão das linhas em torno da horizontal de­
terminada pela altura de lançamento. É possível observar 
este fato pela comparação das figuras 1 e 3 até a posição 
xd D = 0.40, a partir da qual os efeitos da ilha de calor 
começam a ser importantes. 

Pela variação da altura de lançamento, foi possível cons­
tatar que mesmo plumas provenientes de lançamentos a alturas 
elevadas são influenciadas pela estrutura da turbulência gerada 
sobre a ilha de calor, que se reflete na difusividade turbulenta, 
I< v, afetando a capacidade dispersiva no domínio vertical sobre 
a ilha. 

A influência da dimensão da ilha de calor foi avaliada e foi 
possível verificar como as ilhas de calor agem localizadamente, 
promovendo maior dispersão. Analisando-se as figuras 3 e 4, é 
possível verificar esta influência. 

O aumento da capacidade dispersi va sobre a ilha de calor 
devido ao incremento da intensidade da ilha (diferença entre 
sua temperatura e a do restante da fronteira inferior) também 
foi verificado. 

A tabela 1 mostra as relações entre o Número de Richard­
son máximo (Rimax), usado como parâmetro para avaliações da 
intensidade da ilha, velocidade de corrente livre ( u00 ) e a dife­
rença entre as temperaturas do centro da ilha e fora dela. 
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Tabela 1: Relações entre Rimax, U 00 e ó.T. 

I Rimar I Uoo(m/s) I Tilha-maz:- T.olo(I<) I 
100 4 4.90 
100 2 1.22 
400 2 4.90 

Pela análise das figuras 4 e 5 pode-se verificar como o au­
mento do número de Richardson influencia fortemente o aspecto 
do campo de concentrações. 
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Figura 1: Concentração Adimensional: caso sem ilha de calor, 
com U 00 = 4 m/s e H/D = 0.0075 
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Figura 2: Concentração Adimensional: caso com ilha de calor 
central descrita por uma função degrau com Dilha/D = 0.1, 
Rimax = 100, Uoo = 4 m/ s e H I D = 0.0075 
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Figura 3: Concentração Adimensional: caso com ilha de calor 
central descrita por uma função normal com D;tha/ D = 0.1, 
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Figura 4: Concentração Adimensional: caso com ilha de calor 
central descrita por uma função normal com Dilha/ D = 0.5, 
Rimax = 100, Uoo =2m/se H/D = 0.0075 
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Figura 5: Concentração Adimensional: caso com ilha de calor 
central descrita por uma função normal com Dilha/ D = 0.5, 
Ri,;.ax = 400, U 00 =2m/se Hj D = 0.0075 

CONCLUSÕES 

O modelo e o método numérico utilizados para solução do 
problema proposto mostraram-se adequados, fornecendo res ­
postas fisicamente compatíveis para mudanças de parâmetros. 

A ilha de calor introduzida na fronteira inferior do domínio 
estudado, gerando instabilidade localizada, influencia de manei­
ra decisiva o aspecto dos campos de concentração para todos 
os casos estudados. O aumento da intensidade da ilha de calor 
reflete-se na capacidade dispersiva local via variação significa­
tiva da difusividade turbulenta. 

O mecanismo de transporte de massa na.s regiões fora da 
ilha de calor é dominado pelo campo solução da equação de 
transporte de quantidade de movimento linear e pela presença 
da difusividade turbulenta com formulação para atmosfera neu ­
tra na equação de transporte do contaminante. 

Na região da ilha de calor é utilizada uma formula.ção 
para a difusividade turbul enta baseada em condições de insta­
bilidade. Tem-se, a.ssim, uma transição brusca relativa à ca­
pacidade dispersiva onde ]{v com formulação instável chega. a. 
ser 50 vezes maior que i( v com formulação neutra. Muito em­
bora a. equação de energia reflita a presença da ilha de calor 
em qualquer ponto do domínio , a mudança brusca dos valores 
de J( v na região da ilha domina os as pectos do transporte de 
massa do contaminante. 

As características térmicas e de transporte de massa do 
problema estudado foram refinadas e porta.nto, aproxima.rarn­
se mais da realidade, ao se utili2ar uma função descritora da 
temperatura inferior mais suave. Além disso, é notável a neces­
sidade de se buscar uma formul ação de I<v que possa in corpo­
rar transições na capacidade dispersiva devido à proximidade 
d:t ilha de ca.lor, já que , claramente , o a.specto dominante é a 
formulação da difusi vidade t urbulenta. 

-------~-·-·-·· · -
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SUM MARY 

A two-dimensional model j o1· almospheric fiows based on linear 
momenlun, cnergy and ma.~s conscrvation equations IS used lo 
simulate lhe cj]ecls of hml islands on lhe concentralion field of 
conlaminanl species. Tht: finde volume melhod is used lo solve 
the equations and lhe 1·esult.s show tlwt the concenlralion field 
is strongly dependent on local dispersive capacity. 
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Resumo 
Este trabalho apresenta uma análise de uma técnica experimental de determinação simultânea da 
condutividade e difusividade térmica de materiais sólidos. As propriedades sllo determinadas usando­
se o método de estimação de parâmetros. Uma análise de sensibilidade da estimaçllo de parâmetros em 
função da intensidade e duraçllo do fluxo de calor imposto, espessura da amostra e tempo de mediçllo 
é apresentada. No método proposto as evoluções dos fluxos de calor silo medidas por transdutores de 
fluxo de calor. Nessa análise as temperaturas e fluxos experimentais são simuladas numericamente. 

Introdução 

Existem vários métodos transientes capazes da obtenção da 
condutividade térmica, Â., e da difusividade térmica, a. Todavia, esse 
número diminui quando se deseja a obtenção dessas propriedades de forma 
simultânea. Como exemplos, citam-se os métodos Flash originalmente 
desenvolvido para a obtenção da difusividade térmica, (Parker et ali, 1961) 
e o da Sonda Térmica que mede a condutividade térmica, (Blackwell,l954). 
Ambos silo capazes da obtençllo simultânea das duas propriedades. Nesse 
caso, para o método Flash é necessário conhecer-se o fluxo de calor imposto 
e para a Sonda um sensor de temperatura adicional deve ser inserido dentro 
da amostra. Um método experimental compõe-se da concepção de um 
modelo físico a ser simulado experimentalmente e da técnica de obtenção 
das propriedades. Assim, um modelo físico ideal não deve impor nenhuma 
restrição nas condições de contorno, ou seja, nas evoluções de temperatura 
e/ou fluxos de calor superficiais enquanto a técnica de obtenção das 
propriedades deve ser capaz de obtê-las a partir de medições das grandezas 
superficiais. 

Esse trabalho apresenta uma análise de um método experimental, 
cujo modelo físico foi proposto por Guimarães (1993) e cuja técnica de 
obtenção simultânea das propriedades, À. e a é a técnica de estimação de 
parâmetros descrita por Becket a!. (1990). O sucesso dessa técnica para os 
diversos materiais depende da escolha de parâmetros de projeto para a 
simulação experimental do modelo físico. Esse trabalho investiga os 
parâmetros ótimos de projeto para materiais isolantes, semicondutores e 
condutores na determinação simultânea da condutividade e difusividade 
térmica 

Descrição do Método e Bancada Experimental 

A Figura I apresenta uma amostra plana, homogênea, sujeita a 
uma temperatura inicial T0, cujo fluxo de calor unidimensional· transiente, 

cp1 (t), é imposto num instante ~ na superfície superior da amostra, e o fluxo 
de calor resultante, ~(t), atravessa a superfície oposta. 

<1>1 (t) 

amostra 

<I> 2 (I) 

Figura 1 - Modelo Físico de uma amostra sujeita a condições de fluxo de 
calor superficiais 

* Professor do Depto de Eng. Mec. da Universidade Federal de Santa Catarina 
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Sob estas condições e considerando as propriedades térmicas 
constantes com a variaçllo de temperatura, o problema apropriado a valor de 
contorno é 

(1) 

sujeita às seguintes condições de contorno, 

cjl(O,t) =-À. êlT~~,1) (2) 

~(L,I) =-Â. iJT~~,t) (3) 

e à condição inicial 

T(x,O)= To (4) 

onde T representa a temperatura e cp(t) o fluxo calor transiente nos 
contornos da amostra. Obtém-se a solução do problema dado pelas 
Equações (1-4) usando-se uma técnica de solucão baseada nas funções de 
Green (Guimarães, 1993), ou seja, 

T T. <X J.t. ( ) d 2a ~ -~.'a<tL' (A /L) = o+ LÃ. 't'l 't 't + L'A.f::te cos p.,X • 

.je~•'a•tL' <l>1 ('t)d't + ~ j<!>2 ('t) d't + 2<Xi [(-1)"'-1]. 
o LÃ. LA. .. =1 

. e-~.'a<tL' cos(J3 .. x I L) j e~-'a<tL' <l>
2
('t)d't 

o 
(5) 

onde ~m= mn com m=l, 2, 3 ... e 1)11(1) e ~(t) sllo os fluxos de calor 
definidos a partir de curvas de ajuste obtidas sobre os valores medidos com 
os transdutores de fluxo de calor aplicados nas superfícies da amostra 
(Guimarães, 1993). 

Tendo estabelecido a solução formal do problema direto dado pelas Eqs. ( 1-
4), estima-se os parâmetros À. e a minimizando-se a função mínimos 
quadrados (Beck et ai., 1990) definida a seguir 

n 2 2 

S =L I,[rj (i) - T j (i)] 

i=1 j=1 

(6) 



onde YjCi) são as temperaturas experimentais e Tj(i) as temperaturas 
calculadas através do modelo teórico nas superfícies da amostra. Os sub­
índices i e j representam, respectivamente, o instante discreto de medição e 
o número de sensores (no caso dois termopares). Assim, ).. e a são os 
parâmetros estimados para a obtenção da melhor concordância entre os 
valores das temperaturas medidas experimentalmente e aquelas obtidas 
através do modelo teórico. As equações de recorrência para as propriedades 
são obtidas através da minimização de Gauss da função S (Guimarães, 
1993), ou seja, fazendo as primeiras derivadas de S em relação a cada 
parâmetro iguais a zero, como 

as 
-= 
ai.. 

n 2 
-2,0I,I,[r1(i)-T1(i)] x1,(i)=O 

i=1 j=1 

as 
a a 

n 2 
- 2,0 I,I,[r1(i)- r, (i) ]x 12 (i) =O 

i=1 j=1 

onde Xjk (i) são os coeficientes de sensibilidade definidos por 

àT1 
x,,(i) = ~ 

àT2 
X21 (i)=~ 

àT1 x,2 (i) =a-a 

X22 (i) 
àT2 
à a 

(7) 

(8) 

(9) 

(lO) 

(11) 

(12) 

e representam um papel importante na técnica de estimação de parâmetros. 
Observa-se que para o sucesso da estimação de ).. e a simultâneamente, é 
necessário que os coeficientes não sejam linearmente dependentes e, ainda, 
possuam os maiores valores possíveis (Becket ai., 1990). 

lmplementacão e Análise de Resultados 

Salienta-se que este trabalho visa a otimização dos parâmetros de 
projeto envolvidos na técnica de estimação de parâmetros. Nesse sentido, 
todos os dados experimentais não foram medidos mas sim simulados 
numericamente. Este procedimento permite uma maior flexibilidade na 
análise de diferentes tipos de materiais e suas espessuras. 

Para a simulação numérica das temperaturas experiiJ!entais YjCi). 
usou-se o modelo teórico fornecido pela Eq. (5) com valores de ).., a, L, «1»1 
e cjlz fuados para cada teste. Assim os valores de À e a são defmidos 
segundo o tipo de material simulado e são dados pela Tabela I. 

Desta forma, para cada tipo de material simulado são necessários 
diferentes valores de partida de ).. e a para que se dê início ao processo 
iterativo de estimação. A técnica é então testada pela convergência dos 
valores estimados de ).. e a para os valores defmidos de cada material. 

Os diversos tipos de materiais são simulados através da variação do 
agrupamento Cc!»t L(A.), com os valores de).. e a representativos de materiais 
isolantes (À< 0.5 W/mK), materiais semicondutores (0,5 W/mK <).. < 10 
W/mK) e materiais condutores (10 W/mK < )..) . A Tabela I apresenta os 
valores de ).. e a usados na simulaçllo. 

Tabela I - Valores de ).. e a para materiais típicos, usados na simulação 

Inicialmente os testes foram realizados ftxando-se o fluxo de calor 
imposto, «1»1, e o tipo de material (não condutor). Nesse caso, variou-se a 
espessura entre 5 mm e 50 mm para um material isolante típico (Teste I). O 
Teste II mantém o fluxo imposto e a espessura constantes (L=lO mm), 
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sendo simulados os materiais semicondutores e condutores. o Teste m 
investiga a relação entre intensidade de fluxo calor imposto e espessura 
para os materiais semicondutores e condutores. 

Os resultados da simulação das propriedades são apresentados em todos os 
casos. O valor inicial de ).. e a para todas as simulações são apresentados 
nas Tabelas II - IV. 

40.()() I'' r r r r r r r I r r r r r r r r r I r 1 r r r r r r r 1 t r r r r r r ttl!!l r r r r r r I 

TESTEI 
Temp. super. fronta1 

36.00i I-+- L=Smm 

-+- L=IOmm 

--8- L=20mm 

32.00-j I -+- L=40mm 

28.00 

24.00 Tf-.-7. i i i ''I'''' I i I ''I i I i I i li I i I' i i li i llljlll I I i i i i I 
0.00 200.00 400.00 600.00 800.00 1000.00 

tempo [s] 

Figura 2- Evolução da temperatura na superfície frontal ao aquecimento. 
(amostra não condutora) 

80.00 I· I I I I I I I I I I I I I I I I I I 

40.00 

0.00 

-40.00 

0.00 200.00 400.00 600.00 800.00 1000.00 

tempo [s] 

Figura 3 - Coeficientes de sensibilidade para uma amostra não condutora 
com espessura, L = 1 mm 

15.00 J r r r r r ' r r' ! 1 1 1 1 1 1 1 1 1 ! 1 1 1 1 1 1 1 1 1 ! 1 1 1 1 1 1 1 r r! r r 1 r 1 1 1 r 1 L 

10.00 

5.00 

0.00 

-5.00 

.1o.oo 

-15.00 lt I I I li I I IIII Iii i ii i i i i i i i i i i i i i ii i i ii i i ii i i i i i tTt r 
0.00 200.00 400.00 600.00 800.00 1000.00 

tempo [s) 

Figura 4 - Coeficientes de sensibilidade para uma amostra não condutora 
com espessura, L = 5 mm 



0.00 200.00 400.00 600.00 800.00 tooo.oo 
tempo [s] 

Figura 5 - Coeficientes de sensibilidade para uma amostra não condutora 
com espessura, L= 10 mm 

2.00 

-2.00 

-4.00 

-6.00 

-8.00-'tiTTTTITr1rTrTTTTnrrrrTrTTTTTlCTrrTTTTITTlrrrrrrm-rrli=­

O.OO 200.00 400.00 600.00 800.00 1000.00 
tempo [s] 

Figura 6 - Coeficientes de sensibilidade para uma amostra não condutora 
com espessura, L = 20 mm 

400.00 600.00 800.00 1000.00 
tempo [s] 

Figura 7 - Coeficientes de sensibilidade para uma amostra ni'lo condu10ra 
com espessura, L = 40 mm 
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Tabela II - Dados de esúmativas de parâmetros referentes ao Teste I, com 
valores de temperatura experimentais simulados para um material não 
condutor Valores iniciais para a estimação, u = 1.0 x 10 -07[m2/s] e 
À= 0.1[W/mK], e «Pr(máx) = 200 [W/m2l 

Teste I 

À 
[W/mK] 

0458 
04114 
0406 
0404 
••••• 

28.00 

27.00 

26.00 

a x lO -7 L erro(%] 

0.00 

rm2/s] [mm] À I a 
2,63 1,0 14,5 14,35 

2,363 50 2,85 2 74 
2,331 10,0 1,5 1,35 
2,313 20,0 1,0 0,57 

40,0 

Amosua semicondutora 
L= 10 nun 

-+- Temp. sup. frontal 

-+- Temp. sup. oposta 

200.00 400.00 600.00 

tempo [s] 

«<l1L/À teste 
_lKl 
0,5 a 
2,5 b 
5,0 c 
10,0 d 
20,0 e 

800.00 1000.00 

Figura 8 -Evolução da temperatura nas superfícies frontal e oposta ao 
aquecimento. Amostra semi-condutora 

48.00 

44.00 

40.00 

0.00 

Amostra condutora 
L=IOmm 

-+- Temp. sup. frontal 

<) Temp. Sup. oposta 

200.00 400.00 600.00 

tempo [s} 
800.00 1000.00 

Figura 9 - Evolução da temperatura nas superfícies frontal e oposta ao 
aquecimento. Amostra condutora 



4,()() I'''''''' 1 l11 11111 r 1! r'''' r 111 I!!!!!! r 11111 '1''111/ 

2.00 

0.00 

0.00 200.00 400.00 600.00 800.00 1000.00 

tempo [s] 

Figura 1 O - Coeficientes de sensibilidade para uma amostra semicondutora 
com espessura, L= 10 mm 

30.00 l r I I r I I I I I j I! I I I I! I I j! I I I I I I! I j I! I! I j I!! j I I I I I I I I I l 

20.00 

10.00 

0.00 

-10.00 

-20.00 

-30.00 ~ I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I I F 
0.00 200.00 400.00 600.00 800.00 1000.00 

tempo [s] 

Figura 11 - Coeficientes de sensibilidade para uma amostra condutora com 
espessura, L= 10 mm 

Tabela III - Dados de estimativas de parâmetros referentes ao Teste II, com 
valores de temperatura experimentais simulados para materiais condutores 
e não condutores. Valores iniciais para a estimação, a= 1.0 x 10 -07[m21s] 
e Â. = 1.0 [WimK] 

Teste II 
Â. a tPtLI Â. tP11mW amostra Teste 

[WimK] [m21s] fKl [Wim 

**** **** 0,4 200 sem i f 
condutora 

**** **** 0,0028 200 condutora g 
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Tabela IV - Dados de estimativas de parâmetros referentes ao Teste III, com 
valores de temperatura experimentais simulados para materiais condutores e 
não condutores. Valores iniciais para a estimação, a= 1.0 x 10 -07[m21s] 

e Â. = 1.0 [WimK] 

Testem 

Â. a tPtL I Â. tPt erro[%] amostra teste 
[WimK] [m21s] [K] 

~~~21 
Â.la 

5,08*"*" 16,26xiO· 4 2000 1,6 sem i h 
tJ/ 1,62 cond. 

**** **** 40 20000 *** se mi i 
*** cond. 

91,65 20,0xi0-05 0,285 2000 30,9 cond. j 
25 

71,69 16,38xiO· 2,8 20000 2,41 cond. k 
u' 2,34 

i 70,8 16,18xlo- 5,60 40000 1,14 cond. I 
u' 1,12 

ObserVa-se no Teste I que os melhores valores de a e Â. são os 
testes c e d. Analisando-se as Figuras 3-7 observa-se que estes testes 
representam as regiões onde os coeficientes de sensibilidade têm um 
comportamento de independência linear. O Teste II apresenta os piores 
resultados para as propriedades uma vez que o valor do fluxo de calor não 
foi suficiente para um aumento de temperatura (Figuras 8 e 9) e uma 
variação nos coeficientes de sensibilidade que permitisse uma boa 
estimativa dos coeficientes (Figuras lO e 11). Nesse caso ou a diminuição da 
espessura ou um maior fluxo de calor deve ser submetido. Nesse sentido, 
aumentou-se o fluxo de calor imposto, mantendo-se a espessura L= IO mm. 
A Tabela III apresenta as simulações. Observa-se que para ambos os 
materiais, as melhores estimativas são para os valores de tP1 L I Â. entre 4 e 
10. Ou seja, teste I casos c e d, teste III casos h e I. 

Conclusão 

Observa-se que a obtenção simultânea das propriedades térmicas Â. 

e a através do método proposto é bastante sensível às variáveis de projeto 
tPl• L e do material a ser investigado. Uma primeira investigação nos perfis 

de temperatura e fluxo de calor imposto é imprescindível para uma boa 
estimação desses parâmetros. O fluxo de calor imposto e a espessura da 
amostra, nesse caso, só devem ser definidos a partir de testes experimentais 
ou simulações numéricas desses experimentos. 

Referências Bibliográficas 

Beek, J. V. and Blackwell, B., "Inverse problems" , Handbook of 
Numerical heat transfer, pp 787-834, 1990 

Blackwell, J. H., "A transient-flow nethod for deterrnination of thermal 
constants of insulating materiais in bulk", Journal of Applied Physics, vol 
25, pp 137-144, 1954 

Guimarães, G., "Estimacão da Condutivade e da Difusividade Térmica no 
Domínio da Frequência , Tese de Doutorado, Universidade Federal de 
Santa Catarina, Florianópolis, S.C, Brasil, 1993 

Parker, W. J., Jenkins, R. J., Butler, C. P. and Abbott, G. L. "Flash 
method of determine thermal diffusivity, heat capacity and thermal 
conductivity", ]o urna/ ofApplied Physics, 32, pp 1679-1684, 1961 

Abstract 

This work presents an analysis of an experimental technique for 
simultaneous deterrnination of the thermal conductivity and the thermal 
diffusivity of non metallic materiais. The properties are deterrnined by using 
the parameter estimation method. The experimental temperatures at frontal 
and back surface of a sample are compared with its respeetive theoretical 
temperature value derived from the mathematical model. The heat flux 
evolutions at the front surface and the heat loss evolution at the back surface 
are the boundary conditions used. An analysis of sensitivity for the 
parameter estimation is presented. 
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SUBROTINAS COMPUTACIONAIS DE ELEVADA EXATIDÃO 
PARA DETERMINAÇÃO DE PROPRIEDADES 

TERMODINÂMICAS DA ÁGUA 
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Depto. Energia/ Fac. Eng. Mecânica/ UNICAMP 
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RESUMO 

Um conjunto articulado de subrotinas computacionais foi desenvolvido visando 
possibilitar a elaboração de programas de análise e de otimização termodinâmica de sistemas 
térmicos que exijam a avaliação rápida, e com elevada exatidão, de propriedades 
termodinâmicos da água. O trabalho apresenta detalhes das subrotinas implementadas e 
compara resultados obtidos por meio das mesmas com dados da literatura. 

INTRODUÇÃO 

O presente trabalho está inserido em um projeto mais geral 
voltado ao desenvolvimento de programas e subrotinas 
computacionais no campo da Termodinâmica. Esses programas e 
subrotinas destinam-se a auxiliar os profissionais e os estudantes 
de engenharia mecânica na solução de problemas termodinâmicos, 
área que continua despertando renovado interesse (Bejan, 1988), 
dada sua importância na área energética. Tais recursos 
proporcionam meios mais adequados e mais precisos de obtenção 
de parâmetros e de propriedades de relevância prática, os quais 
encontram-se frequentemente disponíveis na literatura técnica 
apenas na forma de gráficos ou tabelas como, por exemplo, as 
tabelas de propriedades termodinâmicas da água (Keenan et ai., 
1978) e de propriedades de gases (Keenan, Chao & Kaye, 1983). 

A utilização de informações contidas nesse tipo de fonte 
implica geralmente na necessidade de efetuar interpolações, 
extrapolações, estimativas e aproximações variadas, o que traz 
como consequência a redução dos níveis de precisão dos cálculos 
desenvolvidos, o que em atividades de projeto é particularmente 
indesejável. 

Em problemas envolvendo sistemas térmicos os 
procedimentos de análise normalmente exigem longas sequências 
de cálculos iterativos. A utilização de dados contidos em tabelas 
ou gráficos constitui frequente fonte de erros de leitura e de 
cálculo, apresentando também características que dificul~am as 
atividades de revisão. A necessidade da participação direta do 
técnico na avaliação de propriedades muitas vezes impede ou 
dificulta a automatização completa dos processos iterativos de 
cálculo, limitando as possibilidades de simulação e de otimização 
computacional. 

A disponibilidade de programas e subrotinas computacionais 
para o cálculo de grandezas como as referidas anteriormente pode 
trazer beneficias sob diversos pontos de vista: 

- em termos de pesquisa, os programas e subrotinas 
estruturados modularmente podem facilitar o estudo automatizado 
da influência de diversos aspectos e parâmetros em problemas 
envolvendo termodinâmica, como por exemplo os descritos por 
Ehmke ( 1990) e Nishio ( 1985), na otimização de sistemas de 
cogeração, ou os estudos envolvendo análise exergética de 
sistemas térmicos (Kotas, 1985). 

- em termos práticos de engenharia, esses programas, sendo 
acessíveis aos alunos e profissionais, podem constituir um acervo 
técnico de utilidade para o desempenho profissional nesse campo, 

no tratamento de problemas como os citados por Boehm ( 1987) 
no projeto de sistemas térmicos; 

- em termos didáticos, facilitam e tornam mais agradável o 
aprendizado dos diversos tópicos envolvidos. além de ilustrar 
concretamente a importância que atualmente deve ser dada à 
utilização do computador no ensino e na prática da engenharia. 

Especificamente em relação à avaliação das propriedades 
termodinâmicas da água, vários trabalhos tem sido publicados. Em 
1979, Reynolds publicou um extenso conjunto de equações 
computacionais destinadas à avaliação de propriedades 
termodinâmicas de diversas substâncias. Em 1984, Irvine e Liley 
publicaram diversas correlações simplificadas para a avaliação de 
propriedades termodinâmicas, visando facilitar o cálculo dessas 
propriedades. Também em 1984 foi publicado o trabalho de Haar, 
Gallagher e Keil, contendo novas correlações empíricas para o 
cálculo de propriedades termodinâmicas da água, e incluindo 
listagens de programas e de subrotinas computacionais. 

Apesar de todas essas informações publicadas não está 
disponível na literatura um conjunto articulado de programas ou 
subrotinas que permita não só a determinação de propriedades, 
mas também, a localização autônoma do estado nas diversas 
regiões termodinâmicas. Portanto, são relevantes os esforços nesse 
sentido, dada a importância e abrangência do tema. 

Na edição mais recente do livro texto de Van Wylen & 
Sonntag ( 1991) o volume é acompanhado de disquetes contendo 
unidades executáveis e unidades objeto de programas para a 
determinação de propriedades de várias substâncias, o que atesta a 
importância da automatização do cálculo de propriedades 
terrmodinâmicas. O material fornecido com essa obra, não contém, 
entretanto os programas fonte utilizados, e apresenta limitações de 
utilização, tanto em termos de compilador, de linguagem, de 
equipamento computacional, e flexibilidade na obtenção de 
informações, o que justifica ainda a validade do projeto aqui 
referido. 

Em têrmos nacionais é interessante citar o trabalho 
publicado por Bezecry, Almeida e Gabay (1992, e 1993), a 
respeito de um programa desenvolvido para cálculo de 
propriedades termodinâmicas da água, baseado no trabalho de 
lrvine & Liley (1984). 

Pretende-se estimular a participação de alunos de graduação, 
por meio de projetos de iniciação científica, por exemplo, na 
análise e desenvolvimento de programas deste tipo. Essa 
participação pode constituir uma experiência interessante tanto em 
termos específicos na área de termodinâmica; na área de métodos. 
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numéricos, como a aplicação do método de Newton-Raphson para 
solução de sistemas de equações não lineares (Burden & Faires, 
1988), como no domínio de linguagens computacionais como o 
Pascal (Wirth, 1987) e o C (Kernighan & Ritchie, 1990), além do 
FORTRAN, e das técnicas de elaboração, documentação e 
manutenção de programas computacionais a serem utilizados por 
terceiros (Pressman, 1992). 

METODOLOGIA 

O primeiro conjunto desenvolvido inclui subrotinas para 
identificação de estados a partir dos seguintes pares de 
propriedades: pressão e título; pressão e temperatura; pressão e 
entalpia; pressão e entropia. Esses pares são os de maior 
frequência de utilização na análise termodinâmica de sistemas de 
potência a vapor. A incorporação de outros pares de propriedades 
ao conjunto está sendo efetuada de modo gradativo. 

As subrotinas identificam de modo autônomo, a região 
termodinâmica em que o estado indicado se encontra, determinam 
as propriedades do estado, e por meio de um código descritivo 
permitem conhecer de modo seguro se o estado é de saturação, ou 
de líquido comprimido, ou de vapor superaquecido, etc. 

A v afiação da Energia Livre de Helmholtz. A equação 
fundamental empregada para o desenvolvimento da subrotina 
central foi a mesma utilizada por Keenan et ai. ( 1978) para a 
elaboração de sua clássica tabela de propriedades termodinâmicas 
da água. Essa expressão permite a avaliação da energia livre de 
Helmholtz a partir do volume específico e da temperatura absoluta 
da água e está descrita na equação (I). A sua faixa de aplicação vai 
até pressões de I 00 MPa e temperaturas entre O e 1300°C, 
representando, de modo contínuo, estados com uma única fase. 

onde, 

e 

com 

e, 

lfl= 'I'"(T)+RT[lnp+pQ(p, r)] 
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Nessas expressões T representa a temperatura absoluta na 
escala Kelvin; r corresponde a I 000 I T; p é a massa específica; R 

é a constante 4615,1 J/(kg K); Te é igual a 1,544912, e E é igual a 

4, 8. As constantes r" 1 , p" 1 , C; , A; 
1 

são apresentadas em Keenan et 

ai. (1978). 
A metodologia utilizada por esses autores consistiu em 

correlacionar um enorme conjunto de resultados experimentais 
disponíveis, reunindo o trabalho de instituições de pesquisa de 
diversos países obtendo as expressões descritas acima, que 
permitem o cálculo da energia livre de Helmholtz, representando 

uma sucessão continua de estados de equilíbrio, que inclui a região 
líquida e a região de vapor. Essa referência foi preferida em 
relação a outras, como a de lrvine e Liley (1984) por exemplo, em 
virtude de sua reconhecida qualidade e generalizada utilização. 
Com a disponibilidade crescente de microcomputadores mais 
rápidos, as possíveis objeções quanto à complexidade dessas 
expressões perdem significação. 

Avaliação do Conjunto de Propriedades. A partir dessa 
equação a subrotina determina as demais propriedades por meio de 
relações termodinâmicas. A pressão, a energia interna específica e 
a entropia são calculadas por meio das expressões (6), (7) e (8), 
respectivamente. 

396 

2 (Ôifl) 
p =p ôp ' (6) 

u=[ô~~r)l (7) 

s= -( ~np (8) 

O valor da entalpia específica é obtido a partir de sua 
definição, expressa em (9). 

h=u+pv (9) 

Dessa maneira, uma vez definido o volume específico e a 
temperatura de um estado é possível determinar todas as demais 
propriedades. Deve-se observar, no entanto que a expressão (I) 
representa de modo contínuo um conjunto de estados de equilíbrio 
que inclui as regiões de líquido e de vapor. Assim, essa equação 
permite a avaliação de estados localizados no exterior ou na 
fronteira do "domus" que representa a região de saturação. As 
propriedades de um estado saturado, em que coexistam em 
equilíbrio a fase gasosa e a fase líquida, são calculadas a partir das 
propriedades da fase líquida e da fase gasosa, obtidas para a 
mesma temperatura. 

Estados Saturados. Para a determinação das propriedades 
correspondentes a estados situados entre o ponto triplo e o ponto 
critico será sempre conveniente analisar sua situação em relação ao 
"domus" de saturação. As subrotinas desenvolvidas identificam de 
modo autônomo a região em que cada estado se encontra. Uma 
vez feita essa identificação, as propriedades termodinâmicas 
podem ser determinadas. 

Para essa identificação, foi elaborada uma subrotina capaz de 
avaliar a pressão de saturação em função da temperatura, a partir 
da relação de Bridgeman & Aldrich, como referenciada por 
Keenan et ai. (1978), de acordo com a expressão (I 0). 

P, = Pc exp( riO .I (te - I) '\1)] (lO) 

onde 

R 

s<,, =L 1;; (0,65 - o,oit) ; ' (II) 
i=l 



As constantes Pc e ( . correspondem ao ponto crítico, ou 
seja, pressão de 22,088 MP a e temperatura de 3 74, 136°C. A 
temperatura de saturação I é dada em ec) e a pressão de 

saturação p, é obtida em (MPa). As constantes 1-; são 
apresentadas na referência citada. 

Para os casos em que é necessário determinar a temperatura 
de saturação para uma dada pressão foi elaborada uma subrotina 
específica, baseada no procedimento de Newton para solução de 
equação linear de uma única variável, aplicado ao resíduo obtido a 
partir da expressão (li). Dessa maneira, definida uma pressão 
(entre o ponto triplo e o ponto crítico) é possível obter a 
temperatura de saturação correspondente. 

Determinacão do Estado Termodinâmico. O conjunto inclui 
também, além dos procedimentos de cálculo das propriedades a 
partir da energia livre de Helmholtz por meio de relações 
termodinâmicas, e da correlação da pressão de vapor em função da 
temperatura, diversas subrotinas utilizando o método de Newton 
modificado para resolução iterativa de sistemas de equações não 
lineares, cálculo numérico dos Jacobianos, resolução dos sistemas 
lineares por redução de Gauss (Burden & Faires, 1988), e 
definição dos valores tentativas iniciais a serem utilizados como 
ponto de partida do processo iterativo, sempre muito importantes 
em modelagem de sistemas (Franks, 1972). 

Ao ser fornecido um estado definido pela pressão e outra 
propriedade o primeiro passo que as subrotinas executam é a 
determinação da temperatura de saturação a essa pressão (para 
pressões abaixo da pressão crítica). Com essa temperatura são 
calculados, através de um procedimento de Newton modificado 
(Burden & Faires, 1988), os estados de líquido saturado e de 
vapor saturado. Os valores iniciais de volume específico 
necessários para a partida do processo iterativo são obtidos de 
aproximações para o volume específico da água liquida, que varia 
numa faixa bastante estreita, e para o volume do vapor saturado 
estimado a partir da equação dos gases perfeitos. 

Uma vez determinadas as propriedades para o líquido 
saturado e para o vapor saturado é possível determinar pela 
segunda propriedade, se o estado é saturado ou não. Se o estado é 
saturado, suas propriedades serão calculadas por meio do título, 
que, por sua vez, terá sido fornecido, ou determinado a partir do 
valor da entalpia ou da entropia do estado. O fato dos estados de 
líquido e de vapor saturados serem sempre calculados pode ser 
visto como um problema, dado que nem sempre seu conhecimento 
é necessário, e o seu cálculo consome tempo de computação. No 
entanto esse procedimento garante uma grande robustez e 
autonomia às subrotinas, já que graças a essa determinação o 
conjunto é capaz de identificar a região em que o estado se 
encontra, em qualquer circunstância. Além disso, o tempo 
computacional consumido não é significativo. ' 

Se o estado é identificado como de líquido comprimido (ou 
sub-resfriado) a procura do volume e temperatura correspondentes 
a esse estado, os quais permitirão a determinação das demais 
propriedades termodinâmicas, é feita do seguinte modo: 

- pressão e temperatura conhecidos: basta determinar o 
volume específico, pois a temperatura é conhecida. Utiliza-se o 
procedimento de Newton para solução iterativa de equações não 
lineares de uma única variável, utilizando como f,onto de partida 
um valor de volume específico próximo a 0,95dm /kg; 

-pressão e entalpia (ou entropia): devem ser determinados o 
volume e temperatura correspondentes a esse estado. Nesse caso é 
necessário utilizar o procedimento de Newton para solução 
iterativa de equações não lineares de duas variáveis. O ponto de 
partida para o volume é o mesmo adotado no caso anterior, 
enquanto o valor inicial de temperatura é estimado a partir das 
propriedades do líquido saturado e de um estado de referência 
fixado anteriormente. 
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No caso do estado ser identificado como de vapor super­
aquecido a busca do volume e temperatura correspondentes a esse 
estado, os quais permitirão a determinação das demais 
propriedades termodinâmicas, é efetuada da seguinte forma: 

- pressão e temperatura conhecidos: basta determinar o 
volume específico, pois a temperatura é conhecida. Para isso basta 
utilizar o procedimento de Newton para solução iterativa de 
equações não lineares de uma única variável, utilizando como 
ponto de partida um valor de volume específico aproximado pela 
equação dos gases perfeitos; 

- pressão e entalpia (ou entropia): devem ser determinados o 
volume e temperatura correspondentes a esse estado. Nesse caso é 
necessário utilizar o procedimento de Newton para solução 
iterativa de equações não lineares de duas variáveis. O ponto de 
partida para o volume é o mesmo utilizado no caso anterior, 
enquanto o valor inicial de temperatura é estimado a partir das 
propriedades do vapor saturado e de um estado de referência 
adicional. 

Para níveis supercríticos de pressão não é necessário fazer a 
verificação da possibilidade de saturação, já que nesses níveis de 
pressão não se verifica a coexistência de fases distintas ·em 
equilíbrio. As propriedades termodinâmicas do ponto crítico 
servem como um dos referenciais utilizados para as estimativas 
iniciais de volume e temperatura. Deve-se observar que nas 
proximidades do ponto crítico os critérios utilizados para os 
processos iterativos de solução das equações não lineares foram 
modificados, em função dos elevados gradientes observados nessa 
região. 

RESULTADOS E CONCLUSÕES 

As subrotinas desenvolvidas de acordo com os 
procedimentos descritos permitem a obtenção de valores das 
propriedades termodinâmicas da água com a mesma precisão das 
tabelas apresentadas na obra de Keenan et ai. (1978). Na versão 
atual as propriedades são determinadas utilizando as unidades do 
Sistema Internacional (SI). 

É interessante observar que Bezecry, Almeida e Gabay 
(1992, e 1993) avaliaram a qualidade de seus resultados por 
comparação com as tabelas de Keenan et ai. ( 1978), relatando 
desvios da ordem de 0,25% na região de saturação e de 0,5% na 
região de vapor superaquecido. Com os procedimentos adotados 
no presente trabalho a concordância em relação aos valores 
registrados nas tabelas de Keenan et ai. é completa, ou seja, de 
cinco algarismos significativos, em geral, correspondendo a 
incertezas da ordem de 0,00 I% a 0,0 I% em relação aos valores 
tomados como referência. Em alguns casos extremos foram 
constatadas diferenças de uma unidade no último dígito 
significativo. 

Numerosos testes vem sendo realizados, e as subrotinas 
continuam em desenvolvimento, visando principalmente a 
otimização do processo de cálculo, e a determinação de 
propriedades de estados definidos por outros pares de 
propriedades. 

A fim de ilustrar a precisão dos resultados obtidos com as 
subrotinas implementadas vamos comparar os valores obtidos por 
meio das subrotinas com os apresentados por Keenan et ai.( 1978) 
em sua tabela 3, página 88, para vapor às pressões de 21,0 MPa e 
22,0 MPa , em ambos os casos à temperatura de 400°C. Os 
valores obtidos por meio das subrotinas são apresentados ao lado 
dos valores retirados dessa referência, podendo ser observada a 
total concordância dos resultados, considerando o número de 
algarismos significativos utilizado na tabela de Keenan et ai. 

Esse tipo de comportamento dos resultados é generalizado 
em todas as regiões termodinâmicas, para um conjunto bastante 
extenso de estados verificados. 



Tabela I. Comparação de resultados com os valores do 
trabalho de Keenan et ai. ( 1978), para T=400°C. 

p v u h s 
(MPa) (dm3/kg) (kJ/kg) (kJ/kg) (kJ/kgK) 

Keenan 21 9,071 2589,1 2779,6 5,4826 
progr. 21 9,0709 2589,07 2779,56 5,48261 

Keenan 22 8,253 2556,0 2737,6 5,4074 
progr. 22 8,2534 2555,99 2737,56 5,40736 

Com a finalidade de melhor apreciar o alcance do nível de 
precisão obtido com as subrotinas foi comparado o resultado 
fornecido por estas para o estado definido por p=21,5 MPa e 
T=400°C, que não consta da tabela de Keenan, com o valor que é 
obtido por meio de interpolação linear entre os estados 
apresentados na Tabela I. Essa comparação é feita por meio da 
Tabela 2. É possível observar diferenças de até seis unidades no 
último dígito significativo do valores obtidos a partir da tabela de 
Keenan por interpolação linear, quando comparados aos resultados 
das subrotinas para esses estados. Pode-se concluir que o 
resultados fornecidos pelas subrotinas apresentam maior exatidão 
do que os obtidos por interpolação linear. 

Tabela 2. Comparação entre o resultado das subrotinas e o 
resultado obtido por interpolação linear na tabela 

de Keenan, para T=400°C. 

p v u h s 
(MPa) (dm3fkg) (kJ/kg) (kJ/kg) (kJ/kgK) 

Interpol. 21,5 8,662 2572,6 2758,6 5,4450 
progr. 21,5 8,6562 2572,94 2759,04 5,44554 

Para essas pressões, a temperatura de saturação fornecida 
pelas tabelas de Keenan e calculada pelas subrotinas é apresentada 
na Tabela 3. Da mesma forma pode-se concluir que o valor 
fornecido pelas subrotinas é mais exato do que o obtido por 
interpolação linear entre valores da tabela de vapor. 

Tabela 3. Comparação entre temperaturas de saturação. 

Pressão (MPa 
21 21,5 22 

Keenan I Tsat (°C) 369,89 371,85 (*) 373,80 
programa I Tsat (°C) 369,894 371,869 373,800 

(*)valor obtido por interpolação linear entre 21 e 22 MPa. 

Os programas e subrotinas foram elaborados em linguagem 
Pascal, que além de permitir uma natural estruturação do processo 
de elaboração dos algoritmos e programas, proporciona condições 
excelentes para o rápido desenvolvimento de programas, graças às 
características integradas dos sistemas editores-interpretadores­
compiladores disponíveis atualmente. Em sua versão para uso em 
micro-computadores, as subrotinas, na forma de unidades, ocupam 
cerca de 50 kB. Para maior rapidez de execução recomenda-se a 
utilização de micros da família 386 ou superior. As subrotinas 
desenvolvidas podem também ser utilizadas diretamente em 
estações de trabalho ou computadores de grande porte. Este 
conjunto de subrotinas vem sendo utilizado em diversos estudos e 
tem viabilizado a realização de extensos processos iterativos em 
cálculos termodinâmicos, que de outro modo seriam impraticáveis. 
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ABSTRACT 

This paper reports the methodology adopted to develop a set of 
computational subroutines directed towards the evaluation of 
thermodynamic properties of water. The procedure is based on 
Keenan's correlations for Helmholtz free energy. With the 
subroutines is possible to determine the properties of water with 
high accuracy, and they can be called by other computational 
programs, in thermodynamic analysis and optimization of steam 
cycles and thermal processes 
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RESUMO 
As propriedades radiativas de amostras de lã de vidro são identificadas. Trata-se da espessura 
ótica ou do coeficiente de extinção, do albedo e de uma função de fase modelada a 3 parâmetros. 
Um banco ótico para medição de transmitâncias e reflectâncias bidimensionais é utilizado, tendo 
como inovação a introdução de um espectrômetro à transformada de Fourier. Aspectos relativos à 
identificação dos parâmetros são discutidos e resultados são apresentados. 

INTRODUÇÃO 

Os materiais finamente divididos tem sido bastante 
empregados ultimamente como isolantes térmicos em razão de sua 
capacidade de evitar o deslocamento do ar intersticial, bem como 
de absorver ou difundir a radiação térmica que se propaga em seu 
interior. No entanto se a presença de uma matriz sólida no interior 
do isolante reduz as trocas por convecção e radiação, esta matriz 
acarreta ao mesmo tempo um aumento da troca por condução 
através de seus elementos. Assim; apenas o conhecimento dos 
mecanismos intrínsecos de troca de calor com a influência dos 
vários parâmetros pode permitir a fabricação e utilização correta 
destes isolantes. 

Do ponto de vista de radiação térmica, estudos tem sido 
realizados visando a obtenção de métodos adequados para a 
avaliação das trocas radiativas e também de métodos de 
determinação das propriedades destes isolantes térmicos. Quanto à 
determinação das propriedades as pesquisas prosseguem por duas 
vias: a determinação analítica dos resultados da interação entre as 
ondas eletromagnéticas e as partículas (teorias de Kerker e Mie); a 
determinação experimental de transmitãncias e/ou reflectãncias 
seguida da aplicação de métodos para a identificação dos 
parâmetros. Relativo ao primeiro enfoque pode-se citar o trabalho 
desenvolvido por Lee (1990) e Jeandel et al(l993), enquanto que 
para o segundo enfoque pode-se citar Glicksman et al(l987), 
Kamiuto et al(l989), Yeh e Roux(l989) e Uny(l986). 

Este trabalho está associado ao segundo enfoque onde 
chega-se a uma identificação de 5 parâmetros, 3 deles associados à 
função de fase. Dentro das dificuldades inerentes a este tipo de 
medição e processo de identificação, este número é bastante 
satisfatório. Como é comum em processos de identificação, um 
número maior de parâmetros seria desejável, de forma ·a bem 
representar a fnnl,!ão de fase, mas o problema toma-se sempre mais 
mal condicionado, a ponto de ser insolúvel, na medida .em que o 
número de parâmetros aumenta. 

MONTAGEM L.\I+Kit\-tENTAL liTILIZADA 

A figuril I mom:t a hancada experimental para as medições 
de transmitâ111 i.t~ e r .. [lt:ctãncias bidirecionais, usando um 
espectrf>metro !l transformada de Fourier, Bio-Rad FfS 60A, para 
a região infravermelha do espectro entre 1,5 e 15 14m. A fonte 
interna é um!! fonte em cerâmica trabalhando a 1300 °C. A placa 
divisora (beamsplitter), é feita em KBr, com superfícies tratadas de 
modo a dividir o feixe incidente igualmente em reflexão e 
transmissão em direção aos espelhos planos fixo e móvel que 
compõem a base do espectrômetro. O feixe de radiação já 
modulado é desviado pa•a fora do aparelho, incidindo então sobre 
um gouiôm;;tro parti:.:ular. O feixe colimado, com pequeno ângulo 
de divergência é então feito incidir sobre a amostra colocada neste 
goniômetro O sistema de detecção compreende um detector 
quântico HgCdTe de janela lateral, refrigerado a nitrogênio 
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líquido. Este detector é montado junto com um espelho esférico 
sobre o braço giratório do goniômetro de modo a poder medir a 
radiação que é transmitida ou que é refletida pela amostra dentro 
de um semi-ângulo de divergência de apenas 0,20°. O 
deslocamento angular do conjunto se faz dentro de uma precisão 
de 0,01 o. Como a célula de detecção está colocada no foco do 
espelho esférico, um feixe quase-paralelo é coletado dentro do 
campo de radiação transmitido ou refletido pela amostra. &ta pode 
ter um diâmetro de até 50 mm. 

A resolução do espectrómetro pode ser escolhida entre 0,25 
e 28 cm· I . Todo o conjunto é alimentado com ar seco e isento de 
C02. Uma grande caixa em acn1ico foi construída de modo a 
isolar completamente o banco ótico do ambiente externo e evitar 
assim as absorções de radiação pelo vapor d'água e pelo gás 
carbônico presentes no ar. O ar tratado também é usado para 
alimentar o mancal aerodinâmico que suporta o espelho móvel do 
espectrômetro. 
A transmitãncia bidirecional experimental T e(6), para a radiação 
incidente normal é definida pela seguinte expressão: 

TJ6)=~ (1) 
ladroo 

onde 1(6) é a intensidade da radiação transmitida ou refletida e 10 é 
a intensidade do feixe incidente normal à amostra que possui um 
ângulo de divergência dOQ. Assim lodw0 representa o fluxo de 
energia incidente. 

ANÁLISE 

A montagem experimental foi feita de modo que a 
transferência de calor na amostra seja unidimensional. A equação 
de transferência radiativa (ETR), para um meio semi-transparente 
"frio", plano, com simetria azimutal pode ser escrita na seguinte 
forma: 

f.l dlv('ty,f.l) =- lv('ty,f.l) + Wyf+l Pv(f.l',fl) l~'ty,fl') d!l' 
d'ty 2 -1 

(2) 

onde J4 = cosa; 6 é o ângulo polar; lv é a intensidade de radiação 

espectral; 'tv = Oev X, Oev = Oav + Odv onde Oev , 0av e 0dv são os 
coeficientes volumétricos e espectrais de extinção, de absorção e 
de difusão ou espalhamento, respectivamente ex é a coordenada 
geométrica. O meio é caracterizado pelas seguintes propriedades 

radiativas espectrais: a espessura ótica 'tov = Oev L, onde L é a 
espessura geométrica da amostra, o albedo rov. o qual é a razão 
entre a radiação difundida e a radiação extinta, e a função de fase 
da difusão pv(J4',J4). O índice (v) indica uma grandeza espectral. 

Na ETR a intensidade de radiação no meio decresce em 
função da absorção e da perda por difusão (1° termo à direita) e 
aumenta devido ao ganho por difusão (2° termo à direita), sendo 
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Figura 1. Montagem experimental com o·espectrômetro. 

este conseqüência da difusão de um raio proveniente de uma 
direção qualquer para a direção considerada. O termo de emissão 
não é considerado, em razão da modulação do feixe de radiação 
incidente sobre a amostra. Assim o fluxo detectado é modulado e 
somente a radiação transmitida e difundida pela amostra é medida. 

A escolha do modelo de representação da função de fase, 
Pv<Jl',Jl), é um problema crítico. Um método clássico consiste em 
desenvolver esta função em uma série limitada de polinômios de 
Legendre. Esta via pode levar, em caso de meios particulados 
como fibras e espumas, a um desenvolvimento de alta ordem e 
consequentemente pode requerer a determinação de um grande 
número de coeficientes. Uma solução alternativa proposta por 
Henyey e Greenstein (H-G) (1941 ), consiste em representar a 
função de fase à partir da seguinte equação: 

p(!l' .!1) =..L (I - g2) dcp (3) f
2lt 

2lt o [ 1 + g2 - 2g(~t• !1 +~,.J"l'7 cos .p)f 

onde o ângulo cp é o ângulo azimutal, que desaparece uma vez a 
integração realizada. g é o parâmetro que governa a anisotropia da 
difusão e varia de O para a difusão isotrópica, até 1 ou -1 para a 
difusão para a frente ou para a retrodifusão, respectivamente . 
Assim, em relação à identificação de parâmetros, a função H-G, a 
qual requer apenas um parâmetro a ser determinado, parece ser 
uma opção atrativa (Uny, 1986). Entretanto, em trabalhos prévios 
(Sacadura e Nicolau, 1992), foi demonstrado que apenas uma 
função H-G não representa um modelo adequado para tratar da 
difusão em um meio fibroso ou poroso, devido à presença 
simultânea de uma difusão bastante concentrada na direção de 
incidência e também de alguma retrodifusão, observadas nestes 
meios. 

Assim uma tentativa foi feita no sentido de melhor 
representar a função de fase usando uma combinação de duas 
funções H-G aliadas a uma componente isotrópica: 

Pv<~t' .11) = f1 fz pg(~t' .!1) + ( 1 - f1) fz P-g{~t' .11) + ( 1 - fz) (4) 

Nesta expressão f 1 é o parâmetro que permite ponderar a 
participação das duas funções H-G governadas pelos parâmetros 
+g e -g. Por sua vez o parâmetro f 2 permite ponderar a participação 
da parte anisotrópica contra a parte isotrópica. Uma representação 
esquemática desta combinação é mostrada na figura 2. Este novo 
modelo de função de fase implica que três parâmetros, válidos para 
o intervalo (0, l) devem ser agora identificados. 

Visando facilitar a solução, o campo de radiação é 
subdividido em uma componente difusa e em uma componente 
colimada. A componente colimada é a parcela remanescente da 
radiação incidente original, após a absorção e a difusão pela 
amostra. Para a solução do campo de radiação difusa usa-se o 
método das ordenadas discretas que consiste na divisão do campo 
de radiação em 2n direções Jli (i = ± 1, .. , ± n, e Jl-i = -Jli), sendo 
que usou-se n:::12. As equações integrodiferenciais resultantes da 
EfR aplicada a cada direção, são substituídas por um sistema de 
equações diferenciais lineares de 1" ordem, o que resulta em um 
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sistema de ' equações com as tramsmitãncias ou reflectãncias para 
as 2n direções e para uma posição 1: no interior da amostra dadas 
por: 

2n 
T, (('t,!li)]::: ~ Hj Vi,j eÃi" +(~~ I t") Ôi 1 (5) 

J=l I Wo 

onde o último termo à direita representa a solução relativa a 
radiação colimada e só se faz presente na direção normal de 
transmissão (a fim de simplificar a notação, o índice v foi omitido). 
Maiores detalhes sobre a obtenção desta equação são dados em 
Nicolau ( 1994). 

MÉTODO DE IDENTIACACÃO DOS PARÂMETROS 

A montagem descrita na seção 2 permite a determinação 
das transmitãncias e reflectãncias experimentais, T eio para as várias 
direções de medida 6j e para uma dada espessura de amostra. 
Relativas às mesmas direções e espessura, o modelo descrito 
acima, à partir dos valores das propriedades radiantes da amostra 
(To. w, Pv) permite o cálculo das transmitâncias e reflectãncias 
teóricas, Tn . Assim, o objetivo é a determinação dos cinco 
parâmetros 1:0 , w, g, ft e f2 os quais minimizam a soma dos erros 
quadráticos representada pela função F seguinte, envolvendo os 
valores teóricos e experimentais, nas N direções de medidas: 

N 
F("to,w,g,f1.fzl = L [Tti("to,ro,g.ft,fz)- T.i]2 (6) 

i= I 

O método usado para a resolução deste problema é o 
método de linearização de Gauss que minimiza F à partir da 
zeragem de suas derivadas em relação a cada um dos cinco 
parâmetros. Assim, para os parâmetros jJj. j ::: 1 to 5, a serem 
identificados, obtém-se o seguinte sistema: 

~ (àT'i)
2 ~ é.ITti àTti 

"'-···~--
i=l é.l!i1 i=l é.lfi1 é.lfis 

~ àTti é.ITti .. ~ é.ITti é.IT,i 
i=l é.l(i2 é.lfi1 i=l é.lfiz é.lfis 

~ é.ITti àTti .. ~ (é.ITti )
2 

i=l é.lfis é.l!i1 i=l é.lfis 

k 

[

A(i1]k+l 
Afi2 :::-

Afis 

N L (Tti- T ·) àTti Jk 
t=l et ~ 
N é.lfil 

L (Tti - T ·) àTti I t=l et ~ (7) 
é.lfiz 

N ---

L (Tti - T ·) àTti •=I et ~ é.lfis 

A d . f , AA. k+l solução este Sistema ornece os mcrementos ._,...i a 
serem adicionados a cada parâmetro para a obtenção dos valores 
relativos à iteração k+ I. A partir de valores iniciais arbitrados, um 
certo número de iterações é necessário para identificar os valores 
finais dos parâmetros, encontrados quando os incrementos caem 
abaixo de um mínimo estabelecido como tolerância. O termo 
fonte, do lado direito, fornece as diferenças entre os valores 
teóricos e experimentais das transmitâncias e reflectãncias. A 
matriz da esquerda é inteiramente formada pelo produto dos 

I 
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Figura 2. Representação esquemática da função de fase composta. 

coeficientes de sensibilidade, calculados à partir do modelo 
teórico, sem interl'erência dos valores experimentais. Estes 
coeficientes mostram a sensibilidade de uma transmitância ou de 
uma reflectância em relação a um determinado parâmetro. O 
cálculo de um número de condicionamento desta matriz pode ser 
usado para determinar o grau de condicionamento do problema de 
identificação. No caso de uma dependência quase-linear entre os 
coeficientes de sensibilidade de dois ou mais parâmetros implicará 
em um problema de identificação mal condicionado. A matriz 
referida será então singular e não será possível calcular os 
incrementos necessários ao processo iterativo. 

DETERMINAÇÃO DA ESPESSURA ÓTICA 

A partir de uma análise dos coeficientes de sensibilidade e 
do número de condicionamento da matriz formada por estes 
coeficientes, estudou-se a possibilidade de uma determinação 
prévia da espessura ótica a partir dos dados de transmitância nas 
direções nomal e próximas desta. Esta determinação prévia de 'to 
visa a simplificação do processo de identificação dos demais 
parâmetros. 

O valor de 'to é obtido aplicando-se a equação (5) ao campo 
de radiação colimada (somente o último termo à direita). No 
entanto a transmitância colimada, na direção normal, não é 
disponível isoladamente, mas é sempre medida junta com a 
componente difusa. Alguns modelos foram testados visando a 
separação destas componentes colimada e difusa. Um dos modelos 
testados baseou-se na Lei de Beer que considera a transmitância 
medida na direção normal como sendo simplesmente a 
transmitância colimada, desprezando a parcela difusa presente. O 
método adotado no entanto, considera um polinômio de segundo 
grau obtendo a transmitância difusa na direção normal em função 
de duas transmitâncias vizinhas. 

Assim sendo o processo de determinação dos parâmetros 
conta com uma primeira etapa de cálculo da espessura ótica como 
descrito acima e de uma segunda etapa de identificação dos 
parâmetros restantes, ou seja o albedo e os três parâmetros da 
função de fase usando o método de linearização de Gauss. 

RESULTADOS EXPERIMENTAIS E DISCUSSÃO 

Um problema crítico neste tipo de experimento é o baixo 
nível de energia à ser detectado nas regiões fora da direção normal 
de transmissão. Isto decorre da própria atenuação imposta pela 
amostra, mas também em função da necessidade de opetar com 
pequenos ângulos de detecção visando preservar uma certa 
resolução angular nas medições. As regiões de mais difícil 
medição são as regiões de maior comprimento de onda, pois neste 
caso a própria energia liberada pela fonte é bastante reduzida, 
seguindo aproximadamente a emissão de um corpo negro. Com a 
utilização do espectrômetro FTIR, pode-se melhorar 
consideravelmente a qualidade das medidas em função de um 
grande diâmetro de amostra, de uma maior quantidade de energia 
disponível na saída, mas sobretudo da rapidez na execução do 
experimento, possibilitando a acumulação de resultados. Dentro de 
uma resolução escolhida de 8 cm-1, pode-se fazer 250 varreduras 
do espectro para cada posição angular de detecção (22 direções 
foram utilizadas), aumentando significativamente a relação 
sinal/ruído. A esta resolução o sistema permite a execução de uma 
taxa de 5 varreduras/segundo. 

O material ensaiado e cujos resultados são apresentados 
aqui, representa um material difusivo típico. Consiste em amostras 
de lã de vidro separadas em camadas à partir de uma manta de 
70mm de espessura, de utilização corrente em isolamento térmico. 
A massa específica, obtida para a manta como um todo. resultou 
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em ll,6kglm3. Um total de 20 amostras foram então ensaiadas, 
com os parâmetros sendo identificados individualmente para cada 
amostra. Considerando a mesma massa específica da manta 
original, uma pesagem permitiu a determinação de uma espessura 
equivalente, a ser utilizada para a determinação do coeficiente de 
extinção à partir da espessura ótica. Visando fornecer detalhes 
sobre a monologia deste material, a tabela I fornece a distribuição 
de diâmetros das fibras componentes. 

Tabela I. Distribuição dos diâmetros das fibras. 

ljl[pm] 1 2 3 4 5 6 7 

% 22,96 20,56 12,47 8,51 7,27 6,61 5,70 

lji[Jtm) 8 9 10 11 12 13 14 

% 3,39 4,29 2,89 2,06 1,07 0,66 0,66 

ljl[}tm] 15 16 17 18 19 20 

% 0,50 0,08 0,08 0,17 0,08 0,0 

As amostras foram ensaiadas e os resultados foram obtidos 
individualmente. A partir dos resultados individuais, um resultado 
médio foi calculado para as 20 amostras, para cada comprimento 
de onda. A figura 3 apresenta os valores médio do coeficiente de 
extinção Oe, calculados à partir dos valores individuais de 'to e das 
espessuras geométricas. Observa-se uma grande dependência 
espectral desta propriedade, sobretudo um mínimo a 8,0pm. Neste 
comprimento de onda, o índice de refração da sílica aproxima-se 
do índice de refração do ar, reduzindo bastante o fenômeno de 
difusão. A extinção é praticamente decorrência da absorção da 
radiação pelas fibras. Nesta figura também são apresentados os 
desvios-padrões dos valores individuais em relação aos valores 
médios, observando-se também um mínimo a 8,0pm. A presença 
deste mínimo pode ser vista como um resultado de uma quantidade 
maior de energia disponível para a detecção, havendo menor 
influência do ruído do detector em cada medida individual. 
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Figura 3. Coeficiente de extinção e desvios-padrões. 

Os valores dos coeficientes de difusão e de absorção são 
por sua vez, apresentados na figura 4. Estes valores são calculados 
diretamente à partir dos valores do coeficiente de extinção e dos 
valores do albedo identificados e mostram mais claramente o 
comportamento espectral do material. Em baixos comprimentos de 
onda há pouca absorção e uma extinção elevada. Em torno de 7 
pm a absorção aumenta e a extinção se reduz passando pelo 
mínimo a 8,0 pm. Após 9pm, os dois coeficientes restam a valores 
próximos até 15pm. A absorção tem comportamento similar à 
apresentada pelo vidro, ou seja, uma certa transparência em baixos 
comprimentos de onda e com uma forte redução desta 
transparência para À maiores. 

Na figura 5 tem-se os valores médios para o albedo ro e para 
os parâmetros da função de fase . O albedo resume o 
comportamento dos coeficientes de difusão e de extinção, ou seja, 
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Figura 4. Coeficientes de difusão e de absorção. 

um valor elevado em baixos comprimentos de onda, um mínimo a 
8,0J1m e valores médios a seguir. Em relação a função de fase 
temos todos os parâmetros com valores elevados em todo o 
espectro ensaiado, mostrando uma função de fase pontiaguda, na 
qual a difusão se concentra sobretudo em tomo da própria direção 
de incidência com pequenos desvios. O pico de retrodifusão tem 
pouca participação tendo em vista o elevado valor de fI· Entretanto 
uma participação em tomo de 10% é reservada a parte isotrópica 
da difusão, traduzida por um valor de f 2 em tomo de 0,9. 
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Figura 5. Albedo e parâmetros da função de fase g, f 1 e f2. 

Na figura 6 são apresentados os valores da função de fase 
para 4 comprimentos de onda, em função da posição angular dada 
pela variável Jl'· O resultado representa a difusão de todos os raios 
com um ângulo de incidência Jl ', indistintamente da sua posição 
azimutal, em relação à direção normal à amostra (direção I). Para 
todos os comprimentos de onda tem-se sempre funções agudas, 
mas um pequeno pico de retrodifusão é sempre observado. 

CONCLUSÃO 

Os resultados apresentados mostram a validade da 
metodologia utilizada para a identificação das propriedades de 
meios semi-transparentes difusivos . No entanto muitas 
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Figura 6. Distribuição da função de fase em função do ângulo polar. 
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dificuldades associadas ao baixo nível de energia transmitida ou 
refletida, e à linearidade do sistema de detecção estão ainda 
presentes. Algumas variações do albedo e dos parâmetros da 
função de fase foram observadas com a espessura da amostra, 
evidenciando ainda uma certa dificuldade do modelo em descrever 
o comportamento radiativo do material ensaiado. 

Apesar destas dificuldades o método pode ser aplicado a 
qualquer tipo de material fibroso ou poroso sem necessidade de 
hipóteses prévias sobre a sua morfologia, como, por exemplo, uma 
composição baseada em cilindros ou esferas independentes. 

A fim de permitir um maior aprimoramento da parte 
experimental e também numérica do método, deve-se obter dados 
comparativos com outros laboratórios à partir de programas de 
cooperação, visando a execução de ensaios sobre as mesmas 
amostras. Ainda que relativas, as medidas de transmitâncias e 
reflectâncias podem ser bastante dependentes da geometria de 
detecção utilizada. 
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INTRODUÇÃO 

CONVOLUÇÃO E DECONVOLUÇÃO NO 
DOMÍNIO DO TEMPO PARA DETERMINAÇÃO 

DE PROPRIEDADES TÉRMICAS. 

R. Z. Moreno andO. V. Trevisan 
FEM I DEP - UNICAMP 

13081-970 Campinas - SP - Brasil 

Dados de temperatura e fluxo de calor variáveis, medidos simultaneamente, têm sido utilizados 
recentemente para a determinação de propriedades térmicas. Nos métodos desenvolvidos 
anteriormente, o tratamento de dados é executado no espaço de Laplace. Neste trabalho, são 
apresentadas duas técnicas para a determinação das propriedades térmicas no domínio do tempo: 
uma técnica de convolução e uma técnica de deconvolução. Ambos os algoritmos propostos são 
testados numericamente para um caso hipotético. 

x· X 

L 
I
• a . 

= L2 I ; q 
q k 

6,0=-(T-7;) 
q,· L 

A análise e previsão de efeitos relacionados à temperatura em 
amostras porosas, depende do prévio conhecimento das propriedades 
térmicas destas amostras. 

A solução adimensional na superfície x=O é dada por 

A condutividade térmica pode ser facilmente determinada em 
testes permanentes, com condições de fluxo estabilizadas. Entretanto 
para a determinação da difusividade térmica são necessárias cortdições 
transientes de teste. 

6 ( . ) l'' . ( ) d\jf. ( • li"' R f = (/R T ·- t -T)- , 
() dt' 

(I) 

Diversas técnicas transientes têm sido desenvolvidas para a 
determinação das propriedades térmicas, sendo que a maioria destas 
técnicas considera fluxo de calor constante em uma determinada 
fronteira (ver referências em Moreno, 1993). 

A equação (I) é a convolução da função unitária lf!* com o 
fluxo de calor variável q; . Para o sistema em estudo, a solução 

para o problema com tluxo de calor constante e unitá1io (Carslaw 
& Jaeger, 1959), na superfície da amostra, pode ser expressa por: 

Métodos desenvolvidos mais recentemente utilizam dados de 
temperatura e fluxo de calor variáveis para a determinação de 
propriedades térmicas (Trevisan et al., 1993), (Moreno, 1993) Nos 
trabalhos citados, a solução para este problema inverso é determinada, 
no espaço de Laplace, a partir do comportamento assintótico da 
expressão encontrada relacionando as transformadas dos dados 
registrados no laboratório. Embora produza resultados bastante 
satisfatórios, estes métodos caracterizam-se pela necessidade de se 
fazer uma extrapolação segura para o comportamento dos históricos de 
temperatura e fluxo de calor para tempos relativamente longos (RX>). 

No presente trabalho, busca-se encontrar um procedimento 
para o tratamento dos dados de modo a evitar a extrapolação. São 
apresentados dois métodos para a determinação das propriedades 
térmicas no domínio do tempo : um método de convolução e um 
método de deconvolução. Os métodos baseiam-se, respectivamente, na 
aplicação do princípio de Duhamel (Odeh & Jones, 1965) e na 
linearização da integral da convolução (Kuchuk e Ayestaran, 1985). 

SISTEMA EM ESTUDO 

O modelo analítico estudado neste trabalho é o mesmo jà 
apresentado P<>r Trevisan et al. ( 1993). Considera-se a condução de 
calor unidimensional em um material homogêneo e isotrópico de 
propriedades constantes e submetido às seguintes condições 
temperatura inicial homogênea e estabilizada em todo corpo da 
amostra, temperatura na superfície x=L mantida constante e igual à 
inicial, histórico de temperatura conhecido em x=O e histórico de fluxo 
de calor conhecido em x=O. 

Utilizando-se as sef,'Uintes variáveis ad imensionais: 
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'lf (Ç)= l- 2 L ~·exp ---Ç • 8 - 1 ( j 
1

rr 
2 

) 

1t j =lmpa' } 4 
(2). 

Outra f01ma de expressar a integral da convolução é: 

onde q~(O+) representa o limite de q~(r*) quando r* aproxima-se 
de zero pela direita. 

MÉTODO DE CONVOLUÇÃO 

Em um tempo de teste adimensional t~+l a equação (I) na 
forma linearizada, torna-se: 

(4). 

onde O= t~ < t; < t; < .. · < t; < t~+I = f 
n+2 ponto,~ 

Pelo teorema da superposição, a resposta a tluxo de calor 
variável 6 11(t') pode ser considerada como uma composição de 
sucessivos problemas com fluxo constante. Então. assumindo 

!luxo de calor constante em cada subintervalo, q~(t;) = q;, tem-se: 



. "f.': .. . ~· . 
eR(t •• ,)=L. q,·-,(t •• ,-t)-d't 

i=O t, dt 
(5). 

Substituindo o resultado da integração, 

eR(t;.,J= iq; ·['l'·k., -t;)-'l'·k., -t,:J] 
i=O 

(6) 

ou expandindo e reagrupando os termos da série, 

n-1 

e Rfr;., J =L (q;., - q;). 'l'·k., - t;), q~ =o (7). 
j::;Q 

Rearranjando em termos dimensionais, 

(TR- T,) (tn+l) = !:.. f(qi+l -q, ) · 'JI[ ~ (tn+l -d] 
q, k i=O q, 

(8). 

Considerando, nesta etapa, apenas a parte transitória da 
solução fundamental com fluxo de calor constante a solução 
adimensional aproximada na superfície x=O para tempo curto, para 
o caso de fluxo linear, corresponde a: 

'( ') 2 r. 'JI, t = Jrr. ·vt (9) 

Na forma dimensional, 

a 2../(i r: 
'I' (-t)=- ·-vt 

I L2 LJi (10). 

Substituindo (lO) em (8) e tomando q, = qn+l' obtém-se 

(T.11 -T) ) 2../(i ~(q,.,-q,)· f(t -t-) 
___ 

1 

(t =-·~ v n+} I 

q n+l kJi i=O qn+l n+l 

(11). 

O lado esquerdo da equação corresponde à temperatura 
modificada 

( ) 
(T~~-T,) 

g fn+l = --(tn+l) qn+l 
enquanto o lado direito contém uma modificação para a variável 
tempo 

J(t..,) = f(qi+l - q, ).J(t .• ,- t.}. 
i=O qn+l 

Observe-se que para determinar a difusividade (a ) é 
necessário conhecer, previamente, a condutividade (k). Porém, se 
condições permanentes de fluxo foram atingidas, a condutividade 
térmica pode ser calculada pela seguinte expressão: 

k=L qR(t.) 
(T11 - T,)(t.) 

MÉTODO DE DECONVOLUÇÃO 

(13). 

Quando se deseja determinar a função influência a partir 
dos dados de temperatura e fluxo de calor variáveis medidos 
simultaneamente, o procedimento é chamado deconvolução. 

Diversas técnicas de deconvolução são apresentadas na 
literatura. Neste trabalho será desenvolvida a técnica de 
linearização da integral da convolução utilizada por Kuchuk e 
Ayestaran (1985). 

Escrevendo a equação (3) na forma linearizada, tem-se que: 

• - • . • " J.'':' dq ~ • • eR(tn+l) -qR(O.)·'JI (t •• ,)+ L . -. u .• , -'t)·'JI (t)·d't (14) 
i=O 1

• dt 

onde O=t~<t;<t;<···<t;<t;.,=t' 
n+2 pontos 

Considerando intervalos de integração suficientemente 
pequenos, de modo que 'JI'(t) = 'JI'ft1') onde t; < t1' < t;.1 , a integral 
da convolução. dada pela equação (14), pode ser escrita na forma: 

• • • • ~ • '• J.'':' dq~ • e R(tn+l) = qR(OJ 'JI (tn+l )+to' 'JI (11 ) • 
1
: --;j((tn+l - 't) · d't {15) 

ou 

eR(r;.,J = q;(o.;. 'JI'(r;.,J + 

+i 'I'' (r,·)· [ q;( t;., - t;)- q;( r;., -r,:,)] (16) 
i=O 

onde t;* = cp(tÍ+l)+( 1-cp)(tj) 

Para qR(O+) =O, tem-se 

e 11 (t;.,) =i 'I'' (i;')· [ q~(t;., - t;)- q~(t;., - t1:,)] (17) 
i::.:O 

ou 

e 11(t;.,) ='I'' (t.' )- q~(t;., - t; )+soma' (18) 

Em condições transitórias de teste, um gráfico de g( tn+I) onde 

por f(t •• 1 ) apresenta uma reta de inclinação 

2./a 
~=kJ;. 

Explicitando-se a difusividade, 

a=~ (~·k)2 

4 
(12). 
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n-1 . ~ . ('.) [ • ( . . ) • ( . . J] soma = .t..J 'JI t1 • q11 t •• 1 - t1 - q11 t •• , - f1+1 

1=0 

Explicitando a resposta unitária, 

'JI'(t: )= eR(t;+l)-soma' 
q~(t:., - t;) 

(19). 

(20). 

.....l 



Este procedimento dá um esquema de integração estável 
para a integral da convolução (Hamming, 1973). Além disso, a 
derivada dos dados de tluxo de calor não é necessária. 

Usando o procedimento aplicado por Kuchuk e Ayestaran 
na arbitragem de ;,· , ou seja tp=0.5, e as definições das variáveis 

adimensionais, a equação (20) torna-se: 

(21) 

onde 

(22) 

ou seja, 

- · -t = t k (a ) ·( . ) L \j1 L2 ,.y, \j1 i+Y, (23). 

Uma vez conhecida a resposta unitária a tluxo constante, o 
comportamento da expressão (21) também é conhecido para 
qualquer tempo de teste t11 • 

Deste modo, para o sistema. em condições permanentes de 
teste, ou seja, tn suficientemente longo para que t;, > 2.5, obtém-se: 

(24) 

Portanto, 

k 
L 

(25). 

Para condil(ões transitórias. t;, < 0.25, tem-se que: 

'(. 2 ,-: \V r):: Jrr, ·vt (26) 

Na forma dimensional , 

(27) 

ou seja, 

RESULTADOS 

A fim de avaliar os procedimentos numéricos apresentados 
anteriormente, foi desenvolvido um teste com dados gerados 
artificialmente. 

As propriedades físicas da amostra hipotética são: 
comprimento L=2.54x i0-2m, condutividade térmica k=2.5W/m. °C 
e difusividade térmica a= I.Ox lo-6 mfs2. 

Partindo do histórico de temperatura, o histórico de fluxo de 

_ _.. . - ··· 

calor foi encontrado invertendo-se numericamente a expressão 
relacionando as transformadas de Laplace dos dados de 
temperatura e tluxo de calor na superfície x=O para um sistema 
unidimensional (ver Trevisan et ai., 1993). Para o cálculo destas 
inversões utilizou-se o algoritmo de Stehfest (1970). 

Supondo o histórico de temperatura medido na superfície da 
amostra hipotética, apresentado na Figura I , obtém-se o histórico de 
fluxo de calor correspondente disposto na Figura 2 (Moreno, 1994). 

12.0 

10. 0 

2.0 =- ~=J-=.:=.=-L.:=-~- --0 . 0 o 20 0 0 4 0 00 60 0 0 
T F: M I " O (s) 

Figura 1- Histórico de temperatura em x=O. 

1 ?..0 0 

u 
=E 1 0 0 0 ·;.cT---,_~ 

---­G H OO 

c= 
~~ 600 
'"""' (_..) 

Lw <1 00 = 
= >< ?00 
=~ L~ 

2 0 00 400~r--.-.-.--.6ooo 
T E M P O (s ) 

Figura 2- Histórico de tluxo de calor em x=O. 

Método de Deconvo1ução. Após a deconvolução dos dados, 
obtém-se a curva mostrada na Figura 3. 

0 . 1 -P~= 
t=:=· 
r- - - - 1-
r-· 

0.01 

<: l =::: :...3 --
:;> -
:::.> . -- -· · 1-- .. 

0 . 001 

~ = c-:c -= c. t= -
t-
1-- - - 1-

0 .000 1 1---- ·"-- '----- 1- !- -
1 10 1 0 0 100 0 1 00 0 0 

T F: M P O ( s ) 

Figura 3- Solução para fluxo de calor constante em x=O . 

Tabela 1- Dados após deconvo1ução. 

Condições Condições 
Transientes Permanentes 

100.0 4995.0 

102.5 4997 .5 

4.609E-3 9.979E-3 
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Utilizando-se os dados apresentados na Tabela 1 e as 
expressões (25) e (28) os valores determinados para a 
condutividade e difusividade térmica foram : 

k=2.545 W/m.Oc e a=1.054E-06 mfs2 

com erros de 1.8% e 5.4% em relação aos valores utilizados 
originalmente para k e a . 

Método de Convolução. A análise simplificada para a 
determinação do resultado da convolução, possibilita identificar o 
período transitório. Este período caracteriza-se por uma reta em 
um gráfico de g(tn) versus fttn), cuja inclinação permite calcular a 
difusividade térmica da amostra. 

Supondo-se a condutividade térmica previamente 
conhecida, após a convolução dos dados, obtém-se o resultado 
apresentado na Figura 4. 

1E - 2 

B E-- 3 

c:n 
4- E- -3 

OECO 

( 
I 

1/ 
o 10 0 

f( t n ) 
20 0 

Figura 4- Solução após convolução dos dados. 

-

.3 00 

Considerando apenas o período transitório. excluindo-se os 
três primeiros pontos, e ajustando-se estes dados por quadrados 
mínimos. determinou-se o seguinte resultado: 

0.006 -· ·-· ---

T: __J_/ 0.004 

0 .002 - - -t- ....... - - ------· 

'-'- ' · '-' g( L,) =[ 4 . 500 /f( L,) • 0.140 J•: 0 "' 
O, 000 i- c~~~~···• --~~~-- • ,. -~~~-c• • ' ··~---

0.0 8.0 1 6 o 
f( t n) 

Figura 5- Solução transitória após convolução dos dados. 

A inclinação da reta apresentada na Figura 5 é P = 4.50E-4, 
portanto, aplicando-se a equação ( 12), 

a =0.994E-06 mfs2 

apresentando um erro relativo de 0.6 %. 

CONCLUSÕES 
Quando os históricos de temperatura e tluxo de calor variáveis 

e a geometria da amostra são conhecidos e o resultado procurado é a 
difusividade térmica da amostra e/ou a relação entre a difusividade e a 
condutividade, tanto procedimentos de convolução quanto de 
deconvolução podem ser utilizados. 

Métodos de convolução baseiam-se no princípio de 

superposição, não sendo possível identificar o regime permanente até 
que a excitação tenha cessado. Sendo assim, estes métodos prestam-se 
somente à determinção da relação entre a difusividade e a 
condutividade térmica. Caso a condutividade da amostra seja 
previamente conhecida, é possível determinar a difusividade térmica 
da mesma isoladamente. 

Métodos de deconvolução possibilitam a determinação da 
função resposta unitária, a partir de dados de temperatura e fluxo de 
calor variáveis, sem qualquer suposição quanto à geometria do 
sistema. Desta forma, estes métodos prestam-se à identifição do 
regime de fluxo desenvolvido na amostra e também à determinação 
da~ propriedades térmicas da amostra quando a geometria da mesma é 
conhecida. Esta última aplicação é realizada comparando-se a resposta 
determinada pela deconvolução com a resposta unitária adimensional 
correspondente à geometria da amostra. 

No caso de amostras limitadas, os métodos de deconvolução 
permitem a .identificação dos regimes tmnsitório e permanente, 
possibilitando a determinação de ambas as propriedades térmicas, 
difusividaqe e condutividade. 

A precisão numérica dos métodos de convolução e 
deconvolução parece depender do comportamento dos históricos de 
temperatura e fluxo de calor e também do intervalo de medida dos 
dados. Uma vez que os métodos de convolução e de deconvolução 
testados consideram, respectivamente, tluxo de calor e função resposta 
uAitária constantes em cada subintervalo. acredita-se que uma partição 
criteriosa do intervalo de teste deva ser realizada. 

Uma vez que a determinação da difusividade térmica, em 
condições transientes, depende dos dobro do valor determinado para a 
condutividade em condições permanentes, o erro determinado para a 
difusividade é sempre, pelo menos, duas vezes maior que o erro 
envolvido no cálculo da condutividade. 

Os resultados encontrados após a deconvolução dos dados do 
teste indicam a possibilidade de se determinar a condutividade térmica 
de amostra~ limitada-; submetida-; a históricos de tluxo de calor 
variáveis com tluxo aproximando-se de zero no período final do teste. 
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QUEDA DE PRESSAO EM ESCOAMENTOS 

POLIMtRICOS PARCIALMENTE BLOQUEADOS 
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Departamento de Engenharia Mecânica 
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24210-240 Niterói - RJ - Brasil 

RESUMO 

o presente trabalho refere-se a uma investigação numérica do 
escoamento de fluidos poliméricos em dutos parcialmente bloqueados. 
o bloqueio parcial, resultando em uma vari!Jção na sesão ;eta do 
duto, impõe ao escoamento uma brusca contraçao e expansao _c~rc~la~ , 
além de uma região de seção reta reduzida . . Estud~:m-se. a, l_nf luenc~a 
do carater reológico do fluido, do reg1me h1d~od~nam1co e de 
diver~as condiçÕes de bloqueio ao escoamento no parametro queda de 
pressao. 

INTRODUCÂO 

Os escoamentos parcialmente bloqueados 
são encontrados em diversas situações de 
interesse cientifico e tecnológico, 
compreendendo: o processamento de polímeros; 
o problema da estenose (escoamento obstruido 
em artérias e veias); o bombeamento de 
fluidos; o transporte fluidizado de 
materiais; o escoamento do sangue em 
presença de particulas (impurezas, gorduras 
etc); o desenvolvimento de equipamentos para 
a determinação das propriedades reológicas 
dos fluidos etc. 

O bloqueio ao escoamento pode ocorrer, 
entre outros fatores, devido a presença de 
corpos submersos no escoamento (escoamento 
em torno de esferas, cilindros etc - tema de 
estudo do autor deste trabalho em Pereira, 
1992) ou devido a variações na seção reta do 
duto (depósito de material na parede do 
duto, contrações e expansões bruscas etc) 
estando neste último caso inserido o 
presente trabalho. 

As necessidades de investigações, a 
importância científica, tecnológica e 
comercial de processos envolvendo o 
escoamento parcialmente bloqueado devido a 
variações na seção reta do duto, tema do 
presente trabalho, são destacadas. nas 
referências: Binnington e Boger (1987), 
Keunings (1989) e Pak et alii (1990). 

A importância e as referências a 
respeito do estudo dos escoa~entos 
bloqueados devido a presença de corpos 
submersos encontram-se detalhadas em Pereira 
(1992) e Pereira et alii (1991, 1992 e 
1993). 

O PROBLEMA FÍSICO 

A Figura 1 ilustra o problema físico em­
estudo: um fluido incompressível escoa no 
interior de um duto de raio R

0 
e comprimento 

L na presença de um bloqueio ao escoamento. 
o bloqueio parcial, resultando em uma 
variação na seção reta do duto, impõe ao 
escoamento uma brusca contração e expansão 
cilcular, além de uma região de seção reta 
reduz ida. As grandezas a e t quantificam a 
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magnitude do bloqueio ao escoamento e 
denotam respectivamente: o quanto diminuiu o 
raio do duto e o trecho de duto apresentando 
seção reta reduzida. 

As equações da continuidade e de 
momentum para um fluido incompressível são 
dadas por: 

íl . v o 

Dv 
p Dt íl. T - ílp 

(1) 

(2) 

Nas equações acima: v é o vetor velocidade 
p é a massa especifica do fluido; DvjDt é 
a derivada material do campo de velocidades; 
íl. T é o divergente do tensor tensão extra 
e Vp é o gradiente do campo de pressão. 

o tensor tensão extra, para o caso de 
um fluido não-newtoniano puramente viscoso, 
é dado por: 

(3) 

sendo ~ a função viscosidade e I o tensor da 
taxa de deformação. 

Para um fluido puramente viscoso do 
tipo power-law a função viscosidade 
escreve-se: 

n-1 

~ m ( 2 11 1 ) 
2 

(4) 

sendo: m o parâmetro de consistência; n o 
índice do escoamento (expoente power-law) e 
11

1 
o Segundo Invariante do tensor da taxa 

de deformação. 

Considerando-se o escoamento como sendo 
axissimétrico, as equações de momentum nas 
direções radial (r) e longitudinal (z), para 
o problema físico em questão, escrevem-se: 



ov a1: a1:: 1: 1: ap 
p _ = ~ + ~ + ____r:!_ _ ee __ (5) 

ot ar az r r ar 

ou ac zr a c zz 1: z r ap 
p-=--+--+--- ( 6) 

Ot ar az r az 

Nas equações acima v e u denotam os 
componentes radial e longitudinal da 
velocidade, respectivamente. 

Substituindo-se os componentes do 
tensor tensão extra, conforme o modelo 
constitutivo de fluido não-newtoniano 
puramente viscoso, equação (3), nas equações 
(5) e (6), obtem-se as equações de momentum 
nas direções radial e longitudinal. 

As condições de contorno são: o não 
deslizamento do fluido na superfície do 
bloqueio ao escoamento e na parede do duto; 
e que suficientemente longe do bloqueio o 
campo de velocidade seja o mesmo do 
escoamento desenvolvido no duto, na ausência 
do bloqueio parcial. 

O MtTODO NUMtRICO 

o método numérico utilizado, 
desenvolvido pelo autor deste trabalho, 
encontra-se detalhado em Pereira (1992). 
Considera-se a técnica de diferenças finitas 
na discretização das equações de movimento, 
trabalhando-se com a formulação primitiva e 
malhas não-deslocadas, seguindo tendências 
recentes (Shih e Ren, 1984; Thiart, 1990 
etc). Os termos de inércia são linearizados 
com base na técnica de Newton-Raphson, e a 
seguir discretizados via esquema adaptativo 
de três pontos, proposto por Braga (1990). 
Os demais termos, incluindo os de difusão, 
são discretizados via esquema central. Em 
ambos os casos, a discretização permite a 
utilização de malhas não uniformes. 

A equação da pressão foi obtida 
substituindo-se os componentes de 
velocidade, obtidos das equações de 
momentum, na equação discretizada da 
continuidade, similarmente ao procedimento 
utilizado por Thiart (1990). 

o algoritmo numérico utilizado 
para resolver as equações é sequencial. Ele 
consiste em atualizar-se inicialmente o 
campo de pressão, via uma única iteração do 
método SOR. Em seguida, os novos valores dos 
campos de velocidades são determinados 
através da solução simultânea das duas (ou 
três) equações de momentum. Isto é feito 
pelo método TOMA, alternando-se as direções 
de busca através da geometria computacional 
(primeiramente linha a linha e a seguir 
coluna a coluna) . 

ANÂLISE DOS RESULTADOS 

A seguir, analisam-se as influências da 
natureza reológica do fluido, do regime 
hidrodinâmico do escoamento e das diversas 
condições de bloqueio ao escoamento no 
parâmetro queda de pressão. 

O regime hidrodinâmico foi definido com 
base em parâmetros característicos e 
reológicos, conforme a seguinte expressão 
para o número de Reynolds: 
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R e 

V 2-n R n 
p m O 

(7) 

m 8n-1 ( 3~~1 r 
sendo: V a velocidade média do escoamento; 

R o o 
m 

raio do duto; m o parâmetro de 

consistência e n o expoente power-law. 
A razão l>.P/ l>.P0

, que relaciona a queda 
de pressão do escoamento parcialmente 
bloqueado (t..P) com a queda de pressão do 
escoamento não bloqueado (t..P0

) no mesmo 
regime hidrodinâmico, é influenciada pelo 
expoente power-law do fluido, conforme 
mostra a Figura 2. Esta figura refere-se ao 
caso de afR =O, 4 e mostra que a razão t..P 1 t..P0 

o 
decresce a medida que diminui-se o expoente 
power-law do fluido, para os diversos 
regimes hidrodinâmicos investigados. Este 
importante resultado mostra que é possível 
minimizar a resistência ao escoamento pela 
utilização de fluidos com propriedades 
reológicas pré-estabelecidas. 

A Figura 3 evidencia a influência do 
número de Reynolds na queda de pressão 
devido ao bloqueio ao escoamento (l>.P) para o 
caso de fluido apresentando expoente 
power-law: n=1,5. O valor da queda de 
pressão (t..P), para este caso e também 
para as situações envolvendo fluidos 
pseudoplásticos e newtonianos, decresce com 
o aumento do regime hidrodinâmico. Resultado 
similar a este foi obtido por Liepsch et 
ali i ( 1992) , em seus experimentos com 
solução coloidal escoando em dutos 
parcialmente bloqueados. 

A influência de afR na razão t..P I t..P0
, 

o 
para Re=0,1 e valores do expoente power-law: 
0,7; 1,0; 1,5 e 2,0 é mostrada na Figura 4. 
Para os casos investigados compreendendo as 
situações de fluido pseudoplástico, 
newtoniano e dilatante, observa-se que a 
queda de pressão imposta ao escoamento 
parcialmente bloqueado cresce à medida que 
aumenta-se o valor de afR

0 
(cresce o 

bloqueio na direção radial) sendo este 
comportamento mais acentuado para afR

0
>0, 6. 

Este resultado de grande interesse, 
aplica-se, por exemplo, no estudo da 
estenose (obstruções em artérias e veias), 
no qual bloqueios na seção reta dos vasos 
sanguíneos levariam a um sério 
comprometimento do sistema cardiovascular 
tendo em vista o maior esforço requerido 
para o bombeamento do sangue. Este exemplo 
mostra a potencialidade do presente trabalho 
como ferramenta útil na análise e previsão 
de comportamentos em diversas áreas de 
interesse cientifico e tecnológico. 

As Figuras 5 e 6 mostram as linhas de 
corrente na vizinhança do bloqueio parcial 
ao escoamento para diferentes regimes 
hidrodinâmicos e diferentes razões de 
aspecto, evidenciando as regiões de 
recirculações presentes no escoamento. 

Os tempos computacionais associados ao 
presente código numérico, para uma malha 
computacional típica de 40x25 pontos e para 
um critério de convergênica de 10-5 foram, 
para as situações de fluido newtoniano e 
fluido puramente viscoso (modelo power-law) , 
respectivamente, 1,5 e 5,5 segundos por 
iteração em um computador IBM 4381. o número 
de iterações necessárias a convergência 
variou de 100 a 1000. 
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CONCLUSÕES 

o presente trabalho representa uma 
contribuição para o entendimento dos 
fenômenos associados aos escoamentos 
parcialmente bloqueados, de interesse em 
ciência e Tecnologia, com aplicação em: 
processamento de polimeros, desenvolvimento 
de equipamentos para a determinação das 
propriedades reológicas dos fluidos, 
escoamento em tubulações apresentando 
variações na seção reta do duto, obstruções 
em artérias e veias (o problema da estenose) 
etc. 

Realizou-se um estudo da influência da 
natureza reológica do fluido, do regime 
hidrodinâmico do escoamento e das diversas 
condições de bloqueio no parâmetro queda de 
pressão. 

Como exemplo do potencial do presente 
trabalho, alguns aspectos relevantes podem 
ser citados: 
a) a previsão das regiões de recirculações 
em diversas situações fisicas é importante 
subsidio, entre outros: no processamento de 
polimeros no qual a ocorrência de tais 
recirculações interferem na qualidade do 
produto final, no problema da estenose em 
que recirculações no escoamento impedem a 
renovação do sangue e a consequente 
oxigenação em determinadas regiões dos vasos 
sanguineos levando à doenças no sistema 
cardiovascular; 
b) a quantificação da queda de pressão 
associada ao bloqueio ao escoamento que pode 
ocorrer, por exemplo, no escoamento em 
tubulações industriais sujeitas à depósitos 
localizados de materiais nas paredes do 
duto, no escoamento em vasos sanguineos 
sujeitos a ateromas (depósito de material 
gorduroso, plaquetas etc na parede dos 
vasos) é um importante fator na previsão de 
possiveis danos tendo em vista o aumento dos 
esforços requeridos para o bombeamento dos 
fluidos. 

Com certeza o estudo dos 
escoamentos parcialmente bloqueados 
insere-se em uma área estratégica do 
conhecimento com inumeras aplicações em 
Ciência e Tecnologia. Deste modo, os 
continuados esforços dos pesquisadores 
visando o entendimento cada vez mais 
aprofundado deste tema, trará grandes 
beneficies para o progresso e bem estar da 
humanidade. ~ neste sentido que realizou-se 
o presente trabalho. 
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ABSTRACT 

The present work describes a numerical 
investigation concerning the flow of a 
non-Newtonian fluid inside a tube, in the 
presence of a partia! blockage. 

Severa! blockage levels and different 
flow conditions were studied leading to the 
evaluation of the influence of the partia! 
blockage under the parameter pressure drop. 
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RESUMO 
A viscosidade da suspensão sólido-fluido é uma manifestação da fluidodinâmica em sistemas 

particulados e, portanto, pode ser correlacionada aos resultados advindos da fiuidiz~ção homog~nea 
e sedimentação discreta. A análise limita-se às situações em que prevalecem os reg1mes stokes1ano 

e darcyano. 

INTRODUCÃO 
8,----------------------------------. 

A experimentação evidencia que as suspensões sólido-fluido 
têm propriedades reológicas distintas daquelas apresentadas pelo 
fluido isoladamente (Govier e Aziz, 1972; Kawaguchi e Ryo, 
1993; Vanderschuren e Vanderschuren, 1994). Como exemplo 
típico, a Fig (1), relativa a suspensões aquosas de minério de 
ferro, mostra que mesmo as suspensões em fluido newtoniano 
apresentam comportamento não-newtoniano para taxas de dis­
tensão reduzidas, tendendo a um valor constante de viscosidade 
em taxas mais elevadas (Coelho et al., 1981). A figura mostra 
também que, para iguais valores de taxa de distensão, a viscosi­
dade da suspensão aumenta com o crescimento da concentração 
de sólido. 

4 

2 

Parâmetro: o porosidade 

___, ___ _:_c_=_ 0,62 

---~---- 0,73 

~ --------- 0,80 

~:::::============= 0,86 - 0,90 
0,94 

04Trro~~Tn~nTnTriTTnTnTõnTnTrrronon~ 
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O reconhecimento de que a viscosidade da suspensão é uma 
manifestação da fluidodinâmica em sistemas parti cu lados já apa­
rece explicitamente no trabalho pioneiro de Einstein (1905), (Go­
vier e Aziz, 1972), e, em forma bem estruturada, em trabalhos 
como o de Frakel e A cri vos ( 1967). A conexão entre viscosidade 
da suspensão e fluidização foi estudada experimentalmente por 
diferentes autores, como assinalado por Vanderschuren e Van­
derschuren (1994). 

o 1 000 2000 3000 4000 
Ta.-r;a de Distensão (s-') 

5000 

Procura-se unificar, neste trabalho, a teoria fluidodinâmica 
da partícula sólida no seio da suspensão e a teoria de misturas 
para sistemas particulados (Massarani, 1990a e 1990b). O in­
teresse do estudo é basicamente estrutural; como consequência 
da integração entre diferentes fenômenos que ocorrem nos siste­
mas particulados , parece possível aperfeiçoar o projeto do equi­
pamento de separação sólido-fluido e das linhas de transporte 
hidráulico e pneumático (Massarani e Santana, 1994) . Assim, 
por exemplo, a reologia deve fornecer subsídios para o cálculo da 
queda de pressão no transporte de suspensões diluídas. 

FLUIDODINÂMICA DA PARTÍCULA SÓLIDA 

A equação do movimento para uma partícula sólida é ex­
pressa classicamente através de 

dvs 
m--

dt 
i:. I (ps - PF)Vb (1) 

onde m, V, PS e vs são a massa, o volume, a densidade e a 
velocidade da partícula, PF a densidade do fluido, J:. a força re-
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Figura 1. Viscosidade Aparente de Suspensões de Minério 
de Ferro em Água (Coelho et ai., 1981). 

sistiva exercida pelo fluido sobre a partícula e b a intensidade do 
campo exterior. No movimento uniforme de translação dt uma 
partícula isométrica isolada emfluido newtoniano, a força resis­
tiva J:. toma a seguinte forma., quando são utilizadas as definições 
e resultados de Pettyjohn e Christia.nsen (1948) ~ a. correlação 
de Massa.ra.ni (1990a) para o coeficiente de arraste Cv: 

J:. (2) 

A u VF - Vg 

[(~)n [{ n]l/n 
I<1Re + 2 n = n(l,b) 

-· 



R e 
D 11 U li PF 

Ji.F 

Kt = 0,843log10(15,44>) /(2 5,31- 4,884>. 

Nestas equações, a dimensão e a forma da partícula são expressas 
pelo diâmetro da esfera de igual volume que a partícula, D, e pela 
esfericidade 4>; Ji.F é a viscosidade do fluido e U é a velocidade 
relativa fluido-partícula. 

A formulação apresentada pode ser estendida para contem-_ , 
piar também a dinâmica da partícula no seio de uma suspensão 
de partículas, bastando, para tal, substituir a densidade e visco­
sidade do fluido pela densidade e viscosidade da suspensão, PM 

e Ji.M· 
A densidade da mistura depende da concentração de sólido, 

Ps-PM = é(ps-PF) (3) 

onde é é a porosidade, fração volumétrica de fluido na mistura. A 
viscosidade da suspensão pode ser calculada a partir da equação 
do movimento da partícula. Seja a situação em que U tem a 
direção do campo gravitacional g e seja válida a condição stoke­
siana (movimento suficientemente lento), 

Re < 0,5 e Cv 
24 

K 1Re 

As Eqs.(1) a ( 4) levam ao surpreendente resultado 

Ji.M 

Ji.F Ufvt 

(4) 

(5) 

elo de ligação entre os diferentes fenômenos que ocorrem nos sis­
temas particulados, v1 é a velocidade terminal que a partícula 
atinge em queda livre no fluido estagnado: encerra as proprieda­
des da partícula (D,4> e ps) e as propriedades do fluido (pp, Jl.F) 
(Massarani, 1990a). 

As medidas experimentais de taxa de distensão e tensão 
cisalhante, À e S, levam ao valor da viscosidade da mistura 

Ji.M(À) 
S(À) 
-À-. (6) 

Como mencionado anteriormente, as suspensões sólido-fluido a­
presentam comportamento newtoniano apenas para taxas de dis­
tensão elevadas, 

J.LM• 
. s 
hm­

>.-oo À 
(7) 

valor este que caracteriza a mistura na maioria das correlações 
mencionadas na literatura, como as de Einstein, Guth e Simha 
e Landel et ai. (Govier e Aziz, 1972): 

J.LM" 

J.LF 
1 + 2,5cv Cv < 0,02 (8) 
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JlM• 
1 + 2,5Cv + 10, lcv2 + 

J.LF 
0,00273exp(16,6cv), Cv<0,2 ; (9) 

I'M• 

J.LF 
= [ l - _cv_J-2,5 

(Cv)ma:< 
Cv/(cv)max < 0,8 (lO) 

Nestes resultados Cv é a fraçâo volumétrica de sólidos na mistura, 
Cv = 1 - é, e (cv)max a concentração máxima da suspensão, 

(cv)mar Jim Cv 
(I'F/I'M)-0 

Tendo a suspensão sólido-fluido comportamento não-new­
toniano, cabe a intrigante pergunta: a qual valor de taxa de dis­
tensão corresponderá a viscosidade da mistura quando calculada 
a partir dos dados de fluidização homogênea ou da sedimentação 
discreta ? 

TEORIA DAS MISTURAS 

A equação do movimento para a fase particulada da mis­
tura pode ser expressa por 

[
ôvs ] 

Ps(1 - é) 7jt + (gradvg)vs = -grad Ps 

+ m + (1 - é)(p5 - pp)b (11) 

sendo as formas constitutivas para a pressão sobre esta fase, p5 , 

e para a força resistiva entre as fases , m, dadas por (Massarani, 
1990b) 

Ps Ps(é) (12) 

m 11-F[l + cpp,fkê IIUII]éu 
k JlF 

U = VF vs (13) 

A permeabilidade k e o fator adimensional c depedem apenas da 
distribuição granulométrica, forma e concentração das partículas 
sólidas. Segundo os modelos clássicos de Kozeny-Carman e Er­
gun (Massarani, 1990b), 

(l54>)2 é3 
(14) D k 

36,8(é)(l - ~)2 J;"bdX 

c 
-y(é) 
é3/2 

(15) 

sendo X = X(D) a fração em massa das partículas de dimensão 
menor que D. 

..... J 



Seja o movimento sólido-fluido uniforme e lento na direção 
do campo gravitacional, prevalecendo os regimes de Stokes e 
Darcy, 

R e. 
DUpF 

< 0,5, Rek 
cpn/kU < o, 1, 

PF 11F 

C v 
24 

= l<1Re 

As Eqs.(ll) a (13), complementadas pelas Eqs .(1) e (2), leva ao 
resultado 

u 

. .... .. ...... ..... . .. .. .. .. ............ _ .... ______________ _ 
-----

resultado este que assinala a condição de equivalência entre a 
reologia e a fluidodinâmica em sistemas particulados, isto é, a 
equivalência entre as Eqs.(5) e (16): 

PM 

PF 

1.671og10 (15,4</>) (1- e),B(é) 
4>2 ê2 

(22) 

Para fornecer a ordem de grandeza de À segundo a Eq.(21), 
seja a fluidização em água a 20°C de partículas arredondadas 
de 300 pm, Ps = 3000kglm\ é = 0,8: À~ 500s- 1

. 

Como a velocidade terminal da partícula cresce com o qua­
drado do diâmetro, a taxa de distensão é proporcional ao valor 
desta variável. 

RESULTADOS E CONCLUSÕES 
18 (1 - ê) k 
K~--é-]f log10(15,44>) Os dados reunidos neste trabalho sobre a viscosidade de 

e2 suspensões a taxas de distensão elevadas referem-se aos seguin-
(1 _ e) (J(e) {l6) tes sistemas aquosos : minério de ferro (Coelho et ai., 1981), 

- - partículas arredondadas (Rutgers e Thomas citados em Fran­

que a experimentação confi~ina amplamente: para um dado sis- · 
tema particula.do, a velocidade relativa fluido-sólido é função 
apenas da porosidade do leito expandido. 

A experimentação pode ser conduzida com vantagens na 
fluidização homogênea e na sedimentação discreta, sendo, nestes 
casos, a velocidade relativa fluido-sólido dada por 

u = q 

ê 

Vs 
ê 

(17) 

onde q é a velocidade de fluidização e Vs a velocidade de desloca­
mento da frente de sedimentação. São apresentadas em seguida 
as correlações de Richardson e Zaki, clássica, e outra resultante 
dos dados reunidos por Concha e Almendra, ambas válidas para 
sistemas constituídos de partículas arredondadas em faixa gra­
nulométrica estreita (Massarani, 1990a): 

u ê3,66 = (18) 
Vt 

u 
0,84é3'

71 0,6 < é < 0,95 = 
Vt 

(19) 

Silva Telles e Massarani (1979), combinando os resultados 
da análise dimensional e da experimentação, chegaram à seguinte 
expressão para a taxa de distensão que caracteriza o escoamento 
de fluidos em meios porosos 

é 11 u 11 

nv'k 
n = 0,64Jé,B(é) (20) 

Substituindo as Eqs.(1), (2), (11), (13) e (14} na Eq.(20), vem 
para a fluidização homogênea e sedimentação discreta, 

5,6</> ê Vt 

log10 (15,4</>) (J(é) D (21) 

kel e Acrivos, 1967) e partículas de forma irregular (Landel et 
ai., 1963). Os dados experimentais são comparados com as esti­
mativas segundo as correlações expressas pelas Eqs.(18) e {19), 
alcançadas na fluidização homogênea e sedimentação discreta, 
como mostra a Fig.(2) . Para 38 pontos experimentais , 

Eq.(18) (Richardson & Zaki) : 

(11M I PF )cor 
(11M I 11F )exp 

Eq.( 19) : 

(11M I 11F )cor 
(11M I 11F )exp 

1,01±0,20 (23) 

1, 18±0, 20 (24) 
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Figura 2. Viscosidade Aparente da Suspensão. 

As correlações levam a valores de viscosidade superiores 
aos experimentais pelo fato de não se verificar, provavelmente, a 
igualdade da taxa de distensão nos dois casos. O desvio padrão 
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em relação ao valor médio acima calculado, 20% em ambas as 
correlações, é surpreendentemente baixo face às incertezas no 
resgate dos dados experimentais da literatura, muitas vezes. for­
necidos em gráficos diminutos. 

Em direção inversa, os resultados da reologia da suspensão 
podem fornecer informações estruturais na descrição do sistema 
particulado. Assim, por exemplo, o fator f3 da equação de Kozeny­
Carman, Eq.(14), que assume um valor entre 4 e 5 para e: < 0,80, 
pode ser calculado para porosidades mais elevadas através da 
correlação de Guth e Simha, válida para partículas arredonda­
das. Combinando as Eqs.(9) e (16), 

f3 = 0,6c2 (1 + 2,5c, + 10, 1c,2 + 0,00273exp(16,6 cv)J.(
2

S) 
(1 - c) 

A formulação apresentada neste trabalho pode ser esten­
dida para contemplar também as situações em que os regimes 
stokesiano e darcyano não prevalecem. Deve-se assinalar ainda 
que há uma grande carência de dados experimentais reológicos 
e fluidodinâmicos relativos às suspensões e que estes só podem 
ser analisados em profundidade quando conhecida a descrição 
físico-química do sistema particulado. 
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ABSTRACT 

The viscosity of a solid-fluid suspension is an outcome of 
the fluid dynamics of particulate systems, and therefore may 
be correlated by the results obtained from the homogeneous 
fluidization and discrete sedimentation analysis of small parti­
eles . Here this analysis is directed to processes where Stokes and 
Darcy's regimes prevail. 

.......... 
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SUMMARY 
A parametric analy~i~ of the vi~coela~tic laminar fiow through rectangular duct~ i~ presented, 

which give~ a generic in~ight of the relative importance of phy~ical parameter~ . The effect~ of the 
elastic and buoyancy force~ on fiow pattern_, and on heat tranJfer are analyzed, as well as the 
effects of the Reynolds, Prandtl and Weü~enberg number~ . The results show the exütence of a 
physical dimen~ionle~~ parameter which give3 the relative infiuence of the ela3tic and buoyancy 
effectJ on fiow patterns and heat tran~fer. 

INTRODUCTION 
Flows of viscoelastic liquids inside rectangular ducts are 

known to present secondary flows that increase the heat transfer 
coefficient significantly. 

ln arder to better understand the heat transfer mechanisms 
involved in this flow situation, a parametric study is helpful. 
For Newtonian fluids , because the only rheological property is 
the viscosity, which is a constant for a give fluid, this kind of 
analysis is typically straightfoward . For flows of viscoelastic 
fluids some difficulty arises because there are a number of rhe­
ological properties involved, which are often functions of the 
flow kinematics. 

Because of the 'small velocities in flows of polymeric so­
lutions, buoyancy forces may play an important role. These 
forces interacts with the viscoelastic forces and causes severa! 
changes in flow patterns and the heat transfer coefficient be­
havior. 

ANALYSIS 
The problem under study is shown in Fig. 1. The flow 

is assumed to be laminar, hydrodynamically and thermally 
developed. The fluid is incompressible with temperature­
independent properties. 

qw 

~ I ~ 
~ 
~ 
' 

qw 

L ,. w .. , 
Fig. 1. The geometry and thermal boundary conditions. 

The problem solution is obtained by solving the conser­
vation equations of mass, momentum and energy.' ln arder to 
model the non-Newtonian behavior of the fluid the CEF con­
stitutive relation (Criminale et ai. , 1958) is used: 

(1 ) 

r is the extra-stress tensor ( the part of the stress tensor that 
vanishes when there is no motion other than rigid-body trans­
lation and rotation) and ..Y = grad v+ (grad v)T is the rate­
of-strain tensor. The scalar rate of strain i' is defined as 

i' = J t tr ..Y2
. The tensorial quantity 'Y[2] is the convected 

derivative of the rate-of-strain tensor, defined as 

'Y[2] = ~~- [(gradvf..Y+i'(gradv)] (2) 

7J(i' ), w1(i') and w2(i') are respectively the viscosity, first and 
second normal stress coefficients. The operator d/ dt is the ma­
terial time derivative. 

The extra stress can be decomposed into a Newtonian term 
rN and a non-Newtonian (or polymeric) terin rP, so that r= 
r N +rP: 

The viscosity function employed is of the Carreau-Yasuda 
type: 

7] (i' ) = T/ CXJ + (1Jo -7]CXJ ) [1 + (>.-)'t](n-1 )/a (4) 

ln dimensionless form, the viscosity function can be writ­
ten as: 

7]*(-y*) =:: --$.iL = 1]:X, + (77~ -77:X, ) [1 + (We.Y*t](n- 1)/a (5) 
1J( /char) 

where 1]~ = 7]CXJ/T/char. 1]~ = 7Jo/7Jchar· The Weissenberg number 
is defined as W e = >...Ychar and -)' * = -)'h eh ar . The quantities 
i'char and T/char are the characteristic shear rate ( -y• =:: Vchar/ Dh) 
and the characteristic viscosity function (7Jchar = 7J( i'char)) - The 
characteristic velocity is defined as Vchar = -(àp/àz)Dh/Tichar , 
while Dh is the hydraulic diameter, given by 2H/(1 + H/W). 
As usual, àp/ àz is the pressure gradient in the flow direction. 
Some dimensionless quantities of importance are defined below: 
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u 
U =:-- ; 

V eh ar 

v 
V =-· - , 

V eh ar 

W=~-- , 
V eh ar 

z 
Z=: DH; 

.• -y 
I =:-.­

/ char 

(6) 

(7) 



p = p+ pgy 

PVchar
2 

'T' 
'T'* = ---2 

PVchar 
(8) 

Using the definitions above, the dimensionless governing · 
equations take the following form: 

• Mass Conservation: 

ôU ôV 
ôX + ôY =O (9) 

• Momentum: 

ôU ôU ôP 1 ( ô • ôU ô • ôU 
U ôX +V ôY =- ôX + Re ôX(2T/ ôX) + ôY(T/ ôY+ 

• ÔV )) _ (ÔTx~ Ôry~) 
T/ ôX ôX + ôY 

(10) 

ôV V ôV _ ôP 1 ( ô • ôV ô • ôV 
U ôX + ôY-- ôY + Re ôY( 211 ôY) + ôX(T/ ôX+ 

• au)) _ (ôrx~ ôr;.y) _!!!!:_8 11 ôY ôX + ôY + Re2Pr 
(ll) 

ôW ôW ôP 1 (ô2 ry*W ô
2

11*W) 
U ôX +V ôY = - ôZ + Re ôX 2 + """'"8Y"2 

( ÔTx~ ÔTy~) 
+ ôX + ôY 

(12) 
• Energy Conservation: 

ôB àB 1 ( à 2 B ô2 B 2a W) 
U ôX + V àY = Re Pr ôX2 + ôY2 - (a + 1) W 

(13) 

where rt/ is the ijili component of ,.•P. ln the equations above, 
the following dimensionless parameters can be identified: 

a= W ; Ra = p2 cg(3D~qw; Pr = ClJchar; Re := PVcharDH 
H T/char 11: 11: lJchar 

q, · 
De

1 
:= 1/char. 

T/char ' 

q,• _ De 1 
1 = --· 

Re ' 

q,· 
De

2 
:= _ 2/char 

T/char 

.T.• _ De2 
"'2 = --

Re 

(14) 

(15) 

(16) 

The dimensionless groups that appear in the governing 
equations are defined in eqs. (14), (15) and (16). Equation 
(14) gives the aspect ratio, a, the Rayleigh number, Ra, the 
Prandtl number, Pr, and the Reynolds number, Re. Two di­
mensionless viscoelastic parameters, namely, the first Deborah 
number, De1 , and the second Deborah number, De2 , are de­
fined in eq. (15). Equation (16) gives the dimensionless normal 
stress coeficients. These dimensionless groups appear in the 
dimensionless "polymeric" stress, ,.•P. 

Due· to symmetry, the computational domain is reduced 
to the right half of the cross section. Then, the sought-for 
solutions of eqs. (9)-(13) must satisfy the boundary conditions 
below . 

• X - O· U - O· &v - aw - O· ae - O - ' - ' ax - ax - ' &X -

• X = .9fl; U =V= W =O; g~ =O 
• Y = O; U = V = W = O; - g~ = 1 

• Y = ~; U = V = W = O; g~ = 1 

N usselt numbers. 
Heat transfer at the lower and upper walls is given by the 

following Nusselt numbers: 

Nui := qwDH _ 1 
~~:(Tw,i - n) - Bw i; 

qwDH 
Nu.= (~ -Tb) 

K w,s 

1 

Bw,• 
(17) 

ln the expressions above, Tw,i and Tw,• are the mean tem­
peratures of the lower and upper walls. '):'he quantities 8w,i 
and Bw,• are the corresponding dimensionless mean tempera­
tures (Naccache and Souza Mendes, 1993). 

The appropriate mean Nusselt number, Num, is defined 
as Num= Nu;Nu./(Nu. +Nu;). 

Governing parameters. 
The parameters that govern the present problem are the 

ones that appear in eqs. (9)-(13), in the constitutive equation 
(eq. (1)), and in the boundary conditions. They are: Re, Ra, 
Pr, q,j, q,2, a = W /H, We = Ãi'char. T/Ô = T/o/1'/cha.r, T/~ = 
f/oo/1'/char , n and a. 

Because of the great number of parameters, the parametric 
study is restricted to some of the appearing parameters. They 
are: the Reynolds number, the Rayleigh number, the second 
normal stress coefficient and the aspect ratio. ln addition, some 
of the results to be presented indicate the sensitivity of Nusselt 
numbers to the Prandtl number, the Weissenberg number and 
the first normal stress coefficient. The dimensionless viscosities 
T/Ô, . 1J~ and the parameters n and a are held fixed, mainly 
because they do not affect the secondary flows, which are the 
main focus of the present work . 

The first and second normal stress coefficients are assumed 
constant to simplify the analysis so that their ratio q, 2 /q, 1 is 
kept at -0.15 (q,2/q,j = 0.15), as often observed in polymeric 
liquids. Preliminary tests showed that allowing the normal 
stress coefficients to vary with the shear rate does not affect 
the results significantly (Naccache, 1993). 

RESULTS AND DISCUSSlON 
The differential governing equations were solved by means 

of the control-volume approach described by Pata.nlrer (1980). 
The coupling of momentum, continuity, energy, and constitu­
tive equations was handled with the aid of the SIMPLE algo­
rithm. The discretized algebraic system was solved through the 
line-by-line Thomas algorithm. 

Fig. 2: q,2 =O (a) Streamlines (b) lsotherms 

Fig. 3: q,2 = 10-3 (a) Streamlines (h) Isotherms 
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The mesh sizes employed were 16 x 22 for a = 1; 20 x 20 
for a = 2; and 22 x 16 for a = 4. These sizes were chosen 
with basis on results of a number of tests. A more detailed 
discussion on the numerical solution can be found in Naccache 
(1993). 

Some difficulties in convergence were caused by the highly 
non-linear character of the equations of motion . ln order 
to overcome these problems and obtain a converged solution, 
.-a zero-th order continuation procedure in W2 was employed~ 
starting from the solution for the Newtonian case. A similat 
continuation procedure in Ra was also needed, starting with 
the results for forced convection only Ra = O. 

A few representative results are now presented and ana­
lyzed. For a more complete discussion , please see Naccache 
(1993). 

Ali the results were obtained for 7)char = 0.011, ry:X, = 0.36, 
1)~ = 26.36, W e = 1500, n = 0.494, anda= 0.942. 

Figures 2- 3 show the fl.ow patterns and the isotherms for 
Ra = 106 , Pr = 70, We = 1500, Re = 2,5 x 104 anda= 1. 
These results are very similar to that obtained in (Naccache 
and Souza Mendes, 1992). It can be noted that when there 
is no viscoelaticity (Fig. 2) the fl.ow is almost stagnant near 
the upper wall and the isotherms are horizontallines. This be­
havior produces the largest differenccs between Nu; and Nu •. 
As the viscoelastic force increases , the fl.uid near the upper 
wall firstly starts fl.owing, then increases its intensity, until a 
simmetric configuration is achieved (Fig. 3). ln this latter sit­
uation, buoyancy forces are negligible when compareci to vis­
coelastic ones . ln this fl.ow regime, temperature gradients near 
the heated walls are relatively high, and large heat transfer 
coefficients are in effect. 

Figures 4a and 4b show the upper-wall and mean Nusselt 
numbers, as a function of 'lt:j for a square cross section, Pr = 70 
and W e = 1500. It is important to note that the mean Nusselt 
number behavior is quite similar to the upper Nusselt number. 
It can be noted that for small viscoelastic forces the difference 

24 
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2 

Fig. 4a. Mean Nusselt Number versus w:j. 
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Fig. 4b. Lower-Wall Nusselt Number versus W:j. 
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Fig. 6. Mean Nusselt Number versus Pr. 
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between lower-wall and mean ( or upper-wall) heat transfer co­
efficients is very large, and the Reynolds number doesn 't infl.u­
ence the heat transfer. On the other hand, when viscoelastic 
forces are large, natural convection doesn't infl.uence the heat 
trasnfer behavior, and due to symmetry Nu; is identical to 
NUs. Also, it can be noted that for the largest values of 'lt:j , 
the Nusselt number starts to decrease. This is due to the 'ltj 
effect, as also observed and discussed in N accache and Souza 
Mendes ( 1992). 

Figures 5a and 5b show the Nusselt number as a function 
of ~Vi for Ra = 106

, Pr = 70 and W e = 1500. It can be 
seen that the curves obtained for three different aspect ratios 
are closer to each other the ones found in N accache and Souza 
Mendes ( 1992). This is due to the fact that in the present 
analysis the Prandtl number is held fixed, which is not true in 
Naccache and Souza Mendes (1992). It can also be noted that 
there are a criticai values of the aspect ratio-which depend on 
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Fig. 7_. Mean Nusselt Number versus W e. 

111~ and Ra- that correspond to maxima of the heat transfer 
coeffieient. This occurrence can be explained by the changes 
in flow pattern as the aspect ratio is changed, as discussed in 
N accache ( 1993). The effect of Prandtl number is illustrated in 
fig. 6, for a = 1 and no natural convection. It can be observed 
that the Nusselt number increases with the Prandtl number. 
This trend gets more accentuated as the Reynolds number is 
increased. 

ln fig. 7, it is illustrated that the Weissenberg number does 
not influence the Nusselt number in a significant manner. Fig. 8 
shows that 111;' becomes an important parameter as it gets large 
only, and that it influences Nu in the opposite direction as 1112 
does . 

Figure 9 shows the Nusselt m.imbers as a function of the 
dimensionless parameter defined as A = Re2 Prll1~. It helps 
characterizing three different flow regimes: for small values of 
A, natural convection governs the secondary flow; for interme-
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Fig. 8. Lower-Wall Nusselt Number versus 111!. 

diate values of A viscoelastic and buoyancy forces are both im­
portant; and for large values of A, the secondary flow is driven 
by viscoelastic forces alone. 

FINAL REMARKS 
The present paper analyzes the combined effects of buoy­

ancy and viscoelastic forces on the velocity and temperature 
fields of laminar flow of viscoelastic liquids through rectangu­
lar ducts. lt was found that heat transfer is strongly influenced 
by both natural convection and elastic effects. The relative im­
portance of buoyancy and elas ti c effects as far as heat transferis 
concerned is assessed via a parametric study. A dimensionless 
parameter which compares both effects is employed. to present 
heat transfer results. 
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Fig. 9. Upper and Lower-Wall Nusselt Number versus A. 
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RESUMO 
Este trabalho apresenta dados experimentais para o escoamento em tubos capilares, 

empregando CFC-12 e HFC-134a como fluidos de trabalho. Tubos capilares de O, 7, 0,8 e 1,0mm de 
diâmetro interno com comprimentos de 2 e 3m foram testados. Pressões de condensação de 9, 11, 14 e 
l8bar, e subresfriamentos variando de 2 a 14 o C foram frxados como condições de operação. 
Condições de blocagem prevaleceram em todos os testes. O aparato de teste e o procedimento 
experimental são discutidos em detalhes, sendo as incertezas de todas as medidas também 
apresentadas. 

INfRODUÇÃO 

Os tubos capilares são dispositivos de expansão de uso 
comum em quase todos os sistemas de refrigeração de pequeno 
porte. Consistem basicamente de um tubo de cobre trefilado com 
diâmetro interno variando de 0,5 a 2,0 mm e comprimento entre 1 a 
6m. 

Mesmo tendo forte influência sobre o desempenho do 
sistema de refiigeração, muitos dos tubos capilares são ainda 
dimensionados pelo processo de tentativa e erro. A única alternativa 
disponível, no momento, são os diagramas da ASHRAE, os quais 
foram derivados dos trabalhos de Hopkins (1950) e Whitesel 
(1957a, 1957b). Entretanto, tais diagramas tendem a subestimar o 
fluxo de massa (Kuehl e Goldschmidt, 1990) e encontram-se 
disponíveiS apenas para os refrigerantes 12 e 22, os quais serão 
substituidos num futuro próximo devido ao problema de depleção da 
camada de ozônío da estratosfera. 

Na última década, uma grande variedade de modelos 
computacionais de simulação de tubos capilares (Kuehl e 
Goldschmidt, 1990), (Sarni e Duong, 1987), (Li et ai., 1990) foram 
desenvolvidos e validados através de conjuntos de dados 
experimentais específicos. Recentemente, Melo et ai. (1992) 
realizaram uma análise da modelação do escoamento em tubos 
capilares , mostrando o impacto das incet1ezas de medição e de 
outros parâmetros sobre tal processo de validação. Como 
conseqüência, uma bancada experimental foi desenvolvida- com o 
intuito de se obter dados experimentais confiáveis. A geometria de 
cada tubo capilar, i.e., diâmetro interno, comprimento e rugosidade, 
e as condições de operação., i.e., pressão, temperatura e fluxo de 
massa foram avaliadas com grande cuidado. O conjunto de dados, 
assim obtido, pode então ser usado para averiguar o impacto do tipo 
de fluido refrigerante sobre o comportamento do tubo capilar, assim 
como também em estudos de validação de modelos numéricos. 

Seis tubos capilares de cobre, de dois comprimentos e com 
três diferentes diâmetros internos, como indicado na Tabela I, foram 
usados nesse estudo. 

A medição do diâmetro interno é critica devido à forte 
inflqência deste parâmetro sobre o fluxo de massa (Melo et ai., 
1992). A área da secção transversal de nove amostras, três de cada 
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diâmetrú, foram medidas utilizando-se um métodu ótico. Este 
método consiste em se ampliar cada amostra em 50 vezes e, então, 
integrar diretamente a área interna através de um processo 
computacional. Nove medidas foram realizadas para cada amostra. 
O diâmetro interno equivalente foi, então, obtido a partir da área 
média. A incerteza de medição, associada com este processo, foi de 
±0,02mm. 

O comprimento dos tubos capilares foi medido por meio de 
uma escala flexível de 3m com divisões de lmm. O tubo foi mantido 
tão distendido quanto possível através do seu tensionamento entre 
dois suportes. A incerteza encontrada para esta medição foi de 
±l,Omm. 

Para a medição da rugosidade, foram preparadas seis 
amostras de cada tuho, embutindo-se uma pequena secção 
longitudinal do tubo em uma matriz de baquelite. Em seguida, 
removeu-se metade da parede do tubo através de um processo de 
polimento. Observações, usando um microscópio, indicaram que não 
ocorreram riscos na superficie interna das amostras, devido ao 
processo de polimento. A medição fo~ então, realizada por um 
equipamento especial, denominado Talysurf 120, de acôrdo com a 
British Standard BS1134(1988). O valor medido corresponde à 
média aritmética dos valores absolutos dos desvios do perfil de 
rugosidade em relação à linha média. A incerteza associada com este 
processo foi avaliada em ±0,01,um. A Tabela I mostra a geometria 
dos seis tubos capilares em análise. 

Tabela I - Geometria dos Tubos Capilares 

Tubo Capilar 

Parâmetros I 2 3 4 5 6 

Diârn. Interno_lmml 0,77 0,84 1,05 0,77 0,84 1,05 

Comprimento (m) 2,926 3,027 3,020 2,009 1,993 2,030 

Rugosidade ÚJ.lll) 0,75 0,59 0,72 0,75 0,59 0,72 

APARA TO EXPERIMENTAL 

O aparato experimental usado é mostrado esquematicamente 
na Figura 1. O sistema consiste de dois compressores herméticos 
alternativos (1), um condensador resfriado a água (2), um 
evaporador (3) e uma seção de teste (4). A seção de teste é isolada 
com lã de vidro. Dois separadores de óleo (5) e um filtro (6) são 
colocados entre o compressor e o condensador. lmpw·ezas no 



refrigerante são removidas por um filtro (7). Um subresfiiador (8) e 
um aquecedor elétrico (9) são usados para ajustar a temperatura do 
refrigerante na entrada do tubo capilar. Um visor de líquido (10) foi 
montado na entrada do capilar com o intuito de se poder obsetVar a 
ocorrência ou não de escoamento bifásico. A alta pressão é 
controlada pela abertura de uma válvula de regulagem da vazão ( 11 ), 
que regula o fluxo de água através do condensador.A pressão do 
evaporador é controlada por um sistema de "by-pass" de fluido 
refrigerante (12) e (13) e, em alguns casos, por aquecimento elétrico 
do ar (14). 

Dois transdutores de pressão (P) são usados para medir as 
pressões absolutas na entrada e na saída do tubo capilar com uma 
incerteza máxima de 0,02 bar. Termopares tipo T com 0,13mm de 
diâmetro e com uma incerteza máxima de 0,2°C são usados para 
medir as temperaturas do refrigerante na entrada e na saída. 

O fluxo de massa é medido através de um medidor de fluxo 
de massa tipo Coriolis (M), com uma incerteza de 0,03 kglh.. Os 
sinais de saída dos transdutores de pressão, termopares e medidor de 
fluxo de massa são tratados e gravados através de um sistema de 
aquisição de dados computadorizado. 

l - Compressor 
2 - Condensador 
3- Evaporador 
4 - Tubo capilar 
5 - Separador de óleo 
6 - Filtro de óleo 
7- Filtro 

8 - Subresfriador 
9 - Resistência elétrica 

1 O - Visor de líquido 
11 - Válvula reguladora de pressão 
12 - Desvio de fluido refrigerante 
l3 - Desvio de fluido refrigerante 
14- Resistência de aquecimento do ar 

Figura 1- Diagrama Esquemático da Bancada 

PROCEDIMENTO DE TESTE 

Durante o teste, as pressões de entrada e saída, a temperatura 
de entrada e o fluxo de massa são registrados na tela do monitor em 
fimção do tempo. Após a partida dos compressores, o sistema requer 
1 a 1,5 horas para alcançar condições de regime ·permanente, na 
pressão de condensação e temperatura de entrada desejadas. 
Posteriormente, os dados são obtidos fixando-se diferentes valores 
para a temperatura na entrada. Quando esta variação é mantida em 
tomo de l °C, o sistema requer aproximadamente 15 minutos para 
retomar à operação em regime permanente. Urna vez atingida uma 
nova condição em regime permanente, um novo teste é, então, 
gravado por um periodo de 20 a 30 minutos, como mostrado na 
Figura 2. 

Na Figura 2, verifica-se que a pressão e a temperatura não 
puderam ser mantidas em um valor fixo ao longo de um teste. O 
sistema foi então considerado em condição de regime permanente 
quando a variação da pressão de condensação e da temperatura de 
entrada foram, respectivamente, mantidos abaixo de e 0,4bar 0,2°C. 
Para um determinado teste, os valores de fluxo de massa, pressão de 
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condensação e grau de subresfriamento foram obtidos selecionando­
se um certo tempo do registro e então inferindo-se o valor do 
parâmetro através de análise gráfica. Os erros originados por este 
processo são bem menores que as incertezas experimentaís em 
questão. 

Testes foram realizados com CFC-12 e HFC-134a. Ambos 
os refrigerantes apresentaram grau de pureza em tomo de 99,9%, 
como comprovado através de análise cromatográfica. Após os testes, 
o tubo capilar foi limpo com clorofórmio. A solução resultante foi 
analisada e não detectou-se qualquer vestígio de óleo em todos os 
testes realizados. 
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Figura 2 - Parâmetros de Teste em Função do Tempo 

RESULTADOS E DISCUSSÕES 

Um grande número de pontos experimentais (288 para o 
CFC-12 e 245 para o HFC-134a) foram obtidos e encontram-se 
disponíveis em forma de tabela (Melo et al.,1993), onde a pressão 
de condensação real pode ser encontrada. Entretanto, para uma 
apresentação gráfica adequada pequenas variações na pressão de 
condensação não foram consideradas, sendo os valores limites 
indicados em cada uma das figuras. Devido às limitações de espaço, 
a análise seguinte considerará somente os capilares #1, 3, 4 e 5 e as 
pressões de condensação de 11 e 14 bar. 

j 



As Figuras 3a e 3b mostram respectivamente o efeito do 
comprimento do tubo capilar sobre o fluxo de massa de CFC-12 e 
de HFC-134a. Pode ser obsetvado que o fluxo de massa de CFC-12 
e de HFC-134a, para um grau de subresfriamento de 8°C, é 
respectivamente aumentado de 26% e 31 %, quando o comprimento 
é reduzido em 31%. Tendências similares são também encontradas 
para a pressão de condensação de 14 bar e para o tubo capilar de 
1,05 mm. 

As Figuras 4a e 4b ilustram respectivamente o efeito do 
diâmetro interno dos tubos capilares sobre o fluxo de massa de CFC-
12 e de HFC-134a. Verifica-se que para ambos os refrigerantes o 
fluxo de massa é aumentado drasticamente quando o diâmetro 
interno sofre um aumento de apenas 36%. Para uma pressão de 
condensação de 14 bar , um comprimento de 2m, e um grau de 
subresfriamento de soe, os fluxos de massa de CFC-12 e de HFC-
134a são aumentados respectivamente em 122% e 135% como 
mostram as figuras 4a e 4b. Deve-se ressaltar que pequenas 
variações nestes valores foram detectadas, dependendo do tipo de 
fluido refrigerante, da pressão de condensação e do comprimento do 
tubo (Melo et al., 1993). 
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As Figuras 5 a 7 mostram os resultados experimentais para 
os capilares # 1, 3, 4 e 6, empregando-se CFC-12 e HFC-134a. 
Pode ser observado que ambos os fluidos geram idênticos fluxos de 
massa, na mesma pressão de condensação. Esta tendência é, 
contudo, levemente afetada pela geometria do tubo capilar e pelas 
condições de operação. 
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CONCLUSÕES 

Um volume bastante grande de dados experimentais foi 
obtido para o escoamento de CFC-12 e de HFC-134a através de 
tubos capilares. O fluxo de massa de ambos os refrigerantes é 
afetado pelo comprimento do tubo, pela pressão de condensação, 
pelo diâmetro interno e pelo grau de subresfiiamento. O efeito do 
comprimento e do diâmetro interno sobre o fluxo de massa, 
mostrou-se ser mais importante para o HFC-134a do que para o 
CFC-12. 

Ambos os fluidos geram idênticos fluxos de massa para a 
mesma pressão de condensação e para o mesmo grau de 
subresfuamento. Este comportamento é levemente afetado pela 
geometria do tubo capilar e pelas condições de operação. 

O aparato experimental foi completamente testado, sendo 
então capaz de gerar informações experimentais confiáveis, com 
adequado controle de todas as variáveis envolvidas. 

422 

REFERÊNCIAS 

• 

• 

Stoecker, W. F. , Jones, J. W., Refrigeration and Air 
Conditioning, McGraw Hill, New York, 1982. 

ASHRAE, Eguipment Handbook, chapter 20, 1983. 

• Hopkins, N. E., Rating the Restrictor Tube, Refiigerating 
Engineering. pp. 1087-1095, November, 1950. 

• Whitese~ H. A., Capillary Two-Phase Aow, Refiigerating 
Engineering, pp. 42-44 and pp. 98-99, April, 1957a. 

• Whitese~ H. A., Capillary Two-Phase Aow, Part ll, 
Refiigerating Engineering, pp. 35-40, September, 1957b. 

• 

• 

• 

• 

• 

• 

Kuehl, S. J., Goldschmidt, V. W., Modeling of Steady Aows 
of . R-22 Through Capillary Tubes, ASHRAE 
Transactions, Vol.97, part 1, pp. 139-148, 1990. 

Sarni, S. M., Duong, T., An Improved Model for Predicting 
Refrigerant Aow Characteristics in Capillary Tubes, ASHRAE 
Transactions, Vol. 93, part 2, pp. 682-700, 1987. 

Li, R.Y., ün, S., Chen, Z. H., Numerical Modeling of 
Thennodynamic Non-Equilibrium Aow of Refiigerant 
Through Capillary Tubes, ASHRAE Transactions, Vol. 96, 
part 1, pp. 542-549, 1990. 

Melo, C., Ferreira, R. T. S., Pereira, R. H., Modeling 
Adiabatic Capillacy Tubes: A Criticai Analysis, Proc. of the 
IIR- Pw-due Refrigeration Conference, pp. 113-123, West 
Lafayette, USA, July, 1992. 

British Standard B. S. 1134: Part 1 - Assessment of Swface 
Texture: Methods and Instrumentation, 1988. 

Melo, C., Ferreira, R. T. S., Boabaid Neto, C., Gonçalves, J. 
M., Análise do Desempenho de Tubos Capilares - Parte I, 
UFSC/EMBRACO-Relatório Interno, Dezembro, 1993. 

ABSTRACT 

1bis work present~ experimental data for capillary tubes of 
the type commonly used as expansiqn devi.ces in domestic 
appliances, employing CFC-12 and HFC-134a as working fluids. 
Capillary tubes of 0.7, 0.8 and 1.0 millimeter internal diameters with 
lengths of 3 and 2 meters were tested. Condensing pressures of 18, 
14, 11 and 9 bar, and subcooling ranging from 14 to 2 oc were 
chosen as the operating conditions. Choked conditions prevailed in 
ali runs. The test rig and the experimental procedures are described 
in detail, being the uncertainties of ali the measurements also given. 
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RESUMO 
Este trabalho apresenta um modelo numérico para a simulação do desempenho . de tubos 

capilares, empregados como dispositivos de expansão em sistemas de refrigeração. As equações e 
hipóteses simplificativas do modelo são apresentadas e discutidas. Dados experimentais obtidos com 
diversos tubos capilares, operando com CFC-12, HFC-134a e HC-600a são utilizados na validação do 
modelo. As discrepâncias entre os resultados experimentais e computacionais são discutidas, 
procurando-se ident!ficar áreas de estudos foturos . 

INTRODUÇÃO 

O tubo capilar é o dispositivo de expansão de uso mais 
comum em pequenos sistemas de refrigeração. Trata-se de um tubo 
de cobre trefilado, com diâmetro interno variando entre O, 5 e 2 mm 
e comprimento entre 1 e 6 m. 

O tubo capilar não tem partes móveis, é simples e barato. 
Além disso, proporciona a equalização de pressão no sistema 
quando parado, permitindo o uso de compressores com motores de 
baixo torque de partida e, por isso, menores, mais leves e mais 
baratos. 

A seleção de um tubo capilar para um determinado sistema 
de refrigeração é comumente feita pelo processo de tentativa-e­
erro. Com o objetivo de solucionar tal limitação, uma grande 
variedade de modelos numéricos foram desenvolvidos, e validados 
contra determinados conjuntos de dados experimentais. Dessa 
maneira, coeficientes e correlações empíricas foram determinados. 
Melo et al. (1992) mostraram que tais procedimentos induziam um 
considerável grau de liberdade aos resultados. Alguns modelos 
garantiam uma boa concordância quando comparados com 
determinado conjunto de dados, porém apresentavam grandes 
diferenças quando comparados com outro conjunto de dados. Isto 
era devido, em grande parte, às incertezas experimentais 
relacionadas aos dados disponíveis. 

Em função destas conclusões, um extenso programa 
experimental foi desenvolvido (Melo et al., 1993), com o objetivo 
de se obter dados experimentais confiávei~, com rígido controle 
sobre todas as variáveis envolvidas. Tal programa incluiu, além do 
CFC-12 e do HFC-134a, o hidrocarboneto HC-600a (4;obutano), 
que ultimamente tem sido considerado um sério candidato a 
substituto dos CFC's por se tratar de um "fluido natural", cujos 
potenciais de destruição da camada de ozônio e de aquecimento 
global (atuação no efeito estufa) serem praticamente nulos. 

O modelo teórico adotado no programa computacional 
chamado CAPILAR, apresentado por Melo et al. (1992), foi 
revisto, e é reapresentado neste trabalho. Os novos dados 
experimentais são então utilizados para efeito de validação do 
modelo. 

MODELO TEÓRICO PROPOSTO 

As caracterisitcas do fluxo através de tubos capilares são 
descritas por Bolstad e Jordan ( 1948 ), Whitese\ (195 7), Mikol 
(1963), Erth (1970), Scott (1976), Koizumi e Yokoyama (1980), 
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dentre outros. Quando o fluido refrigerante que adentra o tubo 
capilar encontra-se no estado de líquido sub-resfriado ou 
comprimido, as distribuições típicas de temperatura e pressão 
observadas ao longo do tubo são similares aos indicados na Figura 
1. Nesta Figura, a temperatura foi representada através da pressão 
de saturação correspondente. 

REGIÃO MONOFÁSieA • REGIÃO 
; BIFASICA 

Pressão de blocagern · ·4 
I , .• 

D!STÂN<lA DA ENTRADA 00 TUBO CAPILAR 

Figura 1. Distribuição de temperatura e pressão ao longo de um 
tubo capílar. 

Hipóteses Simplificativas. Baseados nos trabalhos acima 
citados, as seguintes hipóteses foram asswnidas : (a) o capílar é um 
tubo reto, horizontal e de diâmetro constante; (b) o capílar não 
pode ser considerado como um tubo liso para efeito de cálculo do 
fator de fricção; (c) o escoamento através do capílar é 
unidimensional e adiabático; (d) o fluxo bifásico é homogêneo; isto 
é, não há diferença de velocidade entre as fases; desta maneira, as 
duas fases são consideradas como uma única, ou seja, as 
propriedades são calculadas como a média ponderada das 
propriedades de cada fase; (e) o fluido refrigerante é puro, e isento 
de óleo; (f) o fen~meno de escoamento metaestável é 
desconsiderado. 

Perda de Pressão na Entrada. Do ponto 1 para o ponto 2 
(Figura 1 ), o fluido sofre uma contração abrupta. A pressão no 

ponto 2 pode ser dada pela equação a seguir (1), onde N = G 2 /2, 

sendo G = rh/ A. A variável p1 corresponde à pressão de entrada, p 



é a densidade, K é o fator de perda de carga na entrada, rh o fluxo 
de massa através do tubo, e A a área da seção transversal, calculada 
a partir do diâmetro efetivo. 

N 
Pz =p~--·(l+K) 

p 
(1) 

Melo et ai. (1992) mostraram que o fator K tem uma 
influência mwto pequena sobre os resultados da simulação. Assim, 
seguiu-se o procedimento indicado por Collier ( 1981 ), 

considerando que A 2 I A 1 ~O e que o refrigerante na entrada do 

capilar encontra-se na condição de líqwdo sub-resfriado, para se 
obter K=0,5. 

Região Monofásica. O comprimento da região monofásica, 
Lsp, é dado por: 

L _ ( Pz - p3 ) • D · p 
ap-

N·fap 
(2) 

onde p 3 é a pressão de saturação eqlÚValente à temperatura de 

entrada no capilar, D é o diâmetro efetivo, e fsp o fator de fricção 
de Darcy monofásico. Para o cálculo deste últuno, levando-se em 
conta que a rugosidade do tubo deve ser considerada, adotou-se o 
modelo de Churchill (1977), 

1 

[ 
12 1 ]12 

f"' =8· (:e) + (A+B)Jt2 
(3) 

onde 

A=I2,457ID[(f.)'' ~~ Jr (4) 

B=c~:or (5) 

onde E é a rugosidade absoluta da parede interna do tubo. Como se 
pode notar, ao contrário da equação de Colebrook, que é a equação 
que representa o diagrama de Moody, este modelo não é de 
solução iterativa, facilitando sua implementação computacional. 
Naturalmente, o número de Reynold~, Re, é calculado como 

Re = G·D 

I.L 
(6) 

onde I.L é a viscosidade absoluta. A densidade e a viscosidade na 
região líqwda são aproximadas pelo seu valor na condição de 
líqwdo saturado, à mesma temperatura. 
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Região Bifásica. Aplicando-se a equação de conservação da 
quantidade de movimento linear a um elemento de flwdo na região 
bifásica, e integrando-a entre os pontos 3 e 4 (Figura 1), obtém-se: 

2·D[ (p4
) 1 fl ] Ltp = -_-· ln - - -

2 
• p·dp 

ftp p 3 G J 
(7) 

onde f tp é o fator de fricção de Darcy médio para a região bifásica. 

A integral é calculada numericamente. 
Para o cálculo da integral, bem como para se determinar a 

densidade do ponto 4, é necessário se conhecer o título local. 
Aplicando-se a equação da conservação da energia entre o ponto 3 
e um ponto qualquer dentro da região bifásica, tem-se: 

G 2 . G 2 z 
h 3 +--·v 3

2 =h1 +(hv -h1 )·x+ - ·[v. +(vv -v1)·x] (8) 
2 2 

onde h é a entalpia, v o volume específico e x o título. Os índices I 
e v correspondem às fases de líqwdo e vapor saturado, 
respectivamente. A sorna representada em cada lado da Eq. (8) é a 

assim chamada entalpia de estagnação, que será denotada por H 0 , 

e que para o ponto 3 é plenamente conhecida. Desta maneira, a Eq. 
(8) fica: 

[ ~
2 

·(vv -v1)
2
lx

2 
+(G

2 
·v1 ·(vv -v1)+(hv -h1)] ·x + 

[ 

2 G
2 

] h 1 +v1 - 2 -H0 =0 (9) 

que é uma equação de segundo grau, facilmente solucionável. 
Desta forma, conhecendo-se a pressão (e consequentemente, vv, VJ, 
hv e hJ), pode-se obter o título x. 

Para se determinar a pressão no ponto 4, é necessário 
avaliar se o escoamento é ou não blocado. Com um procedimento 
numérico simples, é possível, com o título calculado com o auxílio 
da Eq. (9), encontrar a pressão para a qual a entropia é máxima 
(condição de fluxo blocado: para o escoamento de Fanno, quando 
a entropia é máxima, o escoamento atinge Mach = 1, e o flwdo não 
pode ser acelerado além desta velocidade). Se esta pressão, 
chamada pressão de blocagem, for inferior à pressão de evaporação 

(p~), então não ocorre blocagem, e p4 é igual a p~. Caso contrário, 

p 4 será a pressão de blocagem calculada. 

O fator de fricção médio é calculado de acordo com o 
modelo apresentado por Erth (1970). Este modelo, apesar de não 
incluir a rugosidade do tubo como variável, foi o que apresentou 
melhor concordância com os dados experimentais obtidos. Além 
disso, o modelo calcula um fator médio para a região de fluxo 
bifásico, adequando-se à utilização na Eq. (7). Assim: 

[(
1 0 .2~ )] 

f =~·ex ~-i -
tp Re 0..l p 2 4 

' 

(lO) 



Re é calculado pela Eq. (6), com a viscosidade bifásica 
sendo calculada por 

(ll) 

onde o índice i refere-se às condições de entrada do tubo capilar. 
No caso de líquido sub-resfriado à entrada do capilar, Xi será 
sempre igual a zero. 

As propriedades termofisicas são calculadas de acordo com 
Reynolds (1979) e Gallagher et ai. (1993). 

Esquema de Solução. O modelo apresentado pode ser 
utilizado com dois propósitos: para fins de projeto, onde se deseja 
saber o comprimento de tubo capilar necessário para um 
determinado fluxo de massa desejado; e para fins de simulação de 
sistemas de refrigeração, onde se deseja saber o fluxo de massa 
gerado por um determinado capilar, funcionando sob determinadas 
condições de operação. 

No primeiro caso, as equações anteriores são resolvidas 
uma única vez, determinando-se o comprimento do tubo capilar 
pela soma de Lso e Lm· 

No segundo caso, o processo é iterativo, devido à 
interdependência entre o cálculo dos fatores de fricção e da pressão 
dinâmica na entrada com o fluxo de massa. Desta maneira, é 
necessário arbitrar-se um fluxo de massa, calcular o comprimento e 
compará-lo com o comprimento de projeto dado. A massa é 
reestimada de acordo com a diferença entre os comprimentos, e o 
processo é reinicializado, até a convergência. 

OBTENÇÃO DOS DADOS EXPERIMENTAIS 

Melo et ai. (1992) salientaram a importância de se gerar 
informações experimentais confiáveis no que se refere ao 
escoamento em tubos capilares, como requisito imprescindível para 
se obter modelos numéricos mais confiáveis. Com esta intenção, foi 
desenvolvido um aparato experimental, onde 6 diferentes capilares, 
utilizando 3 diferentes refrigerantes (CFC-12, HFC-134a e HC-
600a) foram testados em uma ampla gama de condições 
operacionais (Melo et ai., 1993 e Melo et al., 1994a). 

As características geométricas dos tubos testados, quais 
sejam, comprimento, diâmetro interno e rugosidade, foram 
medidos com grande cuidado. Foram testados tubos com 
comprimento de 2 e 3 m, e diâmetros nominais entre O, 7 e 1,0 mm. 
A rugosidade das paredes internas dos tubos variou entre 0,6 e O, 75 
~m. As incertezas de medição foram da ordem de ± 1,0 mm para a 
medição do comprimento, ± 0,02 mm para a medição do <Jiâmetro 
e± 0,01 ~m para a medição da rugosidade. 

O aparato experimental consiste de um sistema de 
refrigeração completo, dotado de 2 compressores herméticos, um 
condensador refrigerado a água, um evaporador e o capilar. 
Separadores e filtros de óleo garantiram a ausência de qualquer 
vestígio de óleo no escoamento através do capilar. Procedimentos 
cuidadosos na montagem e operação do aparato garantiram um 
grau de pureza dos refrigerantes superior a 99,5 % em todos os 
testes. 

Dois transdutores de pressão absoluta foram usados para 
medir as pressões de entrada e saída do capilar, com uma incerteza 
de medição máxima de ± 0,02 bar. Termopares tipo T, com uma 
incerteza de medição de ± 0,2 oc, foram utilizados para medir as 
temperaturas de entrada e saída do capilar. O termopar à entrada é 
situado dentro do fluxo, a aproximadamente 5 mm daquela. O 
fluxo de massa através do capilar foi medido com um fluxímetro 
tipo Coriolis, com uma incerteza de medição de± 0,03 kglh. Todas 
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a~ medições são efetuadas e gravadas por um sistema de aquisição 
de sinais totalmente automatizado. 

Todos os testes foram realizados em regime permanente, 
com condição de líquido sub-resfriado na entrada e fluxo blocado 
na saída. As pressões de condensação testadas variaram entre 7 e 
18 bar, dependendo do refrigerante. O grau de subresfriamento à 
entrada variou entre 2 e l4°C. 

Todo o procedimento experimental é apresentado e 
analisado com maiores detalhes em um outro trabalho apresentado 
pelos autores neste mesmo evento (Melo et ai ., l994b). 

No contexto do programa experimental foram gerados mais 
de 700 pontos experimentais (288 para o CFC-12, 245 para o 
HFC-134a e 189 para o HC-600a). Na consideração dos autores, 
este trabalho, com 6 geometrias diferentes, 3 tipos de refrigerantes 
e uma ampla gama de condições de operação, é o mais completo 
banco de dados sobre escoamento em tubos capilares, notadamente 
no que diz respeito às características geométricas dos tubos, 
principalmente o diâmetro interno, de grande influência nos 
resultados (Melo et ai. , 1992 e Melo et ai., 1994b). 

Na Figura 2, mostra-se a comparação entre os valores de 
fluxo de massa calculados pelo programa computacional, e os 
valores experimentais, para o CFC-12. Aproximadamente 90% dos 
pontos apresentam erro menor que 10%. Este critério de 10% foi 
estabelecido com base nas incertezas de medição, incertezas 
associadas ao cálculo das propriedades termofisicas, e 
principalmente por levar em consideração que o modelo teórico 
apresenta simplificações. 
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Figura 2. Fluxo de massa medido vs. calculado (CFC-12). 
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Figura 3. Fluxo de massa medido vs. calculado (HFC-134a). 

A Figura 3 apresenta a mesma comparação, para o HFC-
134a. Aproximadamente 88% dos pontos estão dentro da faixa de 



10%de erro. 
A Figura 4 apresenu a comparação para o HC-600a, onde 

se verifica que aproximadamente 75% dos pontos estão dentro da 
faixa de erro estipulada. 

Pode ser observado nas figw-as que o modelo 
compuf<lcional tende a subestimar os valores mais baixos de fluxo 
de massa. Este fenômeno é devido, principalmente, ao modelo do 
fator de fricção na região bifásica utilizado. 

Pode ser umbém observado que a concordância do modelo 
não é tão boa para o HC-600a. Novamente, este fenômeno está 
correlacionado ao modelo do fator de fricção. Erth (1970) obteve 
sua correlação a partir de dados experimenf<lis obtidos com CFC-
12 apenas. No caso do HFC-134a a correlação apresenu boa 
concordância, pois este refrigerante apresenf<l propriedades 
tennofisicas próximas às do CFC-12. 
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Figura 4. Fluxo de massa medido vs. calculado (HC-600a). 

CONCLUSÕES 

A concordância entre os dados experimenf<lis e o modelo 
teórico apresenf<ldo mostrou-se razoavelmente boa. É necessário, 
entref<lnto, estudos mais aprofundados, particularmente sobre o 
fator de fricção no escoamento bifásico, para se incrementar a 
precisão do programa. 

O programa experimental a que se referem Melo et ai. 
(1993) continua em andamento, objetivando atualmente a obtenção 
das distribuições de temperatura e pressão ao longo do capilar. 
Desf<l forma, modelos mais refinados para o fator de fricção 
bifásico, e para o escoamento meuestável, poderão ser 
desenvolvidos. 
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ABSTRACT 

This work presents a numeric mode/ for computacional 
simulation of capillary tubes, employed as expansion devices in 
refrigeration systems. The equations and simpiifj;ing assumptions 
are presented and discussed. Experimentai data, obtained for a 
variety of capi/lary tubes, employing CFC-12, HFC-1 34a and HC-
600a as refrigerants, are used lo valida/e the model. The 
differences between experimentai data and computacional results 
are discussed, in an allempt to identifj; I opies f or future work. 
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RESUMO 

Este trabalho apresenta um modelo matemático para a simulação do escoamento de fluidos refrigerantes em tubos 
capilares não adiabáticos. Trocadores de calor linha de sucção/tubo capilar do tipo tubos laterais e tubos concêntricos são 
considerados. São apresentados resultados de simulações numéricas usando CFC-12 e HFC-134a bem como alguns 
resultados experimentais preliminares obtidos em uma bancada de testes. 

INTRODUÇÃO 

O tubo capilar é o elemento de expansão comumente utilizado nos 
sistemas de refrigeração por compressão de vapor de pequeno porte, tais 
como refrigeradores, freezers e condicionadores de ar domésticos. Muito 
embora seja um componente estático de controle de vazão, o desempenho 
de um tubo capilar pode ser considerado muito bom quando a faixa de 
operação do sistema não é muito ampla (ASHRAE, 1988). Nesses casos, 

· as vantagens que ele apresenta - simplicidade; inexistência de partes 
móveis; equalização de pressões durante as paradas, diminuindo o Iorque 
de partida do compressor; baixo custo; permite utilização de menor 
quantidade de fluido refrigerante - foram suficientes para tomá-lo um 
componente bastante popular. 

Os tubos capilares podem ser de dois tipos: os assim denominados 
tubos capilares "adiabáticos" e os "não adiabáticos" . Muito embora essas 
designações não sejam muito precisas, elas indicam os casos em que o 
tubo capilar troca ou não calor com a linha de sucção. O uso de um 
trocador de calor entre o tubo capilar e a linha de sucção pode aumentar o 
coeficiente de eficácia do ciclo, dependendo do fluido de trabalho 
(Domansky e Didion, 1992), o que de fato ocorre no caso dos 
refrigeradores e freezers domésticos . Os trocadores de calor usualmente 
não são colocados em toda a extensão do tubo capilar, podendo existir um 
trecho de tubo capilar "adiabático" cm cada extremidade. 

Durante muito tempo os tubos capilares foram dimensionados por 
métodos carregados de empirismo. Ainda hoje é comum o uso de 
processos híbridos de scleção, utilizando-se por exemplo o método gráfico 
da ASHRAE para uma pré-seleção, seguindo-se o ajuste fino através de 
múltiplos ensaios experimentais . Tais metodologias são trabalhosas, além 
de serem limitadas, principalmente no caso de uso do trocadqr de calor, 
quando o número de variáveis independentes envolvidas é maior . O uso de 
modelos matemáticos, e os simuladores matemáticos deles decorrentes , 
permite aprimorar tais procedimentos, ao mesmo tempo em que facilita a 
simulação matemática de todo o sistema de refrigeração. 

Não obstante o tubo capilar seja um elemento de construção 
simples, os fenômenos fisicos que ocorrem no escoamento em seu interior 
são relativamente complexos. Há eseoan1ento monofásico, bifásieo, 
podendo ocorrer inclusive que condições críticas no escoamento bifásico 
sejam atingidas. A existência de um atraso para o início de vaporização 
pode aumentar a complexidade do problema. Quando é utilizado o 
trocador de calor tubo capilar/linha de sucção, o escoamento com 
"flashing" e perda de calor simultâneos confere caracteristicas inusitadas 
ao fenômeno, algo pouco estudado na área de escoamento e transferência 
de calor bifásicos. 

Dois tipos de trocadores de calor usados em tubos capilares são 
analisados no presente trabalho: o de tubos laterais, em que o tubo capilar 
é soldado lateralmente à linha de sucção, c o de tubos concêntricos, em que 
o tubo capilar é montado internamente à linha de sucção, concepção esta 

Ltcl LTr.C Ltc2 
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J, Ts.ls ITe,ls 

Figura I. Vista longitudinal do trocador de calor de tubos laterais. 
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Figura 2. vista longitudinal do trocador de calor de tubos concêntricos. 

muito utilizada no Brasil. Sobre esta última concepção não foi encontrada 
qualquer informação relevante na literatura, sendo este talvez um trabalho 
pioneiro. 

Nos itens a seguir apresenta-se de forma sucinta os modelos 
matemáticos desenvolvidos para a simulação do escoamento em tubos 
capilares adiabáticos e não adiabáticos, usando os dois tipos de trocador 
de calor acima mencionados . Resultados numéricos comparativos são 
analisados . 

Tendo em vista que o CFC-12 deverá ser proximamente 
substituído, em virtude dos acordos internacionais que determinaram 
prazos para substituição das substâncias que agridem a camada de ozônio 
da Terra, analisa-se também o efeito do uso de HFC-134a no desempenho 
do tubo capilar. 

Para validar o modelo numérico, foi construída uma unidade 
experimental que permite a realização de testes com tubos capilares 
adiabáticos e não adiabáticos. Resultados de testes preliminares obtidos 
com tubo capilar adiabático são também apresentados, comparando-se 
com os resultados obtidos numericamente. 



REVISÃO BIBLIOGRÁFICA 

O primeiro trabalho relevante na análise de tubos capilares é 
devido a Bolstad e Jordan ( 1949). Os pesquisadores realizaram vários 
testes experimentais em tubos capilares adiabáticos e não adiabáticos que 
permitiram a elaboração de curvas de desempenho (vazão x temperatura 
de irúcio de "flashing") para um conjunto amplo de parâmetros 
geométricos e de operação. Foram apresentadas as equações que governam 
o processo (caso adiabático), mas não houve tentativa de comparação 
modelo x experimento. 

Hopkins (1950) e Whitesel (1957a, 1957b) desenvolveram 
metodologias que serviram posteriormente como referência na criação do 
método gráfico da ASHRAE. O trabalho de Whitesel teve a preocupação 
fundamental de estudar teórica e experimentalmente a região de 
escoamento bifásico de tubos capilares adiabáticos, determinando 
equações para o fator de atrito médio em função do título c pressão de 
entrada. Dada a escassez de recursos computacionais da época, Whitesel 
fez algumas aproximações no cálculo de propriedades, provocando certa 
imprecisão nos resultados . 

Christensen e Jorgensen (1967) realizaram experimentos com 
tubos capilares não adiabáticos, analisando a influência de vários 
parâmetros, entre os quais o posicionamento do trocador de calor. 

Erth (1969) realizou um trabalho de compilação dos resultados 
experimentais de Bolstad, do grupo do Battelle Memorial Institute e de 
Whitesel e propôs um modelo analítico que segue basicamente o 
equacionamento de Whitesel. As equações para o cálculo do fator de atrito 
de Whitesel foram generalizadas e, posteriormente, cm função dos dados 
experimentais, especializadas . Dispondo de recursos computacionais 
adequados, as simplificações de Whitesel foram abandonadas . Utilizando 
valores mais precisos para as propriedades dos fluidos, o resultado foi um 
método aprimorado. 

Pate (1982) desenvolveu aquele que talvez seja, até o momento, o 
mais completo estudo de tubos capilares não adiabáticos. Realizando um 
conjunto amplo de ensaios experimentais, testou a validade de várias 
equações para o fator de atrito bifásíco e monofásico, fluxo mássico 
bifásico crítico e coeficientes de transferência de calor, incorporando ao 
seu modelo matemático as equações mais convenientes. A grande 
sensibilidade do resultado à posição de início de "flashing" levou Pate a 
propor o modelo de "variação linear do título" . 

Li et ai. ( 1991) propuseram um modelo para tubos capilares 
adiabáticos onde a velocidade de deslizamento entre as fases foi 
considerada, utilizando também modelos mais elaborados para a 
quantificação do atraso de vaporização. 

Yan e Wang (1991) desenvolveram um modelo para tubos 
capilares não adiabáticos, cujos resultados mostram a possibilidade de 
ocorrência de um fenômeno curioso, qual seja, a diminuição do título ao 
longo do trocador de calor (condensação ao invés de "flashing"), o que 
provoca grandes instabilidades no escoamento. 

Schulz (1985) apresentou uma ampla revisão bibliográfica sobre o 
estudo de tubos capilares, referenciando a grande maioria dos trabalhos 
efetuados sobre o assunto. 

Não obstante a grande quantidade de trabalhos publicados, a 
questão de desenvolvimento de modelos teóricos para o projeto e 
simulação de tubos capilares adiabáticos e não adiabáticos não está até o 
momento plenamente resolvida. Os assuntos que preocupam os 
pesquisadores atualmente estão relacionados entre outros, ao tipo de 
escoamento bifásico, fator de atrito bifásico, atraso de vaporização, 
velocidade critica e coeficientes de transferência de calor. 

Em relação ao tipo de escoamento no tubo capilar, a grande 
maioria dos trabalhos publicados propõe escoamento homogêneo na região 
bifásica, que é compatível com os altos valores de fluxo mássico 
existentes. Essa hipótese é corroborada pelas observações visuais de Mikol 
e Dudley (1964) e por Pate (1982), que localizou seus experimentos em 
vários mapas de escoamento bifásico. Li et ai. (1991), usando o modelo de 
"drift flux", obtiveram resultados em que as relações entre as velocidades 
de deslizamento e as velocidades médias são inferiores a 0,07, 
confirmando a hipótese da homogeneidade. 

Em relação ao fator de atrito, Mikol e Dudley (1964), usando 
valores de rugosidade relativa medidos e os resultados de seus 
experimentos, mostraram a validade da aplicação dos resultados de Moody 
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para o fator de atrito no escoamento de líquido no interior dos tubos 
capilares rugosos . Para o fator de atrito bifásico, a questão é bastante mais 
complexa. Pate ( 1982), baseado cm resultados experimentais, mostrou que 
o uso da expressão do fator de atrito monofásico, em conjunto com uma 
viscosidade média de mistura calculada pela fórmula de Dukler ou 
McAdams produzia resultados adequados Lin ct ai. ( 1991) propuseram 
uma equação alternativa a essas duas equações, devendo-se observar, 
contudo, que, considerando apenas os resultados publicados, não é 
perfeitamente evidente o aprimoramento introduzido sobre a equação de 
McAdams. 

Quanto ao atraso do início de vaporização, a questão é ainda hoje 
controvertida. Grande parte dos trabalhos experimentais com tubos 
capilares adiabáticos detectou a ocorrência desse fenômeno, ao contrário 
do observado por Bolstad. Os resultados experimentais de Pate (1982) cm 
tubos capilares não adiabáticos não oferecem evidências do atraso de 
vaporização. Chen ct ai. ( 1990), baseados em resultados experimentais, 
propuseram um modelo para o cálculo do grau de superaquecimento do 
líquido no escoamento adiabático de R-12 no interior de tubos . 

A velocidade crítica bifásica é outra variável que também pode 
influenciar significativamente o comportamento do tubo capilar. Ao 
contrário do escoamento monofásico, para o escoamento bifásico o 
assunto é bastante controvertido. Pate ( 1982) comparou valores 
experimentais com os obtidos analiticamente através de vários modelos 
existentes na literatura e concluiu que, para a faixa de valores estudada, o 
modelo de equilíbrio homogêneo isocntrópico apresentava boa 
concordância. 

No caso de tubos capilares não adiabáticos, os coeficientes de 
transferência de calor são também importantes. Enquanto a perda de 
pressão provoca o aumento do título no tubo capilar, a perda de calor do 
tubo capilar para a linha de sucção contribui para sua diminuição, ou seja, 
os dois fenômenos competem entre si . Felizmente o coeficiente global local 
de transferência de calor é amplamente dominado pelo coeficiente de 
convecção do lado da linha de sucção, que é o de mais fácil determinação. 
Dessa forma, para o tubo capilar, na região de escoamento bifásico, é 
comum a utilização de modelos simplificados para o cálculo do coeficiente 
de transferência de calor. Pate, por exemplo, utiliza um modelo em que a 
velocidade é a da mistura e as propriedades são as do líquido. 

MODELO MATEMÁTICO 

As hipóteses adotadas para o modelo matemático desenvolvido 
são: escoamento bifásico homogêneo, regime permanente, equilíbrio 
estável entre as fases, fluido puro (sem óleo), escoamento horizontal, sem 
condução axial de calor através das paredes dos tubos . Para trocadores de 
calor do tipo tubos concêntricos, as equações de conservação -
conservação de massa, quantidade de movimento e energia para o tubo 
capilar (TC), conservação de energia na linha de sucção (LS), balanço de 
energia para a parede do TC e para a parede da LS - são apresentadas a 
seguir: 

dGtc =O 
dz 

dP1e __ f1eG~e v te _ G2 dv te 
dz - 2 Di, te te dz 

dHte 
dz 

dli, 

dz 

htc1tD;,te(T,e -Tw,te) G2 dvte 
-V te te dz 

Mte 

ho,ls1tD;,Is(li,- Tw.I,)- hi.ls7tDo,tJTw,tc -li,) 

MlsCp,, 

T _ li,cDi, tc T.c + h;,I,Do,te li, 

w,tc - h,eoi,tc + h;,,,oo,tc 

Tw,ls 
ho,ls1tD;.Islis + UA:.mb,lsTamb 

ho,ls1tD;,Is + UA~b,ls 

(I) 

(2) 

(3) 

(4) 

(5) 

(6) 



onde, as variáveis Htc e UA'amb Is representam respectivamente a entalpia 
específica do fluido refrigerante ~o tubo capilar e o coeficiente de troca de 
calor por unidade de comprimento entre a parede da LS e o ambiente. Htc 
e Vtc são valores médios ponderados pelas frações mássicas das fases na 
seção considerada. As equações anteriores são válidas para escoamento na 
fase líquida ou escoamento bifásico e podem ser especializadas para cada 
caso. Com algumas modificações podem ser obtidas também as equações 
para o caso de tubo capilar adiabático. 

Para o cálculo das propriedades termodinâmicas do CFC-12 e do 
HFC-134a, a equação de Martin-Hou é utilizada. Para cálculo das 
propriedades de transporte, os dados do ASHRAE Handbook ( 1993) são 
interpolados. 

O coeficiente htc para o escoamento de líquido é calculado pela 
equação de Dittus-Boelter: 

(7) 

onde, n é 0,4 para aquecimento c 0.3 para resfriamento. Para o caso de 
escoamento bifásico, a equação anterior é modificada, usando-se a 
velocidade da mistura c as propriedades do fluido (Pate, 1982): 

h 0 ( )O,R te i,tc 0,8 n 1- xtc 
Nu1c = - -- = 0,023 Rc1_tc Prl,tc - --

kl,tc 1-u,c 

onde, para escoamento homogêneo: 

x,c:vv te 
a.,c= - - '-

Vtc 

(8) 

(9) 

Para o cálculo de Gcrit• o modelo de equilíbrio homogêneo 
isoentrópico é adotado, em concordância com hipóteses anteriormente 
admitidas . O modelo de variação linear do título não foi utilizado, visto 
que ele não representa efetivamcnte uma restrição física. 

Equações similares foram utilizadas no desenvolvimento do 
modelo matemático para o caso de trocador de calor de tubos lado-a-lado, 
mas em virtude do espaço disponível não são aqui apresentadas. 

Usando o modelo matemático acima apresentado, foi desenvolvido 
um algoritmo que permite o projeto do TC (cálculo de 4c) e a simulação 
de desempenho (cálculo de Mtc)· Nos dois casos os cálculos são iterativos. 
Na versão de projeto, as equações diferenciais são integradas até que P s te 
ou condições criticas de escoamento sejam obtidas, resultando ' o 
comprimento do TC requerido. A variável Ts Is deve ser convergida a fim 
de permitir a obtenção do valor de T c Is ' fixado (observar que essa 
condição inicial encontra-se em extremo 'oposto ao ponto de início de 
integração). Na versão de simulação, duas variáveis devem ser 
convergidas, T s Is c Mtc• as quais devem levar à obtenção de Te Is c 4c 
fixados. O tempo de execução pode algumas vezes ser elevado', mas o 
algoritmo foi desenvolvido para evitar instabilidade. 

BANCADA EXPERIMENTAL 

A fim de validar o modelo matemático, uma bancada experimental 
foi construída. Fluido refrigerante é armazenado em um reservatório a alta 
pressão e flui através do tubo capilar para um reservatório a baixa 
pressão. Os ensaios ocorrem em processo "batch" e sua duração é limitada 
pela capacidade dos reservatórios. 

As variáveis medidas são: P e te• P s te• Te te• temperaturas de 
parede do TC e na LS ao longo do tn;cador 'de calor, Te Is• T s Is• Mtc• 
Mls· A fim de que o perfis de temperatura fossem medidos ao iongo do 
trocador de calor, optou-se por substituir o vapor de fluido refrigerante por 
ar na LS. Considerando também as dificuldades impostas pela 
configuração do trocador de calor (tubos concêntricos), a LS teve qu.e ser 
cortada longitudinalmente c dividida em duas partes. A vazão de ar e o 
diâmetro da LS tiveram que ser alterados para garantir similaridade com o 
caso de escoamento de vapor de fluido refrigerante. 

O diâmetro interno do tubo capilar foi medido de duas formas: por 
projeção de perfis de algumas seções e através de enchimento com Hg 
líquido. A diferença entre os valores médios obtidos foi inferior a l ~{ 

Usando escoamento de água líquida, foram feitas várias medições 
de perda de pressão no TC. Para escoamento laminar, houve uma 
excelente concordância entre os fatores de atrito teóricos e experimentais. 
Para escoamento turbulento, os ensaios permitiram obter o valor da 
rugosidade relativa equivalente. 

Também foram feitas medições para medir o coeficiente de 
transferência de calor na passagem anular (LS). Os valores experimentais 
obtidos foram até 15 % superiores aos encontrados na literatura. 

Até o momento apenas testes com tubo capilar adiabático foram 
realizados. 

RESULTADOS NUMÉRICOS E EXPERIMENTAIS 

A figura 3 apresenta resultados numéricos para TC com 
trocadores de calor do tipo tubos laterais e tubos concêntricos usando 
CFC-12 e HFC-134a. Os casos analisados correspondem a alguns dos 
testes realizados por Christensen e Jorgensen ( 1967) com CFC-12, tubos 
laterais. A figura 4 apresenta uma comparação entre resultados 
experimentais da própria bancada e resultados numéricos para o caso de 
tubos capilares adiabáticos. 
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Figura 3. Comparação entre os resultados numéricos para 
dois tipos de trocador de calor e destes com os resultados 
experimentais de Christensen e Jorgensen ( 1967). Condições: 
Tcond = 40 °C, grau subr. = 15 °C, Te,ls = Tevap + 10 °C, 
Di, te = O, 71 mm, D]s = 8,325 mm, 4c-4r.c-4c = 0,85 m­
Im- 3,15 m. 
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Figura 4. Comparação entre resultados experimentais 
(própria bancada) e resultados numéricos para tubo capilar 
adiabático. 
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CONCLUSÕES 

Para tubos capilares não adiabáticos, alguns resultados numéricos 
foram apresentados para um caso particular. O efeito da pressão de 
evaporação foi analisado e, como esperado, existe uma diminuição da 
vazão em massa com o aumento da pressão de evaporação (escoamento 
não blocado). Para o caso de tubos laterais, os resultados numéricos são 
em média cerca de 3 % maiores que os obtidos experimentalmente por 
Christensen e Jorgensen (1967). Quando se compara os resultados 
numéricos para os dois tipos de trocadores de calor, observa-se que a 
vazão mássica para o caso de tubos concêntricos é cerca de 6 % menor do 
que a obtida para tubos laterais. Esse resultado era esperado, visto que a 
área de troca de calor no no trocador de calor de tubos laterais é menor. 
Para os casos analisados na figura 3, a mudança de fluido para HFC-134a 
provoca um aumento de vazão muito pequeno. 

Para tubos capilares adiabáticos, para o caso analisado os 
resultados numéricos de vazão em massa são em média cerca de 7 % 
menores que os experimentais. Quando CFC-12 é substituído por 
HFC-134a, a vazão mássica decresce em até 5,5 %, as maiores diferenças 
ocorrendo para pequenos graus de subresfriamento. 
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ABSTRACT 

This work presents a mathematical model for the flow through 
non-adiabatic capillary tubes. Lateral and concentric capillary tube­
suction line heat exchangers are considered. Results for numerical 
simulation using CFC-12 and HFC-134a as well as the characteristics and 
some preliminary data obtained on an experimental apparatus are 
presented. 
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AbStract 

This article analyses and compares two calculations models of heat 
flux through structural elements: the transfer function and the thermal 
response factors model. For the latter one, an analysis oç sensibi~ity 
is developed for the variation of the physical propertles( denslty, 
specific heat and thermal conductivity) of the materiais of each layer 
of structural elements. This analysis allows to verify the influence of 
these properties in the dinamical behavior of the heat flux profiles. 

INTROD!JCTION 

In the design of air conditioning 
systems, the evaluation of the dynamic 
behavior of the cooling load in conditioned 
rooms is essential. The heat flux through 
walls and roofs is one of the most important 
to consider in this evaluation. These fluxes 
result from the sol-air temperature. Its 
profile is very close to a senoidal curve in a 
typical day. Considering the thermal behavior 
of the walls and roofs, the sol-air 
temperature profile can be seen as an 
excitation function and the heat flux that 
pass through them as a response function. 
Therefore, values of frequency and amplitude 
can be associate to these heat fluxes and sol­
air temperature profiles The structural 
elements impose to the heat flux profiles a 
certain delay and decrease of the peak values. 

There are several models available in the 
open literature to evaluate this thermal 
behavior. Two of them have a large use: the 
transfer function and the thermal response 
factors models. 

MOQELS CHARACTERISTICS 

We will start with the transfer function 
model, used by ASHRAE(l989) for cooling load 
calculations and for the elaboration of tabl~s 
to be used in simplified calculations. 

The conditioned room is a dynamic system. 
Thus, we can associate to it a response 
function that will represent the heat flux 
which should be removed from the system. In 
the sarne way, the sol-air temperature profil~ 
can be defined as an excitation function. The 
transfer function model allows the definition 
of a function which evaluate a response 
function for a given excitation. ln order to 
evaluate the transfer function, the thermal 
properties of the walls and roofs should be 
known. The coefficients of this function are 
called weighting factors. The equation related 
to this model is presented below. 

n 

Qint (t) = A[Lbj ( tsol-air (t- nô)) + 
j=l 

n 

-L d j ( ( Q int ( t) I A)) + 
j=l 

n 

-tint :Lcj] 
j=l 

( 1 ) 

where bj, dj and Cj are the weighting facto7s; 
Oint(t) is the internal heat flux at the tlme 
t; tint is the internal temperature of the 
conditioned room; ô is the fixed time 
interval; A represents the walls/roofs area; n 
is the number of weighting factors and tsol­
air(t) is the sol-air temperature. In the time 
t, the temperature is defined as : 

tsol-air ( t) = text (t) + art (t) I hext 

EÔR I hext 
(2) 

where text(t) is the external air temperature 
at the time t; It (t) is the total solar 
radiation flux at the time t; hext is the 
external convective heat transfer coefficient; 
a is the walls/roofs thermal difusity; E is 

the walls/roofs emissivity. ÔR is a constant 
for the diffuse radiation from the sky, which 
has as typical values O W/m2 for vertical 
surfaces and 63 W/m2 for horizontal surfaces; 
values as defined by ASHRAE(1989). 

For a determined element, the weighting 
factors are presented in tables that can be 
found in the ASHRAE handbooks(1989). The 
profile of sol-air temperature are also 
calculated by tables of the ASHRAE handbook or 
softwares such as that made by Posata(1988). 
The calculation procedure uses the Eq. 1 for 
one-hour interval and it is repeated for a 24-
hour cycle. For each cycle, the heat flux 
profile is compared for consecutive cycles 
until the difference between heat fluxes in 
each hour is less than a pre-fixed value. 
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This model is largely used, in spite of 
having some restrictions. The tables that 
gives the weighting factors are developed for 
materials used in the Unite States. The ASHRAE 
handbook shows procedures that make some 
corrections for different elements but similar 
to those in the tables. Besides, changing the 
materials of a wall or roof is not easy. This 
happens because the weighting factors are 
calculated for fixed structural elements. ln 
this case, it is necessary to recalculate the 
corrections for each factor. 

The second model is the thermal response 
factors model presented by Stephenson et 
al(l967). This model also analyses the thermal 
behavior of the conditioned room, but using 
different equations for that. An analytical 
solution for the heat conduction is made for 
each layer of the element. The boundary 
conditions for this solution are: sarne heat 
fluxes and surface temperatures between the 
layers. A profile of the layer temperature can 
be calculated in the time and space domain. A 
triangular unitary pulse is used as an 
excitation function. The problem is 
analytically solved using the concepts of the 
Laplace Transform and the Inversion Theorem as 
shown by Vittorino (1988). The heat flux 
profile is calculated for a fixed interval of 
1 hour. These profiles are called thermal 
response factors. 

ln this model, the external heat flux for 
each structural element can be calculated by: 

Qext(t)= LY(j)*Tint(t-j)+ 
j=O 

- LZ(j)*Text(t-j) 
j=O 

(3) 

and the internal heat flux for each structural 
element can be calculated by: 

Qint(t)= LX(j)*Tint(t-j)+ 
j=O 

- LY(j) * Text (t- j) 
j=O 

( 4) 

where X(j), Y(j), Z(j) are the thermal 
response factors of the j structural element; 
Tint(t-j) is the internal surface temperature 
in the time t-j; Text (t-j) is the externa! 
surface temperature in the time t-j; Oext(t) 
is the externa! heat flux in the time t and 
Oint(t) is the internal heat flux in the time 
t. 

MOQELS COMPARlSON 

ln order to compare the two models, the 
sarne excitation function is used, i.e., a 
pro file of the sol-air temperature. These 
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profiles are calculated for OS different 
latitudes (40oN, 20oN, oo, 2oos, 4oos) and 08 
typical wall orientation (north, northeast, 
east, southeast, south, southwest, west, 
northwest) . This is done for making the range 
of results as wide as possible. Besides, the 
heat flux profiles calculations are made for 
different kinds of structural elements, divide 
in groups based in a criteria showed by 
ASHRAE(1989). This criteria define a room as 
light if its value of density per area, in the 
maximum, is 146 kg/m2. For medium rooms, this 
value can vary in the range of 146 to 340 
kg/m2 and the heavy ones from 340 to 630 
kg/m2. Based on ASHRAE criteria, 12 walls and 
12 roofs were chosen. lt was chosen 04 lights, 
04 medium and 04 heavy wall~ and roofs. 
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Figure 1. Comparison between the heat flux 
profiles calculated by the transfer function 
and thermal response factors models (light 
element). 

For the sarne so1-air temperature profile, 
geographic position and wall orientation, the 
heat flux profile is calculated for the 24 
chosen structural elements. A typical profile 
is shown in Fig. 1. 

For the calculations made in this paper, 
the heat flux profile calculated by the 
transfer function model has peak values 10% 
higher, in the average, than those calculated 
by the thermal response factors. The observed 
diffe~ence occurs only because the models are 
based on different ways of evaluating the 
thermal behavior of the structural elements. 

ANALYSlS OF SENSlTlVlTY 

ln civil construction, we can find a wide 
diversity of materials that are used as 
structural elements. These materials have 
variations in their manufacturing process. 
These variations, in the average, are in a 
range of +/-20 to 30% of the typical values of 
density, specific heat and thermal 
conductivity (Hernandez,1993). Based on that, 
a study was conducted to evaluate their 
influence in the internal heat flux profile. 
The thermal response factors model is used for 
this study. 

For the sarne 24 elements, variations of 
+/-30% were made in the values of the density, 
specific heat and the thermal conductivity. 

Two parameters are analyzed. The first 
one is the delay of the heat flux peak, i.e., 
the difference between the time the heat flux 
peak occurs in the original profile and the 
time the peak occurs in the new structural 



element, where one of the physical properties 
is varied. The second parameter is the 
percentual variation of the heat flu x peak . 
This is the percentual variation between the 
peak of heat flux for a element which have a 
change in its physical properties and the peak 
of the original element. Typical results for 
the heat flux profile due to the physical 
properties variations are shown in figures 2, 
3 and 4. 

figure 2, increases As it can be seen in 
of 3 0% in the density 
produces an increase in the 
with a small decrease in 
value: 0,5%). In the c ase 
density in 30%, it can be 
delay decreases 1,0 hour. 

of the materiais 
delay of 1,0 hour, 
the peak (average 
of decreasing the 
observed that the 

Referring to the therma~ 

conductivity (figure 3) increases of 30 % in 
their values lead to an average decrease of 
the peak value of 5,3 %. The opposite occurs 
when this property has their values reduced by 
30 %. There is no change in the delay value 
because of those variations. 

Finally, for specific heat (figure 4), it 
can be observed a similar behavior as for the 
density variations . 

This behavior can be explained by the 
definition of the thermal difusity, i.e.: 

k 
a=-- (5) 

pcP 

where a. is the thermal difusity, k is the 

thermal conductivity, p is the density and Cp 
is the specific heat. 

The thermal difusity is a property that 
can evaluate the heat transfer capacity that a 
certain material has. It gives us a relation 
betwe e n heat conduction (k) and the heat 
storage of this material (p*Cp) . Therefore, 
variations in the therma1 conductivity 
produces variations in the heat conduction of 
this material, changing its difusity. This 
causes the observed variations in the peak 
values of the heat flux profiles in the 
structural elements. 

Variations in the density or in the 
specific heat will affect the thermal storage 
of the materiais. This can be observed in the 
modifications of the delay values in the heat 
flux profiles. 

CONCLUSIONS 

The heat flux profiles calculated by the 
transfer function model are 10 % higher than 
the ones calculated by the thermal response 
factors. This occurs only because of the 
different ways the two models treat the 
thermal behavior of the walls and roofs. The 
comparisons are made with the sarne structural 
element and externa! pr o file (sol-air 
temperature) . 

The sensitivity analysis using the 
thermal response factors model shows 
variations of 30 % in the thermal conductivity 
values produces modifications of 5,3% 
(average) and slight changes in the delay 
values. 
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Figure 2. Comparison between the heat 
profile for the density variation 
structural element. 

flux 
in a 

n 

N 
r: 
\ 

.: 

lt qht elemen t 

j 0~~----------------~L_------------------~ 
_j 
lo. 

1-
<r -I 
w 
I 

-2 
• ORIGINAL 

-J~o------~5--------\0~------1~5-------2~0------~25 

HGUR 

t'igure 3. Comparison between the heat flu x 
profile f o r the thermal conductivity variation 
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Figure 4. Comparison between the heat 
profile for the specific heat variation 
structural element. 
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For both the specific heat and the 
density, the thermal behavior is the sarne, 
i.e., the delay value is 1,0 hour and the peak 
value variations O, 5%, in the average, for 
+/-30% of variations on these properties. This 
behavior is the sarne for light, medium and 



heavy walls and roofs. It can be observed 
that, for the 24 studied elements, the average 
variation is less than 0,1%. This demonstrates 
that the therma1 behavior of the light, medium 
and heavy elements are similar. 

The analysed properties (k, p and Cp) are 
all important for the analysis of the thermal 
behavior of a structural element. Each one of 
them contributes in a different way to change 
the heat flux profile that pass through the 
structural element. Consequently, this will 
change the heat flux profile that will 
contribute for the thermal load of the air 
conditioned room. 
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Caracterização de um Sistema de 
Condicionamento de Ar por Adsorção em Ciclo 

Aberto Regenerado por Energia Solar 

José Maurício Gurgel 
DTM/CTILESIUFPB 

RESUMO 
O trabalho apresenta um sistema de condicionamento de ar por adwrção sólida funcionando em um 

ciclo aberto. () princípio básico de funcionamento de tal sistema consiste em utilizar um leito adsortivo 
para desumidificar ar circulante de um ambiente para em seguida resfria-lo em um processo de 
umidificação adiabática. A regeneração do adsorvente é feita através do insuflamento de ar aquecrdo 
por energia solar. É apresentada uma caracterização geral do sistema com dados para o 
dimensionamento. 

INTRODUÇÃO 
O desenvolvimento de sistemas de refrigeração e 

climatização com o uso da energia solar têm sido desenvolvido por 
diversos pesquisadores entre os quais: Collier (1979), Farber et ai 
(1979), Jung et ai (1985), Lenz et ai (1985) e Saito (1985). O 
crescente interesse no desenvolvimento destes trabalhos é uma 
consequência direta do aumento das tarifas de energia elétrica. 
Como tais sistemas normalmente são baseados em processos de 
sorção e conseqüentemente não utilizam CFCs existe também uma 
pressão ambientalista para o seu desenvolvimento. 

O Laboratório de Energia Solar da UFPB tem se dedicado a 
pesquisas em refrigeração solar por adsorção sólida desde 1983 
(Klüppel & Gurgel, 1987) tendo já desenvolvido alguns protótipos 
de sistemas de refrigeração. Mais recentemente iniciou estudos 
visando a climatização de ambientes através de um sistema 
funcionando em ciclo aberto e usando adsorvente sólido tais como 
sílica-gel ou zeolitas. 

A utilização da adsorção sólida é plenamente justificada por 
sua não toxidade, sem problemas de cristalização e por possibilitar a 
regeneração a baixas temperaturas permitindo o uso da energia 
solar com tecnologia simples e barata de coletores planos. 

O trabalho atualmente em desenvolvimento tem sido divido 
basicamente em duas partes Uma consistindo nos cálculos teóricos 
e modelização visando o dimensionamento do sistema e em outra, 
o ensaio em laboratório dos processos envolvidos como: 
escoamento em leitos porosos e umidificação do ar, que 
complementarão com dados experimentais a validade dos modelos 
em desenvolvimento auxiliando no correto desenvolvimento do 
sistema que deverá ter um protótipo construído. 

Este trabalho descreve o princípio de funcionamento de um 
sistema de condicionamento de ar funcionando em um ciclo aberto 
com desumidificação de ar em um leito poroso de sílica-gel que é 
regenerada por energia solar. Os cálculos envolvidos para o 
dimensionamento são direcionados para um clima tropical úmido . 
Os dados mostrados aqui se referem à cidade João Pessoa, PB . 

DESCRICÃO DO SISTEMA 
O sistema proposto é mostrado na figura I incluindo os 

procedimentos simultâneos dos ciclos de adsorção e dessorção. É 
composto basicamente por dois reatores (R) formando um leito 
poroso adsortivo de sílica-gel. Dois trocadores de calor (TC) são 
posicionados após os reatores e servem a resfriar ou aquecer 
(dependendo do ciclo) o ar. Um umidificador (U) colocado dentro 
do ambiente permite a obtenção do efeito frigorífico . Um coletor 
plano (CS) para captação de energia solar e finalmente ventiladores 
(V), tubulações e válvulas direcionais compõem o sistema. 

FUNCIONAMENTO DO SISTEMA 
O sistema opera simultaneamente em dois ciclos. Um de 

adsorção que consiste na desumidificação do ar e o outro na 
regeneração do reator adsortivo . As válvulas direcionais permitem a 
inversão do posicionamento dos reatores adsortivos permitindo a 
alternância dos ciclos dando continuidade aos processos. 

Ciclo de adsorção, mostrado no diagrama de Mollier na 
figura 2. A seqüência dos processos em que passa o ar é indicado 
pela "faixa cinza" no esquema de funcionamento da figura 1. Ar 
úmido estando a temperatura T 1 do ambiente condicionado é 
insutlado para o reato r (R I) onde é desumidificado pelo leito 
poroso de sílica-gel. O calor liberado pelo processo de adsorção 
aquece o leito (T 2) sendo o ar seco resfriado (T 3) no trocador de 
calor (TC!) para em seguida atravessar o umidificador (U) quando 
ele sofre um resfriamento provocado pela evaporação da água e 
retoma ao ambiente condicionado (T 4) se misturando e atingindo as 
condições de temperatura e umidade relativa pré-estabelecidas. As 
válvulas (V A I, V A2 e V A3) permitem a possibilidade da renovação 
doar e controlar a temperatura e umidade do recinto condicionado 
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Ciclo de dessorção é mostrado no diagrama de isósteras da 
figura 3. A seqüência dos processos em que passa o ar é indicado 
por "linha tracejada" no esquema de funcionamento da figura I . O 
ar ambiente (T extl é insuflado através do ventilador (V2), sofre um 
pré-aquecimento nos trocadores de calor (TC! e TC2) e atinge 
temperatura máxima ao passar pelo coletor solar (CS). A passagem 
do ar quente através do reator (R2) permite a remoção da água 
adsorvida no leito poroso úmido realizando a regeneração. 

DIMENSIONAMENTO 
O dimensionamento é realizado para as condições climáticas 

de João Pessoa relativas ao mês de Fevereiro (mês mais quente): 
temperatura ambiente, Ta = 27.5 o c e umidade relativa do ar, 
q> = 80 %, valores médios fornecidos pelo setor de meteorologia do 
Laboratório de Energia Solar (UFPB). Para o conforto térmico do 
ambiente, a temperatura e umidade relativa conforme a norma 
brasileira PNB-1 O são recomendadas: T = 25 oc e q> = 55%. Todo 
o estudo aqui apresentado será relativo a uma carga térmica de 
refrigeração de 3600 kJ/h. 

O efeito frigorífico é obtido durante o processo de 
umidificação adiabática que ocorre no umidificador (U) quando o ar 
se resfria. Para condicionar o recinto submetido a uma carga 
térmica (Qt) de 3600 kJ/h é necessário a evaporação de uma certa 
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FIGURA 1 Esquema do sistema de condicionamento de ar em ciclo aberto 
regenerado com energia solar. 
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FIGURA 2. Ciclo de adsorção mostrado no 
diagrama de Mollier. 

FIGURA 3. Ciclo de regeneração mostrado no 
diagrama de isósteras. 
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quantidade de massa de água durante este processo de umidificação 
do ar (Ma [kg/h]) 

(I) 

onde (hlv [Jikg]) é a entalpia de mudança de fase da água. 
Para a evaporação de (Ma) no processo 3~4 de 

umidificação mostrado na figura 2, é necessário um fluxo de ar seco 
(Mar [kg/h]) calculado por 

(2) 

sendo (<jl [kg água! kg ar]) a umidade absoluta. 
O cálculo da capacidade adsortiva do reator (C [kg água! 

kg de silica-gel]) é obtido com a ajuda do diagrama de isósteras 
obtidas por Sizmann et ai ( 1981) mostrado na figura 3 onde diante 
das condições impostas tem-se: 

-Silica-gel com sua capacidade máxima (Cmax) de água 
retida função da umidade absoluta (<jl) e temperatura do ar 
insuflado no reator (ponto I da figura 3) 

-Sílica-gel com sua capacidade mínima (Cmin) (regenerada) 
de água retida função da umidade absoluta (<jl) e temperatura do ar 
quente insuflado no reator (ponto 3 da figura 3) 

A massa de água adsorvida pela silica-gel contida no reator 
em cada hora (Mad [kg/h]) é calculada conforme o processo de 
desumidificação mostrado na figura 2 pela seguinte equação: 

(3) 

A massa de silica-gel (Ms [Kg]) necessária para adsorver 
esta massa de água por cada hora de funcionamento do sistema, é 
calculada com a ajuda do digrama de isósteras (figura3) pela 
seguinte equação: 

(4) 

A potência calorífica necessária para a regeneração do 
adsorvente divide-se em duas partes: 

-Calor sensível (Qv [kW]) para elevação de temperatura do 
leito poroso úmido: 

(5) 

onde T5 corresponde a temperatura maxtma que atinge o 
adsorvente e T1 é a temperatura do ar na saída dos trocadores de 
calor (figura I) onde ele é submetido a um pré-aquecimento. 

- Potência de sorção (Qs [kW]) referente a dessorção da 
massa de água (Mad) do leito poroso calculado por: 

(6) 

sendo (H5 [Jikg]) o calor de sorção calculado pela seguinte 
equação: 

(7) 
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equação válida para águalsilica-gel mostrada em detalhes por 
Gurgel & Klüppel (1992) com (R= 461.6 J/kg K.), (T (K)) 
corresponde a temperatura do sorvente, (P 5) a pressão de saturação 
do sorbato a temperatura do sorvente e (P) é a pressão parcial do 
vapor de água 

O COP térmico é aqui calculado por 

(8) 

Para o cálculo do COP não foi levado em consideração as 
energias envolvidas com os ventiladores e bomba que provocam os 
fluxos de ar e água, por se tratar de valores só possíveis com 
detalhamento de projeto. Estas energias envolvidas são de ordem de 
grandeza inferiores as envolvidas com os processos térmicos de 
forma que a influência sobre o valor do COP não é significativa 

O cálculo de área necessária de coletor solar plano 
(Ac [m2]) depende da energia térmica necessária para o 
aquecimento e regeneração do reator por unidade de tempo, 
eficiência do coletor solar (TJC) e da incidência média de radiação 
solar (15 [W/m2]) podendo ser calculada pela equação abaixo 

(9) 

Foi desenvolvido um programa computacional alimentado 
com as respectivas equações psicrométricas para o ar úmido e pela 
equação de Dubinin, apresentada por Sizmann et ai ( 1981) para 
determinação das isósteras e usando as equações apresentadas 
neste trabalho, que permite dimensionar e simular o sistema para 
diversas condições de projeto cujos resultados estão apresentados 
em gráficos nas figuras 4 e 5. Os resultados são obtidos sempre para 

as condições climáticas da cidade de João Pessoa e dados de 
conforto térmico já mencionados. 

Na figura 4 são mostrados gráficos de COP função da 
umidade relativa conseguida no final do processo 3 ~ 4 de 
umidificação (figura 2), para diferentes temperaturas de sorção. O 
COP obtido apresenta-se sensivelmente maior em função de 
maiores temperaturas de sorção (regeneração) e principalmente da 
umidade relativa final do processo de umidificação do ar 
(resfriamento) Dificuldades técnicas e operacionais impedem na 
prática a obtenção da saturação completa do ar neste processo. 

Na figura 5 são mostrados gráficos da temperatura de 
sorção função da massa de silica-gel (necessária para em cada hora 
o sistema suprir uma carga térmica de 3600 kJ!h), para diferentes 
condições de umidade final do processo de umidificação. Os 
resultados obtidos permitem concluir que para a utilização de uma 
massa mínima de silica-gel, é preciso operar o sistema com a maior 
temperatura possível de sorção (regeneração do reator) como 
também procurar atingir a saturação máxima do ar durante a 
umidificação. Uma menor quantidade de massa de silica-gel usada 
no projeto de um sistema permite a diminuição de custos e reatores 
menos volumosos e mais leves. 

Como exemplo mostraremos aqui o dimensionamento de um 
sistema para suprir em cada hora uma carga térmica de 7560 kJ/h 
equivalente a um modelo comercial de aparelho de (7 .000 BTU) 
para as condições climáticas e de conforto já mencionadas da cidade 
de João Pessoa e considerando uma intensidade de radiação solar 
média Ir= 800 Wfm2 Com estas condições e os pontos impostos 
que são mostradas nas figuras 1 e 2 considerando uma temperatura 
máxima de dessorção T 5 = 90°C e estimando uma umidade relativa 
do fim do processo de umidificação <p = 80%, chega-se após os 
devidos cálculos aos seguintes valores: Massa de silica-gel 



Ms = 22 kg e área de coletor (eficiência média de 65%), Ac=7.6 m2 
e COP = 0 .53 . Estes valores são para uma hora de funcionamento 
quando haveria necessidade de se alternar os reatores para o 
prosseguimento de funcionamento do sistema. Para isto é necessário 
se determinar as inércias dos processos de sorção/dessorção. 
Trabalhos neste sentido têm sido já iniciados com o estudo desses 
processos em túnel psicrométrica que permitirão as estimativas do 
tempo necessário para a desumidificação de ar em leito de sílica-gel 
como também da regeneração. Os resultados também servirão para 
a validação de modelos matemáticos dos processos mencionados. 
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FIGURA 4. Gráficos de COP função da umidade relativa 
conseguida no final do processo 3 ~ 4 de umidificação do ar. 
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relativa final do processo de umidificação do ar. 
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CONCLUSÃO 
Os cálculos aqui obtidos mostram a viabilidade técnica de 

um sistema de ar refrigerado por adsorção sólida utilizando energia 
solar como fonte térmica para a regeneração . O uso de dois 
trocadores de calor ar/ar proposto neste trabalho permite o 
reaproveitamento de energia e constitui uma inovação contribuindo 
no desenvolvimento de tais sistemas. O COP baixo é justificável 
sobretudo pela utilização de energia solar. É mostrada que tanto o 
COP como a massa de adsorvente do sistema dependem fortemente 
da temperatura máxima em que é realizada a regeneração do leito 
adsortivo. A caracterização mostrou a evidencia da necessidade de 
se projetar reatores que tenham pequena inércia a transferência de 
massa que ocorre nos processos de sorção no leito adsortivo, 
contribuindo para acelerar tais processos permitindo o 
dimensionamento de reatores mais compactos. 
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AHS7RACT 
An air conditioning .1ystem has heen investigated which 

vperates with adwnplion open tycle hy regeneration hy solar 
energy. ln an adsorption (yc/e lhe moisl air takenfrom the room is 
hlownthrough a hed <!fdry desicca/1/s such as si fica gel to removed 
the water vapor of the air. lhe dry air leaves the adsorption hed 
and 1s cooled in an adwhatic humid((ter were the air lemperature 
is decreased hy water evaporation. Regeneralion of the hed 
require.1· hot a1r heated to the desorption temperature directly by 
solar energy. 
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RESUMO 

Neste trabalho se apresenta um modelo para gerar sequências de dados 
horários de radiaçao solar a partir da radiaçao global diária, da 
latitude e da data. o modelo é caracterizado pela sua e}<trema 
simplicidade, produzindo resultados excelentes em um tempo de computaçao 
mui to pequeno. Seus resulta dos sao comparados com dados medidos e com 
resultados de outro modelo universal (TAGJ. 

INTRODUÇÃO 

A simulaçao de sistemas de aproveitamento 
de energia solar e do comportamento térmico de 
edificações ao longo do tempo é uma ferramenta 
que permite, quando bem realizada, prever 
importantes efeitos e dimensionar e planejar 
sistemas com bastante precisao. Para que possa 
ser efetiva, dados de radiaçao solar sao 
necessários em base horária ou em intervalos 
menores. 

Quando o un1co objetivo do cálculo é 
obter o dimensionamento, sem a necessidade de 
analisar o comportamento da instalaçao, em 
geral os métodos que utilizam valores médios 
horários de radiaçao sao satisfatórios. Em 
todos os casos em que as instalações disfrutam 
de uma fonte de energia auxiliar, em geral se 
busca saber qual é a fraçao solar do consumo 
médio mensal. Pouco importa se a energia 
auxiliar será usada em dias ou horas 
consecutivas. Exemplos tipicos destes casos de 
dimensionamento sao: condicionamento ambiental 
com uso de aparelhos de ar-condi c ionado, 
aquecimento de água com apoio elétrico 
comandado por termostato, sistemas 
fotovoltaicos combinados com gerado res a 
combustao e baterias. 

Já no caso de se pretender analisar o 
comportamento da instalaçao , através de 
simulaçao detalhada do sistema por computador, 
é essencial que os dados meteorológi cos 
(especialmente a radiaçao solar). sejam 
compativeis com sequênc ias de da9os que 
efetivamente podem ocorrer. Quando a radiaçao 
solar é distribuida ao longo do dia por métodos 
de radiaçao horária média, eles geram 
sequências de valores irreai s , representando 
exatamente o que se propõe: a média, mas nao 
representando nenhum dia em parti cular, com 
exceção dos dias de céu limpo . 

Um ambiente sem ar condicionado e sob a 
influência da radiaçao s o l a r incidente, 
apresenta um comportamento térmi co muito 
diferente se ao longo do dia a radiaçao solar 
se distribuir conforme a média (sem variações 
fortes) em comparaçao com a realidade em um dia 
pa rcialmente nublado. Apesar do resultado médio 
apresentar um ambi e nte confortável, o mesmo 
poderia ter sofrido alterações de temperatura 
de forma que o conforto instantáneo ao longo do 
dia (que é na verdade o un1co que existe) nao 
f osse efeti vo em t odo o per i odo. Também para 

439 

estudar quais os momentos em que entra em 
operaçao o apoio elétrico de um aquecedor de 
água solar e a influência do perfil horário de 
consumo no comportamento do sistema, sao 
essenciais dados horários plausiveis. Ainda 
mais especialmente importantes sao dados desta 
natureza para a simulaçao detalhada do 
comportamento de sistemas fotov oltaicos 
autOnomos, onde é necessário acompanhar 
temporalmente a tensao e a corrente do gerado r 
(funçao da radiaçao solar e da temperatura) que 
definem a entrada ou nao em operaçao de equipa­
mentos de controle. Neste último caso espe­
cifico é de interesse utilizar dados em 
intervalos ainda menores que uma hora. 

SEQU~NCIAS DE DADOS DIÁRIOS DE RADIAÇÃO 

Muito poucos sao os lugares do mundo 
inteiro onde se registram medidas sequenciai s 
de radiaçao solar horária. Sempre que estas 
medidas existam em número suficiente, é 
recomendável sua utilizaçao para simular com 
dados do passado o comportamento futuro de uma 
instalaçao. Na maioria dos lugares, apesar de 
inexistentes os dados horários sequenciais, é 
possivel obter-se dados de radiaçao solar médi a 
mensal. No Brasil as poucas cidades que contam 
com estaçCes meteorológicas utilizando 
piran6metros, fazem o registro com integrador 
eletrônico dando a radiaçao global diária, nao 
de hora em hora. Instrumentos mais antigos 
íactinógrafos) registram em papel a incidência 
da radiaçao solar ao longo do dia, mas a 
análise (leitura) destas cartas sao também 
executadas integrando sobre todo o dia. De 
qualquer maneira o volume de trabalho para 
processar estes registres em papel e obter 
dados de hora em hora é colossal. Os 
actinógrafos tem imprecisões intrinsicas 
bastante grandes, além de na o serem, em geral, 
recalibrados com a fr equên c i a recomendada. 

Apesar da carência de qualidade, a 
existência destes dados é tida como exceçllo, já 
que na maioria das cidades na o há estaçl!es 
meteorológicas, e quando há, a única forma de 
medida solar é feita através do 
termoheliógrafo, uma esfera de vidro que 
carboniza marcas numa folha de papel indicando 
o número total de horas de sol brilhando 
ocorridas durante o dia. Mesmo assim, é 
possivel estimar muitas informaçOes a· partir 
de poucos dados medidos e da observaçao do 



comportamento da radiaçao solar nos lugares 
onde há registro continuado. 

Já há tempo se utiliza como forma de 
estimar a radiaçao diária em média mensal 
(<H>), urna conhecida fórmula (Angstrom) que 
correlaciona linearmente a razao entre o número 
de horas de sol e o comprimento do dia em horas 
com o indice de transparência da atmosfera. 
Este número, o indice de transparência, (também 
chamado indice de limpidez l tem sido mui to 
importante em todos os modelos. Ele indica a 
razao entre a radiaçao incidente na superfície 
da Terra e a radiaçao incidente fora da 
atmosfera (extraterrestre). Dependendo do 
intervalo de tempo considerado utilizam-se as 
notações: <Kt> para indice de transparência 
médio mensal, Kt para diário, kt para horário 
e, neste trabalho, ktm para o indice de 
transparência horário médio (esperado). 

A partir do valor da radiaçao em média 
mensal é possível estimar sequências de 
radiaçao solar diária por vários métodos, 
destacando-se o método das Matrizes de 
Transiça.o de Markov (MTM), proposto por Aguiar 
e Collares-Pereira ( 1988) e analisado em 
comparaçao com outros por Krenzinger e Macagnan 
(1988) e Macagnan (1989). Nenhum dos métodos 
existentes consegue ser simultaneamente 
independente de dados particulares do lugar 
(além de <H>) e reproduzir com fidelidade todas 
as características estatísticas. Em particular 
o método MTM proporciona a possibilidade de 
sintetizar sequências de radiaçao diária tendo 
como único dado de entrada a série de 12 
valores mensais de <H>. Numa anAlise aplicada à 
simulaç.!l.o de sistemas fotovoltaicos, Gonçalves 
(1992) demonstrou que apesar dos dados 
sintetizados reproduzirem com boa fidelidade a 
distribuiçao de Kt, em algumas cidades o 
número de dias em sequência com pouco sol nao 
acompanham as sequências reais. Mesmo assim, 
certamente é melhor utilizar estes dados, com 
uma boa chance de "darem certo", que considerar 
todos os dias do mes iguais ou com urna 
distribuiçao arbitrAria. 

RADIAÇAO HORÁRIA MÉDIA 

A partir dos dados diários de radiaç.!l.o a 
distribuiçao horária é . realizada 
tradicionalmente através de fatores que 
reproduzem os valores esperados para a fraçao 
horária da radiaçao diária considerada. Estes 
fatores, apresentados primeiramente por Liu e 
Jordan (1960) e revistos por Collares-Pereira e 
Rabl (1979) permitem calcular a média da 
radiaçao incidente em cada hora, a partir da 
fraçao horária rt: 

rt=..!..[A+Bcos(ml cos(m)-cos(m,) ] 
24 1_ sen( m,)- m, cosm, 

(l) 

onde ro é o angulo horário, ro 8 é o angulo horA­
rio do por-do-sol e A e B sao dados por: 

A =.409+.S016 ICID(tv, -f) 
B =.6609 -.4767 ICID(ID,- f) 

(2) 

O produto de rt pelo valor da radiaçao 
global diária resulta na radiaçao solar recebi­
da (em média) na hora centralizada em ro. Divi­
dindo este valor pela radiaçao extraterrestre 
horária Io calculada para a mesma hora, obtém­
se o indice de transparência da atmosfera es­
perado em média, ktrn. 

Como foi mencionado antes, este modelo 
nao reoroduz as variacões horárias observadas 
na radiaçao solar, mas será muito útil corno 

base para o modelo apresentado a seguir: 

MODELO DO PEIXE 

O modelo apresentado neste trabalho tem 
origem na necessidade de introduzir dados que 
possam ser aceitos como "plausíveis" em progra­
mas de simulaçao de equipamentos solares por 
computador. Em muitos casos é preferivel utili­
zar uma funçao aleatória qualquer para mal re­
presentar os picos de radiaçao solar, do que 
simplesmente ignorar a existência dos mesmos. 
No caso utilizou-se um fato aceito por quem tem 
experiência de observar curvas de radiaçao so­
lar instantanea ao longo dos dias: a forma co­
senoidal resultante da equaçao ( l) é efeti v a­
mente observada nos dias de céu muito limpo, 
isto é, se durante todo o dia, o sol nao é obs­
truido por nuvens. Nestes dias o indice de 
transparência Kt é muito alto. Nos dias em que 
o cé.u estA totalmente encoberto, esta forma di­
ficilmente· é tao perfeita, pois a transparência 
das nuvens varia bastante. Mesmo assim é 
razoável. aceitar que a forma cosenoidal ocorra 
em dias totalmente nublados, posto que os valo­
res de radiaçao sao baixos durante todo o dia. 
Nestes dias o indice de transparência Kt é 
muito baixo. o que dificilmente será observado 
nestes registres é esta forma em dias com Kt 
intermediário. Em geral o Kt diário é menor que 
o máximo porque se trata de um dia parcialmente 
nublado. As nuvens se deslocam pelo céu distri­
buindo momentos de sol e nublados aleatoriamen­
te. 

Baseando-se nestas observações imaginou­
se que a radiaçao solar horária poderia ser re­
presentada por um desvio aleatório õ sobre o 
indice de transparência da atmosfera médio 
(ktrn), modulado pelos valores do indice de 
transparência diário Kt. Quanto mais próximo 
estiver o Kt de seu valor máximo, menor será a 
componente aleatória. O mesmo ocorre quando Kt 
se aproxima do minimo valor. 

Para poder quantificar a amplitude da en­
volt6ria, foram observados gráficos do desvio õ 
= (ktrn-kt) em funçao de Kt. A figura 1 apre­
senta a disper5.!1.o observada para vária5 cida­
des. Os pontos representam apenas os dados de 
radiaçao medidos nas 6 horas centrais do dia, 
para evita r perturbaçOes dos valores de kt no 
amanhecer e por-do-sol, tendo em vista que nes­
tes horários de menor radiaçao a funcionalidade 
do modelo é bem menos importante. Foram 
utilizados dados de várias cidades espanholas 
de diferentes climas, pela disponibilidade dos 
dados através da cooperaçao estabelecida entre 
a UFRGS e o CIEMAT (Madrid) . A dispersao apre­
sentada para Porto Alegre é mui to menos densa 
porque o5 dados disponiveis cobrem apenas 5eis 
meses (incompletos) enquanto das outras cidades 
os dados compreendem cerca de oito anos. Pode­
se observar como resultado comum entre as ci­
dades a confirmaçao da hipótese inicial, isto 
é, a dispersao é muito mais acentuada para va­
lores intermediários de Kt. Como envolt6ria 
universal resolveu-se utilizar uma parábola que 
engloba quase todos os pontos, centrada no va­
lor Kt=0,4 e com amplitude de 0,25, como apre­
sentada na figura 2. A forma · destas parábolas 
cruzadas, lembrando um peixe, acabou por dar 
nome ao modelo nas discussoes técnicas do La­
boratório. Este modelo foi utilizado já no fi­
nal de 1992 (citado em Krenzinger et al, 
1992) , mas até agora nao havia sido feita uma 
anAlise mais ampla para validar o mesmo, o que 
se apresenta neste trabalho. Também no presente 
trabalho apresenta-se uma comparaçao com outro 
modelo universal desenvolvido simultaneamente 
por Aguiar e Collares-Pereira (1992) - o modelo 
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Figura 1. Espectros do desvio entre o kt observado e ktm em funçao de Kt (Õ & Kt), para 
cinco cidades espanholas e para Porto Alegre. 

02 

0.1 

(13) se ERRO > 0.03 repetir a partir de (2) 
ou (14) para cada hora kt(hora)=kt(hora) .H/H' 

e (15) limitar kt(hora) a kt(max) 

O controle de qualidade representado pelos 
passos 13 a 15 pode ser adequado pelo usuário. Em 
geral um desvio menor que 3% é plenamente 
satisfatório. se este controle (passo 13) nao é 
realizado podem entrar os passos 14 e 15 para 
forçar um resultado de H'= H. 

0.3 0.4 0.5 
Kt (dl611o) 

0.8 0.7 0.8 0.11 COMPARAÇAO 

Figura 2. Envoltória que limita o desvio alea­
tório no modelo Peixe. 

TAG (Time-dependent, Autoregressive, Gaussian). 

RECEITA DO MODELO 

uma caracteristica especial deste modelo é 
sua simplicidade: para obter sequências horArias 
de radiaçao horária horizontal basta seguir os 
seguintes passos. 

(1) A partir do valor da radiaçao 
(conhecida ou estimada) e 
extraterrestre Ho (calculada), 
indice de transparência diArio Kt 

Para cada hora do dia : 

solar diária H 
da radiaçao 
calcula-se o 
= H/Ho 

(2) calcular a radiaçao extraterrestre Io 
(3) calcular rt (equaçao 1) 
(4) calcular ktm = rt.H/Io 
(5) o computador gera número aleatório com 

distribuiçao uniforme entre O e 1 (RND) 
(6) transformar em distribuiçao entre -1 e +1 

R= 2(RND-0.5) 
(7) calcular kt como funçao de Kt: 

kt- ktm + R[2(Kt-0.4)A2-0.25) 
(8)se kt<O ou kt>kt(maxl retornar ao passo (5) 
(9) calcular a radiaçao : I(hora)=kt.Io 

(10) nova hora ......... retornar ao passo (2) 
(11) somar os valores de !(hora) para obter H' 
(12) calcular ERRO= (H'-H)/H 

A figura 3 apresenta 6 dias de radiacao 
solar horária (nõo sequenciais) para demonstrar a 
potencialidade dos modelos de sintetizaçao. Nao 
se pode esperar coincidência nos momentos em que 
ocorrem máximos de radiaçao, mas sim na forma 
geral do perfil diário e no número de horas em 
que a radiaçao assume determinados valores. 

Para comparar os resultados com dados ob­
servados e também com o modelo TAG, foram cal­
culados os desvios quadráticos médios (RMS) da 
distribuiçao de probabilidade de ocorrência dos 
valores da radiaçao horária. Preferiu-se este 
parametro de comparaçao em vez da probabilidade 
de ocorrência de kt, pois é mais indicador do 
efeito causado pela variaçao horâria da radiaçao 
em equipamentos. O desvio quadrático médio da 
distribuiçao de radiaçao para cada mes do ano e 
para as cinco cidades analisadas é apresentado na 
Tabela 1 para o modelo PEIXE e para o modelo TAG. 
Observando seus valores se verifica em primeiro 
lugar que ambos modelos apresentam um resultado 
muito bom (desvios baixos) e que nao há 
diferenças significativas entre os dois modelos. 
Pelo fato de ser aleatório o processo de obtençao 
dos valores, nao há convergência no método de 

geraçao. Dependendo da "sorte" os valores gerados 
se enquadram na qualidade de uma forma mais 
rápida ou nao. Utilizando o critério de multiplas 
tentativas (até que o erro fosse da ordem de 0,03 
por exemplo) o modelo Peixe revelou uma 
velocidade de tres vezes mais rápido. Utilizando 
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Figura 3. Curvas de radiaçao horária em seis diferentes' dias (nao sequenciais) mostrando 

adequaçao dos modelos de sintetizaçao a dias com ·variada nebulosidade. (- W/~) 

TABELA 1. Desvio quadrático médio da probabilidade de observaçao da radiaçao 
horária medida em relaçao A probabilidade de observaçao da radiaçao horária sintetizada 
pelos métodos Peixe e TAG, para cada mes do ano e para 5 cidades espanholas. (Xl0-3). 

MADRID MALAGA MURCIA OVIEDO SEVILHA 

MES Peixe TAG Peixe TAG Peixe 
JAN 2.37 2.46 2. 94 3.31 2. 73 
FEV 1.33 1. 92 1. 98 2.32 1. 70 
MAR 1. 63 1. 91 1.15 1. 37 2.00 
ABR 1. 61 1,55 2.03 2.22 2.22 
MAI 2.45 2.19 3.50 2.82 2. 76 
JUN 3.42 3.35 4. 27 3.41 3.56 
JUL 3.96 4.63 4. 85 3.61 3. 4 4 
AGO 3.21 2.51 3.68 3.32 3.39 
SET 2.67 2.42 3.19 2.86 2.59 
OUT 2.27 2.16 2.25 2.17 2.40 
NOV 1.04 1.57 3.88 3.42 2.74 
DEZ 2.54 2.33 3.10 2.76 2.70 

o processo de uma passada única e utilizando a 
correçao dada pelos passos 14 e 15 da receita, o 
modelo Peixe foi 7 vezes mais rápido. 

CONCLUSÕES 

O modelo descri to neste trabalho constitui 
uma forma simples, rápida e precisa de obter da­
dos sintéticos de radiaçao solar horária a partir 
de dados de radiaçao solar diária. Os niveis de 
radiaçao horária reproduzem aqueles observados. 
Em comparaçao com o modelo TAG, o modelo Peixe 
apresenta-se mais rápido e com equivalente pre­
cisao. A validaçao deverá extender-se para ou­
tras localidades quando forem disponi veis dados 
observados das mesmas. Uma modelo para intervalos 
de tempo da ordem de 5 minutos está atualmente em 
desenvolvimento na UFRGS. 
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SUMMARY 

In the present work a very simp1e mÓdel to 
sinthesize hourly solar radiation data for 
computer simulation needs is presented and 
analyzed. Excelent resulta are achieved in a 
short computing time. Comparisons w,i th TAG model 
are also included. 
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SUMMARY 
A 111lmerical and experimental study was carried-out for evaluating the daily performance of a stone 

btld absorbtlr solar air colkctor. Tlns colkctor is part qf a solar-thermal system developed to dry 
agricultura/ products in the Amazon region. A lumped formulation is used to eliminate the space 
independent variahles relaúd to the stone bed The comparisons between the result.s for the outlet air 
temperature from the present 11Jlmerical ana/ysis and the prototype testing were consit:kred satisfactory. 

JNJRODUCTION 

The regional frui1B and grains are products of important 
cconomic exprcssion in the Amazon, with a production bascd in a 
largc numbcr of small and mcdium rural produccr. A fimdamcntal 
factor for thc storagc and nwketing of thcsc productll is the final 
moisturc content. For example, in thc case of thc pcppcr, the valuc 
ofthc moiture content levei requircd must be about 13% w.b .. The 
drying procc88 commonly uscd by many smaD rural produccr in the 
Ama.zon rcgion is the natural drying (dircct sunlight exposition), 
with a charactcristic high drying time and Lvge area nccds. This 
mcthod does not always givc good resultll due to bad weathcr 
conditions, lcading to loescs of product and dctrimcnt of itll quality. 

L 

Figure 1. Schcme of the solar conector. 

------------ :.- · ' '·. ·, ... -. ..,. 

The use of solar drycrs is an interesting altemativc to 
overcomc thcsc problCD11 and many applications of solar drying 
systcm:s havc bccn rcportcd in the literaturc (Roa and Macedo, 
1976; Bolin ct al., 1979; Shanna et al., 1992). The attractivc of 
this drycrs is thc low cost, spcciaJly for the tropical countrics due to 
thcir good insulation conditions. 

of constant fluid and stonc propcrtics in thc range of interest, 
steady fuDy developed duct flow, neglecting frcc convection, 
viscous dissipation and tempcrature variations in z-axis dircction, 
the related cncrgy equa6ons for both air-ftow (tempcrature 
designatcd by T = T(x,y,t)) and stone bcd (tempcraturc 
dcsignated by e= E>(x,y,t)) can be writtcn as 

ln this context, the Dcpartmcnt of Mechanical Engincering, 
Universidade Fcdcral do Pará, has developcd a pcppcr drying 
systcm using a solar-thennal conector for atmosphcric-air hc:ating 
purposc and a solar gn:cnhousc to rcccivc and dry pcppcr grains 
(Rendeiro and Amarante Mesquita, 1993). The absorbcr of the 
solar conector is a bcd constituted by typica1 rock of northcrn 
Brazjl (Grês-do-Pará), with largc solar absorptivity and good 
thcnnal cncr&Y storagc capability, that increase thc opcrating time 
of the systcm. A study about thc daity pcrformancc of this solar 
conector is reportcd by Rendeiro ( 1981), who cmployed a lumped 
formulation for the CDCf&Y balance in an infinitesimal control 
volwnc, with the oudet air solar conector tempcrature obtained by 
a step-by-step solution proccss along the solar conector lcngth. It 
is observcd that thc responsc of this modcl is strongly infiuenccd 
by thc global insulation, lcading to results that, in the qualitative 
aspcct, disagrcc: with the behavior of the experimental CW"VCS, 

although stiD acccptable for design goals. 
Thc prcscnt work objectives to improve the lumped 

formulation uscd for prediction of exit air solar conector 
tcmpcrature, avoiding the stcp-by-step solution process employed 
by Rendeiro (1981). A more precise knowledge of this paramctcr 
allows a bettcr control of the complete drying systcm. 

DESCRIPIION OF THE MODEL 

The solar conector is shown schcmatically in Fig. 1. Forccd 
corM:Ction is induccd through thc conector. Wrth the assumption 
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8f 8f ilT ilT 
(pc) (-+u -)= ka(-+-) 

a ôt ôx ôx2 ôy2 

in o < X $ L, -H < y < H, t > o (la) 

bB #-e #-e 
(pc) eff----;:- = k eff (-2 + -2) 

Vl /Jx ôy 

in 0 < X< L, -(H+b) < y < -H, t > 0 (2a) 

subjected to the initial and boundary conditions : 

T=Tcx:>(O) at Os x s L, -H ::; y ::; H, t=O (lb) 

at x = O, -H ::; y s H, t > O (I c) 



õf/ôy = ht>fka (T -E>) at O ~ X ~ L, y =-H, t >O (1d) 

õf/ôy=h*lka(T<Xl-e) at O~x~L, y=H, t>O (1c) 

1/h* = (kdcr1 + llb,x, (1t) 

e= e 0 at o ~ x ~ L, -(H+b) ~ y ~ -b, t =o (2b) 

ô®/àx=O at x=O, -(H+b) ~ y~·b, t>O (2c) 

ô®/àx = 0 at X= L, -(H+b) ~ y ~ -b, t > 0 (2d) 

ô®/ôy = 0 at 0 ~X~ L, y = -(H+b), t > 0 (2c) 

õ®tôy = (1fkcff) lhb(T- e) + 11 • lg(t)- s o e4] 

at O~x~L, y=-b , t > O (2t) 

whcre the subscripts ª' eff and ~ are rclatcd, rcspec1ivc:ly, to thc 
air-tlow, porous medium (stone bed) and cover conector, k is the 
thcnnal conductivity, • is thc cover 1ran8nlissivity, 11 the stonc 
absorptivity, s stonc cmissivity, T<Xl is thc tcmpcrature for thc air 

ambicnt, lg(t) thc global insulation, h • thc overall hcat transfcr 
coeflicicnt for thc ambicnt (radiation hcat 1oll8cs in thc cover are 
ncglccted), e the cover tbickncsa, ~ is thc averagc convcction hcat 

lransfcr cocfficicnt for the hcat loss from cover cxposcd to outsidc 
wind (V), given by Duffie and Beckman (1974) as : 

~=5.7+3.8V (3) 

ht, is the convection cocfficicnt for the tlow ovcr the porous 
medium, given by Kneulc (1966) as : 

w 
hb=6(1 -'t')df Paücpal.064Pr-2/3Rc-041 

to Rc> 350 (4) 

whcre 't' is the void fraction of bed, w the conector width, d the 
diamctcr of a sphcrc with the samc vohune of the stone pieccs, f a 
factor form (f = 1.3 for the Grês-do-Pará), ü the avcrage velocity 
of the tlow, Pr the Prandtl numbcr and Re the Reynolds number 
basedon d. 

Applying the opcrator (J_~ u dy) /2Hü to thc equations 

(1.a,d,c), assuming DT/Dt ~ u õf/àx and appJying succcssively the 

operators 1/ L L(ll~b) dy and 1/ L t dx to the equations 

(2.a,c,d,e,t) and malcing the usual assumption in the lumped 
formulation that thc surfacc tempcraturc are idcn1ically to the 
averagc valuc onc obtain : 

T(x, t) = Toc-c1x + C2 (t) (1- c-c1x) 
Ct 

(5) 
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dê(t) + C3 ê(t) + C4 e4 = C5(t) 
dt 

E>=eo at t=O 

• 
Ct = w(h + hb) 1 ma cpa 

. -
C2(t)=w(h T<Xl(t)+hbE>)/ritacpa 

C3 = L w lq, /IDb Ccff 

c 4 = s o L w I 1Db Ccff 

Cs(t) = Lw(hb T(t) +a dg(t)) I mbceff 

T(t)= 11LtTdx 

(6) 

(6a) 

(1) 

(8) 

(9) 

(lO) 

(11) 

(12) 

whcrc thf and IDb are, rcspcctively, thc air mass flow-ratc 111d thc 
mass of thc stonc bed. 

Numcrical Solution. Thc valucs of thc bcd and cxit air 
collcctor temperaturcs are obtained, for each measured values for 
Ig(t) and To;,(t), solving thc systcm dcfincd by thc Eqs. (5-12). Thc 

aolutioo of this coupled ICt of equations is carric<HMJt by uac of a 
fourth-ordcr Rungc-Kutta method. The crror and stability in tbis 
algorithm was controlled using differents step-sizes and obecMog 
thc bchavior of thc solution. 

SESYLTS 

Prototypc Testina and Ex,pcrimcnta1 Condi1iOIIS. The 
prototypc has a 3x1 m absorber, thc cover material is a plastic 
shcet and the air-flow was supplied by a centrifugai fan.. An Eppley 
radiomctcr l1lCa8IRd incidcnt radiation, thcnnocouplcs conoccted 
to a digital rccordcr wcrc used to follow temperaturcs changcs and 
a Venturi-tubc was cmployed for thc tlow-ratc mca8W'CIIlCDCII. Thc 
teat condi1ions are shown in Fig. 2. Thc mcan rclative humidity 
was about 70% and thc air-tlow-rate was maintained about 8 1/s. 
More details for all experimental proccdurcs used in thc testing of 
the conector and for the pcpper drying system can be found in 
Rcodciro and Amarante Mesquita (1993). 
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Figure 2. Experimental teating conditioos. 



Nwnerical and Experimental Results. The calculatcd daily 
behavíor of the bed tcrnperaturc is prcscntcd in Fig. 3, whcrc onc 
can to see that the change in tcrnperaturc calculatcd by Rendeiro 
(1981) foDows the sarne bchavior of the insulalioo cum:, leading 
to conclude that dús strongly dcpendence is not in according to lhe 
true behavíor of lhe lhennal system. The nwnerical result from dús 
prcscnt wod gives a more realist response, putting in cvídence lhe 
lhcnnal inct1ia effect of lhe stonc bed absorbcr. 
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Figure 3. Calculated Stone Bcd Tcmperature 

The results shown in lhe Fig. 3 can be vcrified by lhe 
conector testing data. The Fig. 4 shows the calculatcd and 
measurcd exit air conector conditions. The comparisons between 
the results from the numerical analysis and the prototype testing. 
confirms that the prescnt modcl givcs a bctter response than the 
model presented by Rendeiro ( 1981 ). The cwve related to this 
present wod agrees vcry well with lhe experimental points, 
indicating also that lhe convcction correlation givcn by Kneule 
(1966) is adequate to quantify the heat transfer rate for lhe flow 
over lhe stone bcd, at least for design purposes. Wilh lhe objective 
of better understanding of this physical prob1em, a experimental 
study wiD be perfonncd to cvaluate lhe convcction beat transfer 
coefficient for lhe stone bed absorber. 
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Figure 4. Calculatcd and Experimental oudet air tcrnperaturc 
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CONCLUSION 

This wod presents a lwnpcd formulation for cvaluating the 
daily perfonnance of a stone bed absorbcr solar air collcctor. The 
model avoid a step-by-step soluti.on process uscd in a prcvíous 
wod (rendeiro, 1981). The exit air solar conector tcrnperature is 
obtained by soluti.on of a coupled set of equations using a fourth­
ordcr Runge-Kutta melhod. Comparisons bctwccn lhe results from 
lhe nwnerical analysis and an experimental study on the 
performance of the solar collcctor, sbowcd that lhe modcl can bc 
used for design pwposes, with a better response than the prcvíous 
work, allowing a good control for the air inlet temperature to the 
greenhouse in drying systems. 
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RESUMO 
. ~m secador de vegetais que utiliza uma bomba de calor para o 

co~d~c~onamento do ar de secagem (desumidificação e aquecimento), 
fo~ adaptado de forma a reaproveitar o ar exausto do secador. Foram 
p~lverizadas quantidades de água na câmara de secagem de forma a 
s~mular um processo de desidratação. A diminuição do coeficiente de 
desempenho com o aumento da quantidade de ar recirculado, mantendo 
o fluxo de ar no secador, evidenciou as limitações do equipamento. 

INTRODUÇÃO 

A secagem é uma operação unitária que 
está presente em todas as indústrias de proces­
samento de sólidos, sendo responsável por uma 
parcela considerável da energia total dispendi­
da no processo (Zilla e Strumillo, 1987). 

A evolução dos sistemas de bombas de 
calor aplicados à secagem de alimentos trans­
correu de forma descontinuada, apesar de ava­
liações feitas após a 1B crise do. petróleo, que 
registravam economias de energia da ordem de 40 
a 50% relativos a processos convencionais 
(Rossi, 1992). 

O ar que entra no secador, após ser 
tratado por uma bomba de calor, é um ar quente 
e seco. Esse aumento do poder de secagem 
proporciona vá r ias vantagens, entre elas, a 
possibilidade de diminuir a temperatura de 
secagem e o conteúdo final da umidade do 
alimento, acompanhada de uma redução do tempo 
de secagem, quando comparado a processos 
convencionais. O resultado final é um produto 
de melhor qualidade (Rossi et al., 1992). 

Em 1978, na Inglaterra após levantamento 
do consumo total de energia utilizada na seca­
gem, foi estimado que 15% do mesmo poderia ser 
economizado por recuperação do calor de descar­
ga dos secadores, e mais 8,6% por otimização 
dos projetas de secadores e da operação. Essa 
visão foi confirmada em 1982 na Suécia. 

quando dados de 28 secadores provenientes da 
indústria quimica e que representaram · 45% da 
indústria nacional, demonstraram eficiência 
térmica média de 33%. Foi notado, no entanto 
que o potencial para a recuperação do calor d~ 
exaustão era maior quando 1/3 do mesmo era for­
necido para posterior reutilização, a tempera­
turas abaixo da temperatura de exaustão, (Keey, 
1986). 

Objetivando investigar um possivel aumen­
to da eficiência em um sistema de secagem que 
utiliza uma bomba de calor condicionadora do ar 
de secagem, resolveu-se adaptá-lo, de forma a 
reaproveitar o ar exausto do secador no próprio 
sistema. 

PROCEDIMENTOS 

O sistema de bomba de calor utilizado 
opera de acordo com o ciclo de Rankine de com­
pressão de vapor. O compressor é do tipo aber-
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to, alternativo, e acoplado a um motor elétrico 
de 1.5 HP. O refrigerante foi o R22, com um 
condensador de ar e um evaporador de expansão 
seca (10 m2 ), adequado para condensar e drenar 
a umidade do ar que o atravessa. um ventilador 
de 2.0 HP foi responsável pela movimentação do 
ar. 

No circuito do ar foram usados tubos de 
PVC com diâmetros de 100 mm (na saida do 
secador) e 150 mm (no restante do circuito), 
isolados com poliuretano de 100 mm de expessura 
e recobertos com folhas de aluminio. o circuito 
do refrigerante, também isolado com borracha 
esponjosa, foi equipado com válvulas para o 
controle da evaporação e da carga de refrige­
rante na sucção do compressor. 

A Figura 1 esquematiza o circuito de ar 
e do refrigerante no sistema, indicando as 
posições de tomada e descarga do ar. 

Um aquecedor de ar auxiliar, à base de 
resistências elétricas foi instalado à entrada 
do secador, de modo a suprir o calor necessário 
para manter fixa a temperatura do ar nesta 
posição. No interior da câmara de secagem, um 
vaporizador de água, alimentado de modo con­
trolado com ar comprimido e água simulava a 
secagem de um alimento, a uma taxa de secagem 
constante. 

o instrumental de medidas e de controles 
utilizado foi o mesmo de Rossi (Rossi et al., 
1992). 

Foram realizados três séries de ensaios 
para avaliar a termodinâmica do processo. Em 
todos eles, três variáveis de operação foram 
mantidas constantes com valores fixados de 
acordo com pesquisa anterior (Rossi et al., 
1992). 
- vazão do ar (Warl na câmara de secagem 
~ 218,0 kg/h 
- temperatura do ar na câmara de secagem = 55°C 
(± 0,1) 
- temperatura de evaporação do refrigerante 
= o oc (± 0,3) 

Cada série de ensaios se diferenciava 
pelo valor da umidade caracteristica do ensaio, 
u.c., definida como a umidade relativa do ar na 
entrada do evaporador quando a recirculação era 
total. Os três niveis de u.c. foram: 17,5%; 
25,5% e 46,0%. 

Todos os ensaios foram conduzidos de ma­
neira semelhante. Inicialmente acionava-se o 
ventilador e pulverizava-se continuamente uma 
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Figura 1 - Circuito de Ar do Secador Adaptado 
com Recirculação. 

vazão pré-calculada de água no secador, com a 
saída do mesmo ajustada para a recirculação 
total do ar, Ri=l,O. Posteriormente, ajustava­
se os controles do equipamento para alcançar os 
valores pré-estabelecidos dos parâmetros 
citados acima. 

Quando o sistema entrava em regime as se­
guintes condições de processo foram medidos e 
registrados: vazão do R22, pressão e temperatu­
ra na descarga e sucção do compressor, as 
temperaturas de entrada e saída em todos os 
elementos do circuito do ar e do refrigerante, 
e o consumo de energia elétrica do compressor 
e das resistências . Em seguida diminuía-se a 
quantidade de ar recirculada, Ri (vazão de ar 
recirculada dividido pela vazão do ar no se­
cador), para outro nível pré-estabelecido, e 
esperava-se que o sistema alcançasse um novo 
estado de equilíbrio. As variáveis medidas eram 
novamente anotadas. 

Com todos os dados disponíveis, calculou­
se o calor absorvido pelo ar ao passar pelo 
evaporador, condensador e pelas resistências 
(Qev• Qcd e Qresl , as umidades absolutas do ar 
na entrada e saída do evaporador, o trabalho de 
compressão (Wcp), o consumo elétrico do com­
pressor e das resistências (Ec, Eresl o coefi­
iente de performance efetivo de aquecimento 
COPc,ef = (Qcctl I (Ec) ,e o de aquecimento total 
COPc,t = (Qcd + Qresl I (Ec + Eresl · 

RESULTADOS ~ DISCUSSÃO 

As condições do ar que entra no evapora­
dor afetam o desempenho da bomba de calor, pois 
no evaporador ele é a fonte de calor, e poste­
riormente tem acrescido a si no condensador, o 
calor equivalente ao trabalho de compressão 
somado ao calor absorvido no evaporador, trans­
formando-se assim em um reservatório de calor. 
Trabalho anterior (Rossi et al., 1992) mostrou 
que a temperatura e a umidade absoluta do ar, 
são os dois parâmetros mais relevantes no 
processo. As propriedades do ar que entra no 
evaporador são resultantes da mistura do ar 
proveniente do ambiente e do ar que deixa o se­
cador. Dessa forma a razão de recirculação (Ri) 
passa a ser outra variável importante. 

Os resultados obtidos no três ensaios 
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foram lançados nas Figuras 2 a 8. As curvas 
foram parametrizadas pela umidade característi­
ca (U.C). 
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Figura 2 - variação da Umidade Absoluta do Ar 
com Ri antes de entrar no Evaporador 

As oscilações observadas nas figuras para 
valores de Ri próximos de zero, são reflexos da 
predominância das condições do ar ambiente, que 
variaram naturalmente durante o dia. 

A Figura 2 apresenta os valores calcula­
dos da umidade absoluta do ar na entrada do 
evaporador e representa condições típicas 
encontradas em secadores industriais. 

As Figuras 3 e 4 fornecem duas infor­
mações importantes: 
- A água por apresentar-se à temperatura 
ambiente, ao ser pulverizada no ar dentro do 
secador, além de causar um aumento da sua 
umidade absoluta também o resfria de forma 
considerável (Figura 4). 
- Ao aumentarmos a razão da recirculação (Ri), 
a capacidade do evaporador em desumidificar o 
ar diminui a medida que as umidade caracterís­
tica decresce (Figura 3). 

i 
I 



o 
o 
o 

4.5 ,--------------- - ---

ooooo U.C.= 17,5 'X 
Q_Q_Q_Q1J u. c.= 25.5 
"'-·~-"-" U.C.= 46.0 /, 

-;::; 3.9 -
~ 

C';) 
-' 
;:::j 

õ 3.3 
UJ 

,.0 
~ 

~ 2.6-
C';) 

"O 

s 
:::::> 2.0 

<l 

1.4 r-,-r-rrT"T"--r"T"T"r-·T-;o-rTTT_T_f r·l ·r-·r-TT r··-, 

0.0 0.2 0.1 o 
Razão de Hccirculação, Hi 

Figura 3 - Variação do decréscimo de Umidade no 
Ar ao atravessar o Evaporador. 

55 

50 

u 
o 

ro 45-.... 
;::l 

--' 
ro 
>-< 
Q) 1 o 
P-. s 
Q) 

E--< 35 

30 
0.0 

oo= u.c.= t7,c> "' 
Q_Q_Q_Q_ÇJ l J. c ~~ ;) . ;, ''-' 
""""~ u.c.= -t(;,o 

~-,----.-T-,-,-~--.-T·rr·-, r··o··rrrrr·, ·r' 

0.2 0.·1 ()_() O. 
Razão ele Recirculaçilo, Ri 

Figura 4 - Variação da Temperatura do Ar com 
Ri, na Entrada do Evaporador 

A influência da temperatura e da umidade 
do ar na entrada do evaporador sobre o COPc ef. 
pode ser visualizada nas Figuras 5 e 6. ' 

O COPc ef. diminui a medida que aumenta­
mos a umidade absoluta. As diferentes incli­
nações são consequências dos limites de ope­
ração impostos. Ao trabalhar-se com U.C. altas, 
amplia-se os valores de umidade absoluta e com 
isso as inclinações das curvas são menores. A 
principal questão diz respeito ao papel em 
separado dessas duas variáveis na diminuição do 
COPc,ef. com Ri, observado na Figura 7. 

Um comportamento semelhante às curvas de 
COPc ef. versus Ri, foi obtido quando se consi­
derou influência das resistências elétricas 
(COPc tl. 

'A mesma tendência observada da influência 
da umidade absoluta com relação ao COPc,ef é 
verificada com a temperatura do ar na entrada 
do evaporador (Figura 6). O aumento des!as.duas 
variáveis além de promover a transferenc1a de 
calor t~rn em comum entre si o aumento da 
ental~ia do ar. Corno consequência, o aumento da 
entalpia da fonte (ar que entra no evap~rador) 
a tua nega ti varnente na perforrnance do equ1parnen­
to (COPc etl' diminuindo-a. 

A 'F1gura 8 relaciona a temperatura ~o 
refrigerante na saída do evaporador com a razao 
de recirculação, e revela que o mesmo, ao 

deixar o evaporador possui um grau apreciável 
de superaquecimento, bem acima do valor máximo 
de projeto que é de 8, O °C. Pode-se afirmar 
portanto que em uma parte considerável do eva­
porador, o refrigerante já existe como vapor 
superaquecido, prejudicando o processo de res­
friamento do ar, e como consequência, a capaci­
dade que o evaporador possui em desumidificar 
o ar (Figura 3). A situação mais critica se 
processa em Ri altas e U.C. baixas, e indica 
que o processo é limitado pela vazão do refri­
gerante. 
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Figura 6 - comportamento do COPc ef. com Rela­
ção a temperatura de Ar na Entrada 
do Evaporador. 

Um outro ponto importante é que nessas 
condições criticas de operação, uma maior 
quantidade de vapor de · água presente no ar 
induz a um superaquecimento mais rápido do 
refrigerante, devido a maior eficiência de 
troca térmica quando ocorre condensação. 

Ensaios anteriores (Rossi, 1993), reali­
zados em condições mais brandas e a temperatu­
ras inferiores a 30°C, não coincidiram com os 
resultados aqui apresentados no que se refere 
a influência da temperatura e da umidade 
absoluta do ar na entrada do evaporador, no 
desempenho do sistema. 

Os resultados aqui apresentados e cálcu­
los adicionais levando ao projeto de um sistema 
mais eficiente, indicam que a capacidade de 
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circulação da energia pela bomba de calor é 
limitada pelo fato do o ar que deixa o evapora­
dor ser o mesmo que entra no condensador. As 
condições do ar neste ponto devem proporcionar 
meios para que todo o calor do evaporador mais 
o equivalente ao trabalho de compressão seja 
absorvido pelo ar, devendo atingir uma tempera­
tura próxima a da condensação do refrigerante. 
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Figura 8 - Temperatura do Refrigerante na Saída 
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A eficiência de resfriamento do ar no 
evaporador determina portanto o maior ou menor 
grau poss i vel de recirculação de ar, pois de 
sua atuação depende a temperatura de conden­
sação do refrigerante, e as condições do ar na 
entrada do condensador. 

CONCLUSÃO 

A análise do resultados sugere como 
primeira providência, a alteração do equipamen­
to de bomba de calor de forma a aumentar o 
fluxo de refrigerante no evaporador, tentando 
diminuir o superaquecimento do mesmo. 

A substituição da válvula de expansão, 
que trabalha quase todo tempo aberta na posição 
máxima, ou a modific ação da rotação do compres­
sor, poderiam ser as adequações iniciais mais 
indicadas. 

A limitação imposta pelo equipamento 

quanto ao reaproveitamento do ar exausto do 
secador, isto é, a obrigatoriedade das condições 
do ar na saida do evaporador serem as mesmas do 
ar que entra no condensador, deixa antever que, 
mesmo pondo em prática as alterações menciona­
das acima, não se deverá melhorar o desempenho 
do sistema de forma expressiva utilizando a 
recirculação. Portanto , o uso da recirculação 
para o sistema avaliado só deverá ser vantajoso 
em baixas Ri. 

SUMMARY 

A vegetable dryer, provided with a heat 
pump for inlet air conditioning (dehumifier and 
heatér), was adapted in order to reuse the 
exausted air. The drying process was simulated 
using a water spray in the drying chamber. The 
Performance Coefficient decreased with increa­
sing recirculation rate, . an indicaton of 
capacity limitation of the equipment. 

REFER~NCIÀS BIBLIOGRÁFICAS 

1 - Glukman, M.A. - Practical Performace of 
Industrial Heat Pumps. Proc. Int. Inst. Refrig. 
83: 58- 66, 1987. 

2 - Keey, R.B. - Recent Progress in S?lids ~ro­
cessing: Some Current Development 1n Dry1ng. 
Chem. Eng. Res. Des. 64 (2): 83 - 88, 1986. 

3 - Rossi, S.J. - Desenvolvimento e Avaliação 
de uma Bomba de Calor Usada no Condicionamento 
do Ar para a Secagem de Alimentos. - Campinas, 
1993, 119 p. Tese de Doutorado. Faculdade de 
Engenharia de Alimentos, Unicamp. 

4- Rossi, S.J.; Neves, L.c.; Kieckbusch, T.G. 
- Thermodynamic and Energetic Evaluation of 
Heat Pump Applied to the Drying of Vegetables. 
ln: Mujundar, A.S. - ed . Drying'92, Montreal 
canada, Elsivier Publ., 1992, p.762-772. 

5 - Zilla, R. e Strumillo, c. - Heat Pumps in 
Drying. ln: Mujundar , A.S.- ed. Drying'87, New 
York, Hemisphere, 1987 p.129-141. 

450 

1 



V ENCONTRO NACIONAL DE CI,;NCIAS TÉRMICAS- São Paulo, BRASIL (DEZ.1994) 
11 SIMPÓSIO DE ENGENHARIA TÉRMICA • SP- BRASIL (DEZ.1994) 

_ANÁLISE COMPARATIVA DE ESTRATÉGIAS DE AQUECIMENTO 
ELETRICO AUXILIAR EM INSTALAÇÕES SOLARES DE AQUECIMENTO 

DE ÁGUA 

Ester Naves Machado Borge~1 

Geraldo Rômulo Vilela Filho 
Sérgio Augusto Araújo da Gama Cerqueira3 

'DAEE · CEFET MG- Av. Amazonas, 7675. Belo Horizonte- MG 
' Depto Eng' Mecânica· PUC MG ·Av. D. José Gaspar, 500. Belo llorizonte. MG 

'DEMEC - FUNREI · Praça Frei Orlando, 170- São João dei Rei . MG 

SUMÁRIO 

Neste trabalho é feita uma comparação, utilizando ferramentas de análise exergética e energética, 
entre estratégias de armazenamento de água e aquecimento auxiliar em instalações solares para fins 
residenciais. Duas estratégias são consideradas: resistência imersa no tanque de armazenamento (usual 
entre os sistemas comerciais) e aquecedor de passagem, para tanques com baixos níveis de estratificação. 
Verifica-se a melhor adequação do aquecedor elétrico de passagem e do tanque com alta estratificação, 
para tais instalações. 

INTRODUCÃO 

Este trabalho apresenta uma análise comparativa entre 
estratégias de aquecimento auxiliar em instalações solares para 
aquecimento de água, para fins residenciais . O aquecimento auxiliar 
se faz necessário quando a temperatura da água, na saída do tanque 
de armazenamento, se encontra inferior à desejada para a demanda. 
A utilização de resistências elétricas imersas no próprio tanque de 
armazenamento de água é prática usual entre os fabricantes. 

A principal ferramenta de análise utilizada é a exergética, 
que permite avaliar o grau de adequação de cada estratégia para a 
complementação do aquecimento de água, quando este se faz 
necessário. 

A análise exergética isolada de coletores solares foi feita 
primeiramente por Bejan, A , et a/. ( 1981) Esta análise foi 
posteriormente estendida a todos os componentes da instalação 
solar (Borges, E.N.M. et a/., 1993), considerando um tanque de 
alto grau de estratificação e, como forma auxiliar de aquecimento, 
um aquecedor de passagem de resistência variável. Neste trabalho, é 
feita uma análise mais abrangente do tanque de armazenamento, 
considerando-se maiores e menores níveis de estratificação. São 
analisadas duas diferentes estratégias de aquecimento auxiliar: uma 
resistência de potência fixa imersa no tanque de armazenamento e 
um aquecedor de passagem de potência variável . 

DESCRICÃO DO SISTEMA 

Figura I . Instalação solar para aquecimento de água. 

O sistema estudado (Fig. I), consiste de um arranjo de 
coletores solares, tanque de armazenamento de água quente, 
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aquecimento auxiliar elétrico (resistência elétrica imersa no próprio 
tanque e aquecedor de passagem) e misturador. A água aquecida no 
coletor é admitida no tanque em sua parte superior e recircula várias 
vezes no arranjo de coletores durante o período de operação. A 
água aquecida deixa o tanque pela sua parte superior e a água fria 
de reposição é admitida no mesmo em sua parte inferior. Sempre 
que a temperatura da água na parte superior do tanque é inferior à 
desejada, a resistência imersa ou o aquecedor de passagem são 
acionados. O misturador, que representa torneira ou ducha de água 
à temperatura da rede, é acionado sempre que a temperatura da 
água aquecida for superior à de demanda. 

A taxa de geração de entropia - S
8

" - é dada pela relação 

abaixo, (Bejan, 1982): 

(I) 

onde S representa a entropia total do sistema, t o tempo, Qk o calor 
trocado com o meio à temperatura T k• ri1 a vazão em massa e s a 
entropia do fluido nas entradas e saídas do sistema. Para o coletor 
solar, operando em regime permanente, a equação assume a 
seguinte forma: 

(2) 

onde Q. é o fluxo de calor radiativo sol-coletor, T. representa a 
temperatura equivalente do sol como fonte exergética, da ordem de 
4500K (Bejan, 1982), Q. as perdas de calor, T. a temperatura do 
ambiente e s a entropia específica da água considerada função 
univoca da temperatura. A eficiência exergética de um sistema é 
dada por (Borel, 1987) 

(3) 

onde E~, Ew e ToS
8

" representam, respectivamente, a exergta 

recebida, fornecida e destruída pelo sistema. 
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TC - Trocador de Calor 

V3V- Válvula de 3 Vias 
R-502 ----\ 

SEÇÃO DE TESTES 

---.- tubo capilar ---.-
troe. de calor tc-Is 

• aquecedor "linha de sucção" ---.-

t 

R-502 vazão 

---
acumulador 
aquecedor B tanque d: contr. t 

de pressao 
---.- etileno-glicol "frio" 

R-502 

• 

Figura 1 Unidade experimental construída para testes de tubos capilares adiabáticos e não-adiabáticos (te tc-Is) 

Como, ao contrário do que ocorre com um compressor onde o 
refrigerante é comprimido na fase gasosa, o refrigerante tem que 
estar na fase líquida na entrada da bomba, a instalação foi projetada 
de forma a prover esta condição através de sistemasauxiliares, assim 
o refrigerante, após a saída do tubo capilar, é condensado e 
subresfriado antes da entrada da bomba. 

A unidade experimental foi construída no ACRC (Air 
Conditioning and Refrigeration Center, University of Illinois at 
Urbana-Champaign, USA), e simula as condições operacionais 
encontradas na prática por tubos capilares adiabáticos e por 
trocadores de calor tubo capilar-linha de sucção. A unidade é 
constituída de três sistemas. 

Sistema principal. O sistema principal é formado pelo circuito 
de refrigerante a ser testado como fluido de trabalho envolvendo a 
seção de teste, a bomba e o acumulador de refrigerante líquido que 
simula o evaporador; e a instrumentação para medição de vazão, 
pressão e temperatura. Envolve também os sub-sistemas de 
aquecimento, utilizados no controle do subresfrimento na entrada do 
tubo capilar, no reservatório para evitar oscilações na pressão do 
refrigerante na saída da bomba, e no acumulador para a evaporação 
e superaquecimento do refrigerante no acumulador da linha de 
sucção. A seção de testes foi dotada de visores de vidro que 
permitem uma observação visual do escoamento à montante e à 
jusante do tubo capilar. Um esquema do sistema principal pode ser 
visto na figura 1. 

O refrigerante após a seção de teste é condensado e resfriado à 
pressão constante no trocador de calor TC-C e no tanque de 
controle de pressão, descrito na seção seguinte. A válvula de três 
vias colocada após o tanque, V3V-A, permite que o refrigerante 
líquido tanto possa ir para o trocador de calor TC-A, localizado 
antes da bomba, quanto para o acumulador-aquecedor. Esta 
configuração possibilita o teste de tubo capilares adiabáticos ou 
trocadores de calor tubo capilar-linha de sucção. No caso do teste 
de trocadores de calor tubo capilar-linha de sucção, o refrigerante se 
dirige ao acumulador aquecido por uma resistência elétrica, onde 
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evapora e escoa para o trocador de calor tc-Is, resfriando o tubo 
capilar. Para ser condensado e subresfriado, o vapor superaquecido 
na saída da linha de sucção é enviado ao trocador de calor TC-A 
diretamente, ou, dependendo do valor do subresfriamento 
necessário na entrada da bomba, passa pelo reservatório de etileno­
glicol antes de se dirigir ao trocador de calor TC-A. Este processo é 
controlado através das válvulas de três vias V3V-B e V3V-C. Após 
a bomba, o refrigerante passa pelo medidor de vazão e entra 
novamente no tubo capilar fechando o ciclo. O controle de vazão e 
pressão do refrigerante é feito através de uma válvula de "by-pass" 
localizada entre a saída da bomba e o trocador de calor TC-A. 

Circuito de etileno-glicol. O segundo sistema é formado por 
um circuito de etileno-glicol contendo um tanque de refrigerante, 
um reservatório de etileno-glicol, uma bomba e dois trocadores de 
calor co-axiais com R-502. A função do reservatório de etileno­
glicol resfriado 'a baixa temperatura é a condensação do 
refrigerante, controle da pressão na saída do tubo capilar e a 
condensação do vapor de refrigerante superaquecido após a linha de 
sucção. O sistema foi projetado para ter uma mistura líquido-vapor 
de refrigerante no tanque, de forma que a pressão é controlada 
através da temperatura. Isto é feito através da troca de calor com o 
etileno-glicol à baixa temperatura, auxiliado pelo trocador de calor 
localizado antes do tanque (TC-C) que possibilita a obtenção de 
temperaturas mais baixas. O resfriamento do etileno-glicol é feito 
utilizando uma bomba para circulá-lo através do trocador de calor 
com R-502 (TC-B) e o controle da sua temperatura é auxiliado por 
uma resistência elétrica colocada na linha entre a bomba e o 
reservatório. 

Sistema de refrigeração com R-502. O terceiro sistema é 
formado por um circuito de refrigeração por compressão de vapor, 
utilizando R-502 como fluido de trabalho, envolvendo compressor, 
válvula de expansão, condensador e três evaporadores. Através 
destes evaporadores, que são os trocadores de calor TC-A, TC-B e 
TC-C, mencionado anteriomente; este circuito fornece a carga de 



resfriamento necessária para a) resfriamento do etileno-glicol, b) 
subresfriamento do refrigerante líquido na saída do tanque de 
controle de pressão e antes da bomba; c) auxiliar a condensação e 
controle da pressão do refiigerante na saída do tubo capilar. 

O valor da carga de refrigeração fornecida pelo sistema de R-
502 é controlado através da válvula de expansão, localizada antes 
do trocador de calor TC-A e utilizando-se um dispositivo de 
controle da rotação do compressor através da variação de 
frequência da alimentação . Uma função adicional do sistema de 
refrigeração· de R-502 é aquecer o refrigerante antes da entrada do 
tubo capilar de forma a auxiliar o controle do subresfriamento. Isto 
é feito utilizando-se um "by-pass"na saída do compressor que desvia 
uma parte do vapor de R-502 a alta temperatura para um trocador 
de calor co-axial colocado antes da seção de teste. 

Instrumentação. Foi utilizado para a medição da vazão 
mássica do refiigerante escoando no interior do tubo capilar um 
medidor por força de Coriolis com precisão de 0,4% 

Para a medição da pressão manométrica do refrigerante na 
entrada e saída do tubo capilar, foram empregados transdutores de 
pressão capacitivos. A pressão atmosférica no local dos ensaios foi 
obtida através de um barômetro de mercúrio e corrigida para 
compensar efeitos de temperatura e gravidade do local. A precisão 
das medidas de pressão é de ±0,04 bar. 

Termopares tipo T (cobre-constantan) foram utilizados para a 
medição das temperaturas na seção de teste e em outros pontos da 
unidade experimental, com precisão de ±0,2 •c. 

LEVANTAMENTOS EXPERIMENTAIS REALIZADOS 

Visando a caracterização experimental do desempenho de 
trocadores de calor tubo capilar-linha de sucção com o refrigerante 
HFC-134a, foram realizados levantamentos experimentais em dois 
trocadores de calor, um composto de tubos laterais e outro de tubos 
concêntricos, com as características geométricas apresentadas na 
figura 2 

Foi medido o diâmetro interno médio do tubo capilar para cada 
um do trocadores de calor. O método utilizado foi a determinação 
do volume interno do tubo capilar através do seu enchimento com 
um fluido de massa específica conhecida. Paraevitar erros de 
medição devido à existência de "vazios"no interior do tubo capilar, 
foi utilizado o álcool isopropil 70%, que tem um baixo valor de 
tensão superficial. A medição da massa de álcool no tubo capilar foi 
realizada utilizando uma balança com leitura de 0,01 g de fundo de 
escala. O valor encontrado para o diâmetro interno médio do tubo 
capilar foi de 0,813 mm, dentro, portanto, da tolerância de 0,025 
mm, estabelecida pelo fabricante do tubo. 

As unidades testadas foram isoladas termicamente utilizando 
material apropriado para tubulações de refrigeração constituído por 
elastômero com condutividade térmica igual a 0,043 W/m.K. A 
espessura do isolamento utilizada foi de 50 mm. · 

Para o trocador de calor constituído por tubos late"rais, além da 
medição da vazão de refrigerante, pressão de entrada e pressão no 
reservatório de saída; foram medidas as temperaturas de parede ao 
longo do tubo capilar e a temperatura do refrigerante na linha de 
sucção, na entrada do trocador de calor. Foram medidas as 
temperaturas na parede do tubo capilar, devido a impossibilidade do 
uso de técnicas convencionais para a medição da temperatura 
dofluido refiigerante em função do pequeno diâmetro do tubo 
capilar. Considerando o alto valor do coeficiente de transferência de 
calor convectivo do refrigerante, na faixa de 8000 W/m2.K, a 
temperatura de parede é muito próxima da temperatura do 
refiigerante. Os cabos dos termopares foram conectados à 
parede do tubo usando um adesivo a base de epoxi metálico 
("aluminum-epoxy"). 

Antes da fixação, o local do termopar o tubo foi limpo com 
acetona e o cabo do termopar foi enrolado no tubo várias vezes. de 

-----~ ---·· . 

forma a evitar condução axial de calor, neste cabo, anulando o 
efeito aleta que influenciaria as medidas. 

Para o trocador de calor constituído por tubos concêntricos, 
foram medidas as temperaturas de parede do tubo capilar nas 
regiões de entrada e saída do trocador de calor. 

linha de sucção 

linha de sucção 

Ltrocal Lsaida 

diâmetro interno nominal tubo capi/ar -= 0. 78 7mm 

diâmetro externo nominal tubo capi/ar~2. 06mm 

diâmetro interno nominal linha de sucção ~6.3/4mm 

L 
1 
~533mm L 

1 
~/003mm . L saída ~52/mm en ; troca , 

Figura 2 Trocadores de calor tubo capilar-linha de sucção testados 

RESULTADOS OBTIDOS 

Um dos objetivos da realização dos levantamentos 
experimentais descritos no presente trabalho foi a validação de um 
modelo de simulação numérica de trocadores de calor tubo capilar­
linha de sucção apresentado pelos autores em trabalho prévio 
(Peixoto e Silvares, 1993). 

Os resultados obtidos nos levantamentos experimentais 
realizados foram, basicamente, a vazão mássica de fluido 
refrigerante escoando no tubo capilar, para determinadas condições 
de entrada e saída no tubo capilar e linha de sucção; e o perfil de 
temperatura conforme descrito no item anterior. A seguir são 
mostrados alguns dos resultados experimentais obtidos e das 
comparações com os valores previstos pelo modelo matemático de 
simulação, sendo que o conjunto completo dos dados experimentais 
obtidos é apresentado em Peixoto (1994) . 
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Figura 3 Comparação da vazão mássica calculada pelo modelo 
com a vazão mássica medida (Pent=l400 kPa) 
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Figura 4 Comparação da vazão mássica calculada pelo modelo 
com a vazão mássica medida (Pent=1250 kPa) 
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Figura 5 Comparação da vazão mássica calculada pelo modelo 
com a vazão mássica medida (Pent=ll50 kPa) 
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Figura 6 Comparação da vazão mássica calculada pelo modelo 
com a vazão mássica medida (Pent=1060 kPa) 
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Figura 7 Comparação entre o perfil de temperatura da parede do 
tubo capilar medido e calculado pelo modelo matemático (trocador 
de calor tubos laterais; Pent= 1150 kPa) 

CONCLUSÕES 

Conforme pode ser observado nas figuras apresentadas, os 
valores de vazão mássica calculados pelo modelo para a 
configuração trocador de calor tubos laterais, na maioria dos casos 
são maiores que os valores medidos. A diferença média e a 
diferença máxima, entre os valores medidos e os calculados, são de 
8,0% e 15, 9%, respectivamente. Para o trocador de calor 
constituído por tubos concêntricos, o comportamento dos valores 
calculados pelo modelo matemático é o inverso. Os valores de 
vazão calculados são menores que os valores medidos. Para esta 
configuração do trocador de calor, a diferença média e a diferença 
máxima, entre os valores medidos e os calculados, são de 9, 7% e 
20,0%, respectivamente. 

As diferenças existentes entre os valores medidos 
experimentalmente e calculados pelo modelo estão relacionadas 
com as hipóteses adotadas na formulação do modelo. Estudos 
teóricos e levantamentos experimentais adicionais estão em 
realização para a validação do modelo numa faixa mais ampla de 
parâmetros operacionais e geométricos e para o aumento da 
sua precisão. 
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ABSTRACT 

Expansion devices are one of lhe four major components of vapor 
compression refrigeration systems and small systems use capillary tube 
as this device. Today, a capillary tube-suclion line heat exchange 
geometry (ct-sl hx) is used in a/most ali household refrigerators. 
Capillary tube-suction line heat exchangers were tested in this work with 
refrigerant HFC-134a that has emerged as the primary candidate for 
CFC-12 replacing. 
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RESUMO 
No trabalho é descrita a construçllo de um radiómetro para medir simultaneamente a radiaçllo solar global 

(G);fraçllo da radiaçllo global refletido (Gr) e o saldo de radiaçllo de ondas curtas (SRoc) em uma estufa tipo 
tunel com cobertura de polietileno de baixa densidade (e = O. 1 mm). O radiómetro, calibrado em relaçllo a um 
piranómetro EPPLEY (PSP), apresentou constantes de calibraçllo para os dois canais: K1 = (27.56 x J(r6 
Vm21W) e K2 = (27,52 x ]()6 Vm21W) com desvios de linearidade da ordem de 0.5%. As relações entre as 
radiações global externa (G)er global interna (G);"jraçllo da radiaçllo global interna refletido (Gr);n e saldo 
radiaçtlo (SRoc) sllo: G;n = 0,66 Gex: Gr;n = 0,076 G;" SRoc = 0,57 Gex e SRoc = 0,92 G;n. 

INTRODUÇÃO 

O conhecimento do balanço de radiação é de fundamental 
importância em estudos ambientais sendo que sua aplicação na 
agricultura está ligada ao planejamento e uso da terra, zoneamento 
agrícola e irrigação eficiente, e na área biológica nos estudos 
microclimáticos de plantas e animais. 

O uso de estufas com cobertura de polietileno como ecossistema 
agricola ou biológico é uma realidade em países como Japão, EEUU, 
Espanha, Itália, entre outros, que desenvolvem tecnologia de produção 
amplamente consolidada (ALPI e TOGNONI 1987; ROBLEDO e 
MARTINS 1981 ), produzindo principalmente hortaliças nos períodos 
de entressafras, permitindo maior regularização de oferta e melhor 
qualidade aos produtos. 

No Brasi~ o emprego de estufas na produção agrícola é recente. 
Problemas, como falta de equipamentos adequados para medidas de 
radiação solar, tem sido o fator determinante pelas poucas informações 
na literatura nacionaL Assim, objetivou-se no presente trabalho, 
construir um radiômetro solar para medir três componentes de radiação 
solar simultaneamente: global, fração da radiação global refletida e o 
saldo radiação de ondas curtas, visando equipar estufas, minimizar 
equipamentos e custos e encontrar equações entre as três componentes, 
internas a estufa, em relação à radiação global externa. 

EXPERIMENTAL 

Descrição do radiômetro 

A Fig. I mostra o esquema do protótipo. É composto por duas 
cúpulas de vidro, sensor de radiação, corpo central com duas tampas, 
conector elétrico com três terminais, reservatório de sílica-gel e nível de 
bôlha. O instrumento foi usinado em alumínio para minimizar pêso uma 
vez que sua utilização se faz numa posição suspensa. 

O sensor é constituído por duas termopilhas posicionadas nas 
faces superior e inferior do aparelho. A termopilha superior mede a 
radiação global através dos terminais A e B (CANAL I), a termopilha 
inferior mede a fração da radiação global refletida através dos terminais 
B e C (CANAL 2). O sinal resultante entre A e C é a diferença entre os 
sinais elétricos gerados pelas termopilhas superior e inferior, 
correspondendo a radiação diferencial de ondas curtas (CANAL 3). As 
especificações das termopilhas são diâmetro ~ = 25 mm; número de 
termopares : 36 , metais: bismuto/anllmômo em substrato kapton com 
espessura de 25 ).lm e resistência elétrica de 16,9 kO . As cúpulas são de 
vidro comum obtidas a partir de lâmpadas com ótimas qualidades 
quanto à esfericidade, tensão, homogeneidade e transparência. 
Especificações diâmetro ~ = 60 mm, espessura e = 0.6 mm e 
transmitividade de 85% a 92% entre 0,3 a 2,5 ).llll. 

1- CÚPULA 

2 -SENSOR 

3-CHAPEU PROTETOR 

4-SUPORTES DA TERMOPILH A 

5-TAMPA SUPERIOR E INFERIOR 

Figura I : Esquema do radiômetro solar 

Calibração e Tesu de Funcionalidade 

t:-CORPO CENTRAL 

7 - RESERVATÓRIO OE SILICA GEL 

8-NIVEL DE CANTO 

9-CONECTOR ELÉTRICO 

10- O' RING 

O radiômetro foi calibrado com luz natural determinando-se a constante 
de calibração de cada canal tendo como referência um piranômetro 
EPPLEY modelo PSP. Os aparelhos (protótipo e padrlio) foram 
posicionados lado a lado e sob várias condições de instalação conforme 
procedimento recomendado pela WCRP (World Climate Research 
Programme - 1986) e os sinais gerados foram registrados e armazenados 
em uma bancada de aquisição de dados DAT A-LOGGER CAMPBELL 
programada para fazer leituras a cada segundo e armazenar a média 
aritmética de cada canal após sessenta segundos. A figura 2 mostra o 
sistema de aquisição de dados usado nas medições. 
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Figura 2 Sistema de Aquisição de Dados 

A Fig.3 (a e b) mostra as curvas obtidas com os 720 pontos 
gerados pelo canal 1 e EPPLEY e com os 690 pontos gerados pelo canal 
2 e oEPPLEY. 
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Figura 3 Curvas de Linearidade 

Processados os dados através de equação de regressão linear 
obteve-se coeficientes de determinações R 12 = 0,9994 e Ri = 0,9991 
Os coeficientes próximos dos 100% mostram a alta correlação existente 
entre o radiómetro e piranómetro EPPLEY. As constantes de calibração 
fomm calculadas através da expressão Kr = 1/n x L: Ki onde n é o 
número de observações e Ki = (&'!&) x Kp onde &' e & são as tensões 
gerados no protótipo e piranómetro EPPLEY e Kp é a constante de 
calibração do EPPLEY (8,53 x I o-6 Vm21W) Os resultados obtidos 
fomm: Kj = (27,56 ± 0,16) X w-6 vm21w e K2 = (27,52 ± 0,15) X 

w-6 vm2fW. 
Os resultados fomm considerados bons com desvios linearidade 

da ordem de 0,5% em relação ao instrumento da EPPLEY. Como o 
piranómetro EPPLEY é um detector secundário, os desvios de 
linearidade observados são relativos e se propagam à imprecisão do 
piranómetro EPPLEY que é de 1,0%, totalizando assim um desvio de 
1,3% aproximadamente pam o protótipo. A fig. 4 (a e b) mostra as 
curvas de radiações global registradas pelo canal 1 e o EPPLEY no dia 
29/08/93 e pelo canal 2 e EPPLEY em 30/08/93, no teste de 
fimcionalidade do radiómetro. 
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Figura 4 Curvas de Radiação Global do Radiómetro e Eppley. 

As energias calculadas pela integração das curvas apresentaram os 
resultados: 
CANAL 1 = 19,26MJtm2dia; CANAL2 = 18,66MJ/m2dia 
EPPLEY = 19.37 MJtm2 dia; EPPLEY = 18,75 MJfm2 dia 

As diferenças observadas nos valores das energias pam os dois dias 
fomm da ordem de 0,5% confirmando a pequena variação de precisão 
existente entre o radiómetro e o instrumento da EPPLEY. 

Medidas na estufa 

A estufa utilizada neste trabalho é do tipo túnel com cobertura de 
polietileno de baixa densidade (e= 0,1 mm) com piso de solo batido e o 
eixo principal orientado no sentido norte/sul. As radiações, global 
interna e a fração global interna refletida, foram medidas pelo protótipo 
instalado horizontalmente à I m de altura e a radiação global externa por 
um piranómetro tipo estrela. O ensaio experimental teve duração de 6 
(seis dias) e os dados fomm registrados e armazenados na DATA­
LOGGERjà citada no item anterior. 

RESULTADO E DISCUSSÃO 

A fig. 5 (a,b,c,d) mostra as curvas das radiações global externa, 
global interna, a fração da global refletida interna e o saldo radiação de 
ondas curtas na estufa registrada em um dos dias de ensaio experimental 
(20/09/93). Segundo KURATA (1990) o decréscimo da densidade de 
fluxo no interior da estufa deve-se principalmente a absorção do 
material da cobertura plástica e também à reflexão que é determinada 
pelas condições do ângulo de incidência, inclinação de cobertura, forma 
e orientação geográfica da estufa. 
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Figura 5 Curvas de Radiação Grx, Gin, Gr e SRoc no tempo 

Comparando-se as curvas 5a - radiação global externa e a 5b -
radiação global interna verificou-se que o efeito nebulosidade, mais 
precisamente notado nos picos ocorridos às 14h e 15h 
respectivamente, é comum para as duas radiações independente do 
meio. A curva 5b mostra a existência de vários picos não justificáveis 
em termos da radiação global externa, o qual teve um longo período 
(7h às 13:30 h) de céu aberto isento de nuvens. A causa provável 
deste efeito foi a absorção da radiação global interna por água ou 
vapor d'água que fica depositada em partes da superfície interna na 
cobertura plàstica de polietileno, visto que durante a época das 
medições desenvolviam-se na estufa estudos com culturas de feijão, 
onde os substratos (vasos) passavam por irrigações diárias. 
Comparando-se as curvas nota-se que o melhor acompanhamento 
ocorreu entre a radiação global interna e o saldo radiação de ondas 
curtas, que já era esperado pela própria defmição das duas radiações. 
O saldo radiação é a diferença da radiação global interna menos a 
fração refletida da global interna, que representa menos que 9"/o da 
primeira. A curva 5c mostra que a radiação refletida da global 
acompanha a radiação global externa apesar da flutuação do sinal, que 
pode ter origem na irregularidade do piso ou roido do equipamento de 
medida. 

A tabela I mostra as energias calculadas para os seis dias e a tabela II 
mostra os percentuais. 

Tabela I. Energias diárias das radiações. 

Radiações (G)ex (G)in (Gr)in (Sroc)in 

Energia MJfmL MJfmL MJfmL MJfmL 

15/09/93 18.06 12.25 0.94 11.31 
16/09/93 18.71 12.74 101 1173 
17/09/93 19.57 12.81 1.10 10.90 
17/09/93 12.49 12.07 1.17 10.90 
20/09/93 15.84 10.24 0.96 9.28 
MÉJ)IA 18.13 12.02 104 10.98 

Tabela II. Percentagem entre as radiações. 

Radiações (G)in/(G)ex (SRoc)in/(G)ex (Gr)in/(G)in (SRoc)in/(G)in 
% % %. % 

15/09/93 67.83 62.62 7.70 90.33 
16/09/93 68.10 62.69 7.93 92.07 
17/09/93 65.55 59.83 8.60 9141 
17/09/93 65.28 58.95 9.70 90.30 
20/09/93 64.65 60.73 9.35 90.62 
MEDIA 66.30 60.56 8.65 91.34 

Pode-se verificar pela tabela anterior que a radiação global interna foi 
inferior a externa com média de 66,30%. Este valor é inferior ao 
intervalo médio que é da ordem de 70% a 95% para radiação de ondas 
curtas. A fração da radiação global refletida interna foi em média de 
8,65% da global interna. O resultado obtido para o albedo na estufa 
(solo batido escuro) está de acordo com a relação apresentada por 
SELLERS (1978). O albedo para este tipo de solo situa-se entre 5 e 
15%. Os saldos radiações de ondas curtas foram em média 60% da 
global externa e 92% da global interna. 

A Fig. 6 (a,b,c,d) mostra as relações entre as radiações Gin vers\.11) 
Gex• Grin versus Gin , SRoc versus Gex e SRoc versus GinAS 
equações de regressão e coeficientes de determinação obtidas foram: 
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Gin = 0,64 Gex com R2 = 86,66% 
Grin = 0,076 Gin com R2 = 80,37% 
SRoc = 0,57 Gex com R2 = 83.60% 
SRoc = 0,92 Gin com R2 = 99.84~ 
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Figura 6. Curva de Linearidade entre as radiações Gex. Gin. Grin, SRoc. 

As equações mostram que 64% da radiação global é transmitida para o 
interior da estufa e 7,6'% da radiação global interna refletiu pelo piso da 

estufa. Comparando os coeficientes angulares 0,64; 0,076; 0,57 e 0,92 
com os valores médios das relações G;,,G .. ; Gr;,/G.,; SR,./G,. e 
SR,./G;, obtidos por integração das curvas 0,66; 0,08; 0,60 e 0,91, 
observamos uma variação inferior a 2% entre os valores estimados por 
equação de regressão e os valores obtidos experimentalmente pela 
energias das radiações global interna e externa, fração da global 
refletida e saldo radiação. 

CONCLUSÕES 

O radiômetro solar construido e calibrado em relação a um 
piranômetro EPPLEY, apresentou desvio de linearidade da ordem de 
0.5% Testes experimentais na estufa permitiram determinar a 
transmitividade média diária da cobertura plástica de polietileno com 
sendo de 65%. O albedo mterno da estufa foi de 8,65%. Equações de 
regressão linear obtidas a partir da radiação global externa estimam a 
radiação global mterna com probabilidade de 85,66% e saldo radiação 
de onda~ curta~ em 83 .60%. 
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SUMMARY 

ln the present report, the developement of a radiorneter employed to 
measure simultaneously global (G); retlected fraction (Gr) and net 
radiatJon (SRoc) in a greenhouse covered with a low density, 
polyetylene (e = O, I mm). The radiometer was calibrated in 
comparision to a EPPLEY (PSP) piranometer, showing the following 
results K1 = (27,56 x 10-6 Vm1!W) and K2 = (27,52 x 10-6 Vm2/W) 
Experimental tests were clone in greenhouse showing the following 
radiation between outside global radiation (Gex), inside global 
radiation fraction (Gin), reflected global inside radiation fraction 
(Grin) and net radiation (SRoc): Gin = 0,66, Gex and Grin = 0,076 
Gin, SRoc = 0,57 Gex and SRoc = 0.92 Gin. 
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RESUMO 
O trabalho descreve a determinação do campo de temperaturas de um sistema roda-freio tipico de 
ônibus urbanos. por meio de modelos matemáticos. As complexidades geométricas e os processos de 
troca de calor por radiação e convecção, fenômenos intrinsecamente não lineares, inviabilizam 
soluções analíticas. O presente trabalho mostra como modelos matemáticos baseados no método dos 
elementos finitos, convenientemente calibrados, possibilitam a descrição fenomenológica e a 
quantificação dos processos térmicos envolvidos. 

INTRODU CÃO 

Os ônibus urbanos caracterizam-se por ciclos de 
aceleração e desaceleração de curto período. A cada um desses 
ciclos, o veículo é levado do repouso até a velocidade de passeio, 
trafega nesta velocidade por um certo intervalo de tempo e em 
seguida sofre um processo de frenagem. A energia cinética 
conferida ao veículo é então dissipada sob forma de calor, com o 
conseqüente aumento da temperatura do sistema de freios. 

Neste trabalho considera-se um sistema de freios típico, 
constituído de um tambor coaxial ao eixo das rodas e localizado 
internamente a estas. A frenagem é obtida por lonas acionadas me­
canicamente, que comprimem a face interna do tambor, conforme 
esquematizado na Fig. I . O calor gerado durante a frenagem é re­
movido por troca convectiva com o ar circunstante, por condução 
para as partes sólidas em contato com o sistema e por radiação 
para as partes afastadas. 

lonas 

e lXO 

Fig. I - Geometria típica do sistema roda-freio de um ónibus 
urbano 

Com o aumento da potência dos veicutos, a energia 
cinética desenvolvida para uma dada velocidade de passeio -
energia a ser dissipada durante a frenagem - cresce propor­
cionalmente. Conseqüência danosa deste processo é o 
aquecimento dos sistemas próximos, como as lonas e os tambores 
de freio (pelo atrito envolvido no processo de frenagem) e ainda as 
rodas (por radiação do calor a partir das tàces externas dos 
tambores) Temperaturas excessivas nestes componentes podem 

ioduzir tensões térmicas indesejáveis, principalmente no que 
concerne aos tambores, uma vez que estes são fabricados em ferro 
fundido. Por sua vez, as rodas aquecem os pneus, o que pode 
acarretar a degradação da borracha e a redução de sua vida útiL 
Uma correlação empírica entre durabilidade dos pneus e tempera­
tura de trabalho pode ser vista na Fig. 2 (Pauletti, 1993 ). Além 
disso, a temperatura máxima de trabalho é fixada por norma em 80 
°C (NBR-9712). 
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Fig. 2 - Curva de dependência da vida útil dos pneus (em horas de 
rodagem) em relação à temperatura dos talões. 

Condições extremas ou equivocadas de condução de 
ônibus em tráfego urbano acarretam grande freqüência de 
frenagens bruscas, gerando calor em quantidade maior que a 
prevista quando seguidas condições apropriadas de condução. 
Mecanismos atenuadores como freio-motor e retarder, por sua 
vez, não são devidamente utilizados. As condições de condução e 
o uso de mecanismos atenuadores são fatores de dificil controle, 
pois envolvem educação do motorista. Técnicas de proteção pas­
siva, por outro lado, tem desenvolvimento ainda incipiente. 

A combinação da geometria complexa do sistema com os 
processos de troca de calor por radiação e convecção, fenômenos 
intrinsecamente não lineares, inviabiliza a busca de soluções 
analíticas. O presente trabalho mostra como modelos matemáticos 
desenvolvidos com o método dos elementos finitos possibilitam a 
descrição fenomenológica e a quantificação dos processos de 
transferência de calor envolvidos. Estes resultados, por sua vez, 
constituem ferramenta importante para o desenvolvimento 
sistemático de protótipos, reduzindo os custos envolvidos na 
otirnização do projeto dos sistemas roda-freio. 
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DESCRICÃO DO PROBLEMA 

A partir do início da operação do veículo, cada tambor de 
freio aquece um tantum por ciclo de frenagem. Após alguns ciclos, 
deve-se chegar a um regime pulsado, com equilíbrio entre a ener­
gia conferida ao sistema pela frenagem e a energia liberada para o 
ambiente até a frenagem seguinte. O tambor parte então de uma 
temperatura base no início da frenagem, passa por uma excursão 
de temperaturas, que depende da evolução temporal do fluxo de 
potência, e retoma para a temperatura base após o decorrer do ci­
clo médio de frenagem. 

A inspeção intuitiva indica que as máximas temperaturas 
no tambor devem ocorrer na sua superficie interna, na região de 
contato com as lonas de freio . Com efeito, é o gradiente de 
temperaturas apontando para esta região que perrníte a difusão do 
calor que primeiro é armazenado pela capacidade térrníca do 
material próximo à superficie interna do tambor e depois rnígra 
para as regiões de menor temperatura, com uma constante de 
tempo que depende da relação entre as distâncias e as 
propriedades térrnícas do material. Resulta que a face externa do 
tambor sofre excursões de temperatura mais suaves que a face 
interna. Mais suaves ainda serão as excursões térrnícas nas 
superficies aquecidas por radiação a partir da face externa. A 
evolução térrníca destas superficies até a sua temperatura em 
regime não deve distar de muito de uma curva monótona. 

O efeito da convecção, por outro lado, é o de resfiiar tanto 
a roda como o tambor de freio . Com efeito, para tomar parte da 
transferência de calor do tambor para a roda, o ar deveria alcançar 
temperaturas maiores que as da roda, o que é impraticável em um 
espaço não confinado. Como o tambor e a roda conectam-se ma­
terialmente por uma região de menor temperatura (a fixação com 
o eixo), a roda é aquecida exclusivamente por radiação. Por esta 
razão, as temperaturas base em regime, na região da roda, ficam 
bem deterrnínadas por uma análise de estado estacionário. Como 
não se requer nenhuma análise de transiente, o custo compu­
tacional reduz-se consideravelmente. 

Problemas de transferência de calor em estado estacionário 
são governados por equacões diferenciais a derivadas parciais do 
tipo da Equação de Poisson (Eckert & Drake, 1959), (Incropera & 
De Witt, 1990). A solução destas equações para domínios carac­
terizados por geometrias complexas, sujeitos a carregamentos e 
condições de contorno em geral não lineares, com distribuições 
também complexas, só é possível com o concurso de métodos 
numéricos como o método dos elementos finitos (Zienkiewicz & 
Taylor, 1989), (Rao, 1982). Os problemas que envolvem radiação, 
em particular, caracterizam-se por fluxos térrnícos fortemente não­
lineares, proporcionais á quarta potência das temperaturas, con­
forme a Lei de Steffan-Boltzmann. 

Problemas desta classe aparecem em áreas tão distintas 
como a engenharia nuclear (Hopkirk, 1983 ), a aeronáutica (Hoff, 
1958), a fusão termonuclear (Pauletti, 1986, 1988), (Brunelo, 
1988), (Zolti, 1991) ou a meteorologia (Houf, 1985), apenas para 
citar algumas. O método dos elementos finitos mostra-se 
adequado para a solução deste tipo de problema, conforme ates­
tam, por exemplo, os programas desenvolvidos por Mason (1979) 
e Zolti (1991). 

MODELO DE ELEMENTOS FINITOS 

No desenvolvimento do presente estudo, fez-se uso do 
programa de elementos finitos ANSYS, capaz de resolver 
problemas não lineares, tanto transientes como estacionários. 

A geometria considerada é do tipo daquela mostrada na 
Fig. I . A Fig. 3 mostra a malha de elementos finitos empregada na 
análise térmica. As partes sólidas foram modeladas com o ele­
mento térrníco isoparamétrico bidimensional STIF55 (opção 

axissimétrica). A troca radiativa, por sua vez, foi representada 
através de "elos" de radiação (STIF31 ). 
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Fig 3 - Modelo de elementos finitos empregado na análise. (a) 
malha (sem os elos de radiação) e condições de contorno; (b) malha 
completa. 
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A determinação dos fatores de forma entre as superficies 
que participam das trocas radiativas é trabalhosa, mesmo para 
geometrias simples e em presença de simetrias ( Úzisik, 1990 ), 
(Zolti, 1991 ). Neste trabalho, os fatores de forma axissimétricos 
foram aproximados por fatores planos, calculados por um 
programa dedicado, que implementa a Fórmula de Hottel (Pauletti, 
1994) 

A única propriedade do material de relevância para a 
análise em regime estacionário é a condutividade térmica. Nesta 
análise, assurníu-se um valor único k=50"1Q-3 wmm-IK-1 (típico 
do aço-carbono (Úzisik, 1990)) tanto para o tambor como para a 
roda. 

Os elementos de radiação térmica, por sua vez, requerem a 
definição das áreas irradiantes, de seus respectivos fatores de 
forma, dos produtos entre as erníssividades e da constante de 
Boltzmann, em unidades adequadas. Como a análise é axissimé­
trica, as áreas irradiantes são definidas por radiano. 



A potência térmica a ser imposta ao modelo pode ser esti­
mada a partir de considerações tisicas básicas. Considere-se a con­
dição de frenagem de um ônibus padrão carregado, com massa to­
tal arbitrada em I 5 toneladas, desde uma velocidade de passeio de 
50 km/h até o repouso . O processo envolve a dissipação de 1,45 
MJ. Admitindo um ciclo intenso de frenagem - uma a cada 2 
minutos - a potência média dissipada no ciclo é de 12, 1 kW. Con­
siderando ainda que o ônibus seja freado por 4 tambores, a potên­
cia térmica média incidente sobre cada tambor é de 3 kW. O cor­
respondente fluxo de potência incidente (480 Wlrad) foi unifor­
memente distribuído entre os nós localizados na face interna do 
tambor, na região de contato das lonas de freio . 

A remoção do calor por convecção, por sua vez, é um 
fenômeno de dificil tratamento matemático . É usual empregar-se 
coeficientes de troca determinados empiricamente, mas mesmo 
estes coeficientes são de dificil obtenção. Optou-se então por es­
timar um coeficiente constante, aplicado a todas as regiões onde 
presumivelmente a troca convectiva pudesse ser relevante. Estu­
dou-se a variação deste coeficiente com valores da ordem da con­
vecção natural (I0-5 Wmm-2K-I , conforme (Úzisik, 1990)) 

Finalmente, na região de interface entre as rodas impôs-se 
uma temperatura constante de 50 "C. Além disso assumiu-se para 
o ambiente uma temperatura de 30 oC. 

RESULTADOS 

A Fig. 4 mostra o campo de temperaturas determinado 
com as condições de contorno discutidas acima. O modelo mostra 
que a condução é o principal meio de remoção de calor para o 
ambiente, o que se reflete no forte gradiente de temperaturas ao 
longo do tambor. Da potência total imposta ao modelo, 360 Wlrad 
são removidos por condução para o eixo da roda, 107 Wlrad são 
removidos por convecção e apenas 13 Wlrad deixam o sistema por 
radição para o ambiente. Não obstante, é a fração de calor que 
migra por radiação do tambor para a roda ( 110 W lrad) a respon­
sável por aquecer esta última. Sem a consideração da troca radia­
tiva, embora as temperaturas no tambor cresçam substancialmente, 
a fração da potência removida por convecção cai para 101 Wlrad. 
Ocorre que, como sem radiação a roda não aquece, diminui a área 
onde a troca convectiva é de fato relevante. 
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Fig. 4 - Resultado final para o campo de temperaturas no tambor e 
na roda (normalizadas em função da máxima temperatura absoluta). 
Potência total = 480 Wlrad; Tbac:= 50 °C; Tamb=30 oC; E = 0,25; 
k=50'10'3 Wmm-1K'1; h=6' 10~ Wmm-2K'I 

Estes resultados podem ser explorados para buscar meios 
eficientes para remoção de calor do sistema e para a sua redis­
tribuição espacial (Pauletti, 1993). Por exemplo, sendo a condução 
o meio mais eficiente de remoção do calor, pode-se procurar a 
melhoria do contato térmico entre o tambor e as partes vizinhas, 
favorecendo a drenagem do calor por condução. 

CONCLUSÕES 

O trabalho descreveu a determinação do campo de tem­
peraturas de um sistema roda-freio típico de ônibus urbanos, por 
meio de modelos matemáticos, convenientemente calibrados. Os 
modelos desenvolvidos possibilitaram tanto a descrição fenome­
nológica como a quantificação dos processos de transferência de 
calor envolvidos. A interpretação destes resultados pode 
direcionar o desenvolvimento de protótipos. 
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RESUMO 
Simuladores de fluxo fisiológico são importantes para o estudo in vitro de estenose, aneurismas, 

bifurcações, vaso elasticidade e outros importantes efeitos em vasos arteriais. Também auxiliam o 
desenvolvimecto de técnicas não invasivas, como o uso do efeito Doppler por ultra-som em estudos 
vasculares e permitem o estudo de próteses valvares cardíacas. O objetivo deste trabalho é apresentar um 
novo sistema de simulação cardiovascular e desenvolver sua modelagem matemática apresentando uma 
solução numérica. 

INTRODUÇÃO 

Simulador cardiovascular é uma importante ferramenta no 
estudo in vitro dos diversos fatores que afetam o escoamento 
hemodinâmico, tais como: aneurismas, bifurcações, vaso 
elasticidade, prótese valvar, etc. Existem diversos tipos de 
simuladores sendo utilizados atualmente, mas podemos classifica­
los em dois grandes grupos: O grupo que reproduz os parâmetros 
de fluxo dentro da cavidade cardíaca esquerda e o grupo que 
reproduz o escoamento nas principais artérias do corpo humano. 

O primeiro grupo de simulador cardiovascular geralmente 
necessita de válvulas para reproduzir os parâmetros de fluxo 
desejado e são utilizados no teste de desempenho de prótese valvar 
cardíaca. Este tipo de simulador também consegue reproduzir o 
pulso de pressão, enquanto o segundo grupo não consegue 
reproduzir os pulsos de pressão, mas não necessita de válvulas 
para reproduzir o escoamento nas principais artérias. Este tipo de 
simulador é utilizado para estudar as perturbações cm escoamento 
hemodinâmico e realizar estudo de efeito Dopplcr em Ultra-som. 

SISTEMA DE SIMULAÇÃO PROPOSTO 

Thbo de 
Alimentação I 

Dreno 

Válvula Reguladora 
de Fluxo 

Reservatório 
de Saída · 
de Nível. 
Constante 

Bomba de 
Recirculação 

fig. I - Desenho esquemático do sistema de simulação cardiovascular proposto. 

O sistema de simulação proposto se encaixa no segundo 
grupo citado acima e consiste de um reservatório elevado de nível 
constante; de um conjunto de bombeamento, o qual consiste de um 
pistão guiado por uma carne movimentada por um motor de passo 

que por sua vez é controlado por um micro computador; uma 
junção; um tubo de alimentação; uma válvula reguladora de fluxo; 
um tubo onde será reproduzido o escoamento (seção de teste); um 
reservatório de saída de nível constante e um sistema de 
recirculação, constituído de uma bomba centrifuga e da tubulação 
que liga o reservatório de saída ao reservatório elevado, como 
mostra a fig. I . 

O principio de funcionamento deste sistema de simulação 
cardiovascular baseia-se no fato de que podemos decompor 
qualquer onda em duas componentes: uma componente constante 
(DC), que representa a média temporal da onda, e uma 
componente de flutuação (AC), que representa o nível de flutuação 
da onda. O reservatório de nível constante é o responsável pela 
componente DC. A válvula no tubo de alimentação controla a 
vazão deste para o sistema, possibilitando assim, alterarmos a 
componente DC a fim de que se possa reproduzir diversas médias . 
temporais. O deslocamento do pistão gera a componente AC e sua 
amplitude deverá ser alternada para cada tipo de escoamento que 
se deseja reproduzir. A amplitude de deslocamento do pistão pode 
ser modificada através de ajustes no volante da carne do pistão. O 
sinal do escoamento que se deseja reproduzir também possui 
diversas harmônicas e estas tem que ser reproduzidas pelo pistão, e 
para tanto o pistão é movimentado por um motor de passo . Este 
tipo de motor permite que obtenhamos diversas frequências em um 
mesmo ciclo, podendo assim reproduzir as harmônicas do sinal 
desejado. Entretanto para que possamos reproduzir um sinal de 
escoamento pré-determinado, necessitamos saber qual será o sinal 
do pistão (amplitude e frequências) que irá reproduzi-los. Para 
isto, o sistema composto pelo pistão, reservatório elevado, junção, 
tubo de alimentação e seção de teste, como mostra a fig. 2, foi 
modelado numericamente. 

FORMULAÇÃO MATEMÁTICA 

O simulador proposto foi modelado utilizando as equações da 
conservação de massa, momentum e energia em sua forma integral. 
O volume de controle adotado para esta análise está 
esquematizado na fig.2, e possui uma fronteira deformável 
acompanhando o pistão e a sua superficie de controle é coincidente 
com a superficie sólida do sistema. 

467 

Para que o nível do reservatório elevado seje constante, a 
área de sua seçào transversal é muito maior que a área do tubo de 
alimentação, portanto, a velocidade em seu interior é muito menor 
que a velocidade no tubo de alimentação. Devido a este fato, 



iremos desprezar a velocidade e aceleração no reservatório elevado 
de nível constante. 

Sub·Volumes de Controle 

Volume de Controle 

i· 
y 

----, -- I 
VC·2 __ _J 

Lx 
fig. 2 -Desenho esquemático do Volume de Controle adotado e suas 

subdivisões. 

Equacão da Conservação de Massa. Utilizando a equação da 
conservação da massa para obter uma relação entre a velocidade 
do tubo de alimentação (V 4)1 , a velocidade na seção de teste (V2) 
e a velocidade do pistão (VJ). 

:, fptN +JV,.ii dA= o 
vc •c 

(I) 

Aplicando Leibnitz na primeira integral da eq. (I), e sabendo 

que o fluido utilizado é incompressível, ou seja, !!_p= O, a eq. (I) 
ôt 

fica: 

fJ~..ndA+ JvF.ndA =O (2) 

onde: 
V, - Velocidade relativa entre o fluido e a superficie de 

controle; 
VF -Velocidade da superficie de controle deformável. 

Reduzindo a eq. (2) a um modelo unidimensional obtemos: 

V3A3 = V2A2 +V4A4 (J) 

Derivando a eq. (J) em relação ao tempo, obtemos: 

V,A, = V2A2 +V4A4 (4) 

Equacão da Conservação de Momentum na Direcão X. 
Utilizando a equação da conservação de momentum na direção x 

1 A nomenclatura utilizada está esquematizada no apêndice A. 

para obter uma relação entre a velocidade da seção de teste (V2), a 
velocidade do pistão (VJ), a velocidade do tubo de alimentação 
(V 4), a pressão2 na cabeça do pistão (PJ) e a pressão hidrostática 
do reservatório de saída (p5=pgL5). 

:, fv. ptN + fv. pV,.ndA = - J p.ndA+ J li.l-d4 (5) 
vc se se sç 

Utilizando a regra de Leibnitz na primeira integral da eq. (5) e 
sabendo que o fluido é incompressível, obtemos: 

f:, (v.) fXN + f v. p vF.ndA + f v. pV,.ndA - . . 
·=-J p.ndA + J n. l-dA 

(6) 

Reduzindo a eq. (6) a um modelo unidimensional, obtemos: 

p,A, · ( ) · 2 2 -=V, Ll- L,v A, +V2L2A2 -V, Al +V2 A2 
p 

v2 
+gL5A2 + J-2 L27!D2 

8 
(7) 

Equação da Conservação de Energia. Utilizando a equação 
da conservação de energia para obter mais uma relação entre as 
velocidades (V 4, V2, VJ) e as pressões (PJ e p5). 

. . ô f~V/ ) Q-w: =- -+gz+u tN 
I Ô/ 2 

vc 

+ l( ~2 

+ gz + u )pV, .iidA 

(8) 

Não estamos considerando trabalho realizado por forças 
viscosas porque a superficie de controle é coincidente com as 
paredes sólidas do sistema e também não estamos considerando 
trabalho de eixo sobre o volume de controle. O trabalho inerciai 

( ~) é dividido em trabalho inerciai viscoso (~v) e trabalho 

inerciai de pressão { ~J O trabalho inerciai viscoso é nulo pelo 

mesmo motivo de desconsiderarmos o trabalho viscoso. O trabalho 
inerciai de pressão é calculado pela eq. (9). 

~P = f p(VI .n)dA (9) 

A velocidade inerciai é calculada pela eq. (10). 

- - - df -VI =V +VF +-+nxr 
r d/ 

(lO) 

2 A pressão utilizada neste trabalho é a pressão manométrica. 
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Como estamos utilizando um referencial inerciai, 
dY 

e Õ. x f =O. Desenvolvendo a primeira integral da eq. (8) pela 
dt 
regra de Leibntz e substituindo as eq. (9) e (10), obtemos: 

(12) 

Eguacão a ser Solucionada. A fim de se obter a equação que 
modela hidrodinâmicamente o simulador proposto, multiplica-se a 
eq . (7) por V3 e iguala-se com a eq. (12). Na equação resultante, 
substituí-se as eqs. (3) e (4), agrupando a seguir os termos 
semelhantes e por último isola-se V3 , obtendo assim a eq. (13)4 : 

3 Considerou-se que a enegia associada a viscosidade do fluido (perda de carga) foi 
dissipada via transmissão de calor ou foi convertida em energia ténnica do fluido. 
4 A fonna no qual a eq. (13) foi escrita tem o objetivo de esclarerer o que significa 
cada tenno. 
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MÉTODO DE SOLUCÃO 

A eq. (13) é solucionada utilizando uma rotina numérica de 
equações diferenciais ordinárias baseada no método numérico 
Runge-Kutta. Os pulsos de velocidade que deseja-se reproduzir 
com este sistema são aqueles apresentados na árvore arterial 
humana. Estes pulsos de velocidade foram medidos por Mills 
[ 1970] e apresentados em forma de gráficos. Garcia [ 1991] 
digitalizou estes gráficos, gerando assim um conjunto de pontos 
que foi utilizado para obter, através de Tansformada Rápida de 
Fourier, as amplitudes e harmônicas características dos pulsos de 
velocidade fisiológico . 

O objetivo da modelagem, eq. (13), é a determinação do 
pulso de velocidade do pistão necessário para que se possa 
reproduzir, na seção de teste, um pulso de velocidade de um ponto 
qualquer do sistema arterial humano. Para tanto, utilizamos o 
simulador (veja apêndice A) com as dimensões mostradas abaixo: 

D1 =210m· 
D2 = 2S,40 .' IQ-3 m; 
D3 = 25,40 . IQ-3 m; 
D4 = 21 ,00 . IQ-3 m; 
DJ = 116,00. IQ-3 m; 
LJ = 0,30m; 
L2 =3,00 m; 
L4= 1,20 m; 
L5 =145m· 
LJ = 80,00 . 'IQ-3 m. 

Para o calculo do coeficiente de atrito ( f ), utilizamos uma 
expressão explícita que reproduz o diagrama de Moody, que é 
válida tanta para regime laminar quanto para turbulento, eq. (14). 

f = 8[( _!_)12 + -:----:--;-;-1 ]Yt2 
Re (A +B)y, 

(14) 

onde: 

A =[2,457lnl 7 r I , J1" 'B=['~:·r 
( - +0 28 -

Re ' Dh 

O número de Reynolds (Re) foi calculado por: 

pVD 
Re=--

J.J 

(15) 

(16) 

Foi utilizado p = 999 kgtm3 , 11 = 1, O . 10-3 cps e e/Dh = 
0,000001 para estimar f 

Nas estimativas de perdas localizadas, o coeficiente de perda 
( K ) foi calculado utilizando a eq. ( 17), quando de uma contração 
e a eq. (18), quando de uma expansão. Para saber se se tra~ava de 
uma expansão ou de uma contração verificava-se o senttdo do 
fluxo no local. 



K, =(1- ~: )
2 

Kç = O, 42( 1- ~: ) 

onde: 
d - menor diâmetro da junção; 
D - maior diâmetro da junção. 

(17) 

(18) 

Para se estimar a perda de carga na válvula controladora de 
fluxo, utilizou-se Kv = 73 . 

RESULTADOS OBTIDOS 

~ 
~ 
.{'! 
·o 
_g 
<u 
> 

1 .20 

o .ao 

o . ..., 

0 .00 

· O .o4CI 

-o .ao 

___ - Velocidade na Artc!ria Aorta 
-- Velocidade do PistAo 

l 2 

Periodo de Oscilaçllo da Velocidade 

fig . 3 - Gráfico do pulso de velocidade da artéria aorta c o pulso de 
velocidade do pistão necessário para reproduzi-lo. 

Como exemplo de aplicação foi modelado o pulso de 
velocidade do pistão necessário para reproduzir a velocidade da 
artéria aorta ascendente. O resultado do pulso de velocidade do 
pistão, eq. (13), e da representação em série de Fourier da artéria 
aorta estão mostrados na fig. 3. 

As frequências características dos pulsos de velocidade do 
pistão e da aorta são coincidentes. Podendo-se concluir que para 
esta faixa de operação o sistema se comporta de maneira linear. 
Deve-se destacar entretanto que os pulsos diferem em fase e 
amplitude. Percebe-se também que o pistão necessita inverter o 
sentido, para reproduzir um trecho do pulso de velocidade da 
aorta, antes de completar o ciclo. Isto é possível através de 
inversão de rotação do motor de passo. 
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ABSTRACT 

The purpose of this paper is to present a new design of a 
physiological flow simulator and to develop its numerical model 
for studying the effects of stenoses, aneurysms, bifurcations and 
other flow parameters on the hemodynamics of arterial blood flow 
or for relating Doppler ultrasom spectre to vessel abnormalities 
and also to aid development of new implantable prothesis. 
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RESUMO 
Est.e t.r-abalho apr-esent.a a análise do 

biCásico sobr-e um plano inclinado, se~undo 

Cowin. Det.erminou-se t.ambém o campo de 
int.er-s:t.icial. 

es:coament.o de um meio 
a Teoria de Goodman e 
pressão para o Cluido 

INTRODUÇÃO 

Nest.e t.rabalho é Ceit.a uma 
escoament-o de um meio biCásico 
Cluido int.er-st.iciaD sobre 
inclinado, visando a obt.enção da 
da Cr-ação de sólido, do campo de 
e do Cluxo de massa, se~undo a 
Goodman e Cowin <1972) . 

Admi t.e-se que o sist.ema é 
por uma ~ama iruinit.a de mat.erial 
espessura ó, · suportado por 
inclinada de um ân~ulo 01 com a 
campo ~r-avit.acional. A supert"tcie 
biCásico est.á livr-e de t.ensões. 

análise do 
<~r-ãos + 

um plano 
dist.ribuição 
velocidades 
t.eor-ia de 

const.i t.uido 
~ranular de 
uma placa 
dir-eção do 
dest.e meio 

Fi~ur-a 1: Escoament-o de wn meio biCásico 
sobre um plano inclinado. 

HIPóTESES ADOTADAS 

Considera-se que 
numa sit.uação de nao 
ser- caract.erizado pelas 
(a)Re~ime permanent-e; 

o sis:t.ema t.odo est.á 
equilibrio, o que pode 
se~uint.es hipót.eses: 

(b)A component-e v 
1 

do vet.or velocidade é 

Cunção soment.e da coordenada espacial x
2

; e 

as component-es v 
2 

e v 
9 

do mesmo vet.or são 

nulas. 
(c)A variação em relação 
espacial x

9 
não é considerada. 

<d)O t"luido int.erst.icial e os 
com a mesma velocidade. 

à coordenada 

~rânulos escoam 
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EQUACIONAMENTO DO PROBLEMA 

A conservação da 
movimento linear para 
dist.ribuido aplicadas as 
e (c) - é dada por: 

p v~ - p ' .. ~" 

onde é a densidade dos P., 

aceleração da ~ravidade, 

quant.idade de 
o corpo sólido 
hipót.eses <a>, (b) 

(1) 

~rânulos, ~ é a 

T 
~ .. é o t.ensor-

tensão, v é a Cr-ação de sólido e p é a Corça 
~" 

de int.er-ação mút.ua ent.re os ~rânulos e o 
t"luido int.er-st.icial. 

Ahmadi (1979), ent.r-et.anto, pr-opõe a 
se~uint.e r-elação par-a a Corça de int.eração 
ent.re os: ~r-ãos e o Cluido: 

Pr • K <v 
i. ~" 

- v) 
~r ' 

onde K é uma constant.e. 
t 

(2) 

Aplicando a hipót.ese d na equação (2) e 
ret.or-nando o r-esult.ado à equação (1), 
che~a-se a: 

p v~ .. (3) 

A equação (3) é idént.ica â que Coi 
obt.ida por- Goodman e Cowin <1971), que 
desconsider-avam a massa de Cluido 
int.er-st.icial. Supondo então, que as condições 
de cont.orno sejam as mesmas, a solução para o 
campo de velocidades dos ~r-ãos e distribuição 
de Cr-ação de sólido t.ambém ser-ão i~uais . 

O campo de velocidades para o cor-po 
t"luido dist.r-ibuido, pela hipót.es:e (d), será o 
mesmo que o dos ~r-ãos . E a porosidade será 
dada por-: 



n • 1 - v (4) 

Para fechar o 
fluido int.erst.:!.cial, 

conjunt.o solução para o 
falt.a apenas det.erminar 

o campo de pressão. 

DETE~NAÇÃO DO CAMPO DE PRESSÃO 

Em uma primeira anAlise pode-se supor 
que o campo de pressão varie mais fort.ement.e 
com uma coordenada espacial do que com out.ra, 
em det.erminadas circunst.Ancias. Para o 
problema em quest.ão, supondo que o ângulo de 
inclinação seja suficient.ement.e baixo , a 
pressão est.aria variando mais fort.ement.e em 
relação A coordenada espacial x2, podendo-se 

negligenciar as variações em relação 

Assim sendo,_ pode-se afirmar que: 

a x . 
t 

J 
bP 

ll.P• - - dx 
bx 2 

2 

(5) 

A pressão na superficie livre do meio 
bifãsico é a pressão at.mosférica: 

P<x •0) 
2 

p (6) 
<1i m 

A equação que fornece a -quant.idade de 
moviment.o linear ~ara o corpo fluido 
dist.ribuido pode 
direções principais 

ser decompost.a nas duas 
x e x . Ent.ão: 

i 2 

2 
d vft 

l.l -2-

dx2 

bP 
bx - P/1-v)gcosot, 

l 

(7) 

bP 
bx • P/1-v)gsenot, (8) 

2 

onde 1.J e pr são respect.ivament.e a viscosidade 

e a densidade do fluido int.erst.icial. 

Uma vez que: 

v - v -
[ 

M 
senh LY 

o L + MY + [ 1 - M + 

+ M se~ L ] [ ~ + cos~ ~ Y ]] ' (9) 

onde v 
0 

é a fração de sólido const.ant.e em X ' t 

y -

M • 

X 
2 

~ 

~6sena 
2a v 

2 o 

(10) 

(11) 

[ 

a ]t/ 2 
L • 2 a- 6, 

9 

<12) 

a e a são 
2 9 

parâmet.ros ligados ao moviment.o e 

int.erações ent.re o meio bifãsico, 
seguint.e solução para o gradient.e 
adimensional na equação (5) : 

obt.em-se a 
de pressão 

[ 1 
dlP 

1 _ v [ -M senh LY + --dY o L 
M + 

+ M se~h L ] [ ~ + c osh LY J 
+ cosh L + MY], (13) 

onde: 

lP 
p 

<14) 
pfg6senot 

A expressão (5) pode ser reescrit.a na 
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sua forma adimensional: 

ll.IP • -v [- ~cosh LY + [ 1 - M + 
o L2 

M senh L ] [ y + se~ L y J 
+ L 1 + cosh L + _!__ MY2 + 

2 

+ :2] + y 
(15) 

RESULTADOS OBTIDOS 

Os 
most.ram 
por: 

o 
grâficos apresent.ados a seguir , 

perfil do c ampo de pressão dado 

y 

ll.IP - lP - lP 
<1im 

0.-40 

9.60 

0 . 110 

1.00 

PRESSÃO 
6P 

0.-40 

I 
I 

e. ~ee 

I I I f -- - --·-r - -- - ---r --- ----r----- - -, 
I I I I 
I I I I 
I I I I 
I I I I ---- ---r------ -r-------, 

I I 
I I -------,..-------,..--
: : . I 
I I l :2 

I I 
I 
I 
I I I 

~ r--- ----r----- ; -, 
I I 

............. I I 
l:10 I I 

I I I --- -- -- ,..---- ---,..----- - -,.. 
I 
I 
I I 

-------~-------~------ -~------

<16) 

Fi~;ura 2: Campo de pressão versus Y para 
M•0.75 e v •0.25. 

o 
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Figur·a 4: Campo de Pr-es:s:â o ver·s:us: Y P•-"-r-a 
Mz1.25 e i/ =0 .25. 

ú 

y 

0.60 

PRESSÃU 
~lP 

' I 
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-r---- - --r-- -- -- ·r- - -----r----- - ·r 
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I I 

I 

I I I I -r-------r-------r-------, 
I L' 10 : 

/ I I 
I I I ------r- -- --- -r---- - --, 

I ------------------- --

Figur·a 5: Carnpo de- pr·ess~=lo v e r·sus Y par·a 
M=1.25 e u =0.75. 

o 

o 
fluido 

pet·· fil do 
int.er·st.icial 

rnass:a dos grânulos 

campo d.;, 
r·evela ·a 

pr·essão par-a 
influência 

o 
da 

Evident..;,ment..;, essa influência é 
d8t.er·minada pela dist-r-ibuição da fr-ação de 
solido e apat'ece de forma mais clar-a par-a 
v<r.lor·es: ntais: alt.os de v . 

o 
Ent.âo, a f "or-ma do ll:l'áfico de pr-essão 

t-ende par·a uma cur·va do t-ipo par-abólica, 
dif.et'ent.e da ret-a que repr-esent-ar-ia a 
dist-r-ibuição do campo de pr·essâo par·a uma 
coluna de llquido simplesment-e. 
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Not-a-se que par-a valor-es baiMos de L, a 
t"or·ma da cur·va de pr·essão t-ende par-a uma r-et.a 
inclinada, o que cor·r-esponder-ia á sit-uação de 
o meio biL~sico se compor·t.ar· como fluido 
incompr·ess:tvel. Est-e f "at.o f'oi abor-dado por­
Goodman e Cowin (1971). 
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DJSTRIBUTION OF SOLID PHASE lN UPWARD GAS-LIQUID-SOLID 
FLOW THROUGH CONICAL COLUMNS 

F.A. DA SILVA, F.F. PIRONTI AND A.E. SÁEZ 
Departamento de Termodinámica y Fenómenos de Transferencia 

Universidad Simón Bolívar, PO Box 89000, Caracas 1080-A 
Venezuela 

SUMMARY 
ln this work we present a mathematical model to simulate the axial distribution of solid phase in 
upward gas-liquid-solidflow through a vertical column with conical shape. The model is based on the 
sedimentation-dispersion model used to simulate solids distribucion in three-phase slurry bubble 
columns. We have used the model to analyze the effect of the taper angle of a conical distributor on the 
suspension of solids in a cylindrical spouted bed with a conical entrance section. The effects of gas and 
liquid velocities and average solids concentration are analyzed. The results show thac there is a range 
of operaung condlttonsfor whzch the solzds concentralion profile exhibits a maximum within the conical 
region. The vicinity of this maximum would be the place where sedimentation of rhe solid phase occurs. 

INTRODUCTION 

The mathematical description of multiphase flows is a very 
complex problem for which there is no general solution at this 
point. When the multiphase mixture can be treated as a pseudo­
continuum, the problem is equivalem to the prediction of the 
rheological behavior of the mixture. However, in a wide variety of 
practical applications the multiphase mixture cannot be treated as 
a pseudo-continuum. ln particular, it is sometimes necessary to 
describe the concentration profiles of a dispersed phase in the 
mixture. ln this work we are concerned with upward gas-liquid­
solid flow in either the bubbly or the churn-turbulent flow 
regimes, in which the gas traveis in the form of dispersed bubbles 
through a liquid-solid suspension . We will be treating the 
particular case encountered in slurry bubble columns, where the 
driving force for the fluidization of the solid particles is the gas 
velocity, which is usually at least one order of magnitude larger 
than the liquid velocity. 

Slurry bubble columns are cylindrical vessels with a phase 
distributor at the bottom. ln many applications, the gas, liquid and 
solid phases are mixed in a small diameter pipe and then fed to the 
bubble column through a conical section (figure 1). The purpose 
of the conical shape is two-fold : first , its slowly-varying section 
assures a uniform distribution of the gas phase, and second, it 
creates a high-velocity region at the bottom thereby avoiding 
sedimentation of the solid phase. This configuration is usually 
referred to in the literature as a spouted bed, since the high speed 
spouting of the gas phase drives a strong liquid circulation in the 
column, which enhances the mixing of the phases and the 
fluidization of the solid. 

Exit 

..----..!---...- z=L 

Cylindrical 
Section 

___ tz 

Figure I. Spouted-Bed Slurry Bubble Column. 

The solids mass flow rate is made up of three contributions: 

(2) ln this work we develop a mathematical model to si!T)ulate the 
distribution of solid phase in gas-liquid-solid spouted beds. Our 
model is based on the sedimentation-dispersion model originally 
developed by Cova ( 1966). 

MATHEMATICAL MODEL 

The mathematical model is based on a mass balance of solids 
in the conical section. The corresponding equations for cylindrical 
sections will correspond to the limit of our model as the taper 
angle tends to zero. Our approach follows the solids mass balance 
equations presented , among others, by Smith et ai. (1986), and 
Jean et ai. (1989). 

Let ns be the mass flow rate of solid phase at any given cross 
section in the column per unit cross sectional area occupied by the 
slurry (excluding the gas). ln steady state, the solids mass flow 
rate at any section must equal the one at the entrance (z=O): 

The first term on the right hand side of equation (2) represents 
the convective transpor! of solids due to the motion of the slurry; 
n1 is the liquid mass flow rate (notice that n5 + n1 is the total mass 
flow rate of slurry), C5 is the solids concentration in the slurry and 
Psi is the density of the slurry. The second term on the right hand 
side is the downward motion of solid particles due to 
sedimentation, which is a convective morion superposed on the 
total flow rate of slurry characterized by the settling velociry us. 
The third term is the di spersive transport, which is assumed to be 
of a fickian nature, and is characterized by the solids dispersion 
coefficient, Es. The dispersive transport of solids is a consequence 
of two effects: the small-scale fluctuations of the velocity vector 
due to turbulence, and the radial variations of the time-averaged 
axial velocity of the slurry. Both effects are strongly dependent on 
the gas velocity. 

(I) 

where the subindex O refers to z=O, and Ast is the cross sectio nal 
area occupied by the Iiquid-solid suspension. 
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The area-averaged velocity of the slurry can be defined as 

(3) 



It is customary to express phase velocities as superficial 
velocities, based on the total cross-sectional area. The superficial 
velocity of the slurry is 

Usl = Usl (1-Eg) (4) 

where Eg is the volume fraction of gas phase (gas holdup). 
The settling velocity in equation (2), u5, is referred to the cross 

section occupied by the slurry. The settling velocity relative to the 
liquid, U 5, is usually employed. Both velocities are related by 

us 
U=-

s "'' 

(5) 

where 'VI is the interparticle volume fraction of liquid in the 
slurry, 

cs 
'I',= I - Ps 

where Ps is the density of the solid parti eles. 

(6) 

On the other hand, the solids mass flow rate at the entrance 
(equation I) can be expressed in terms of the concentration of 
solids in the feed, C5r, as follows 

(nsAsl)O = CsfUsl,OAO (7) 

Substiluting equations (2) to (7) into equation (I), and noticing 
that the cross sectional area occupied by the slurry is related to the 
cross sectional are of the column by A 51=( 1-Eg)A, leads to 

dC [Usl,OAO- U l UsiOAOCsf 
-E _ s +C (l-E )A '1'1 s = . ' (8) 

s dz s g (1-Eg)A 

The cross sectional area in the conical section is a function of 
position according 10 

A =Ao (1 + z tan9)2 
r o 

OszsLc (9) 

where r o is the radius of the cross section at the entrance, and e is 
the taper angle (cone apex semi-angle). ln the cylindrical section , 
the ratio Ao/A is a constant, and equation (8) reduces to the 
conventional form of the sedimentation-dispersion model (Smith 
et ai., 1986). 

Equation (8) is the basic relation of the model proposed in this 
work. Its integration along the system yields the axial distribution 
of solids in the column. lt is importam to point out that the solids 
concentration obtained is a cross-sectional area average, since the 
changes of solids concentration with respect to radial position are 
taken into account by the di spersion term. ln the conical region, 
most the coefficients in equation (8) are a function of axial 
position. Since the gas and slurry velocities change with z, one 
would expect that the dispersion coefficient, the gas holdup, the 
interparticle liquid volume fraction and the settling velocity also 
change with z. The solution of equation (8) then requires the 
specification of E 5, U5 and Eg as a function of z. This will be 
achieved by means of empirical correlations, as described below. 
Notice that the interparticle liquid volume fraction can be 
expressed in terms of C 5 by means of equation (6), once the 
density of the solid particles is specified. 

The integration of equation (8) requires one additional 
condition for the solids concentration. ln the original formulation 
of the model for cylindrical columns, Cova (1966) applied a flux 
boundary condition at the exit of the column, since it is known 
that , at steady state, the exit solids concentration must equal the 
feed solids concentrations. Later works have shown that the 
condition employed by Cova was generally incorrect since 
experimental evidence shows that there is a discontinuity in the 
solids concentration at the exit sectíon (de Bruijn et al., 1989). 
Smith et al. (1986) have overcome this problem by using a 
boundary condition at the exit in which the discontinuity is 
accounted for by means of empirical relations. 

Presumably, the difficulty in establishing the additional 
condition required to integrate the differential equation stems 
from a Jack of knowledge of the local hydrodynamics of the exit 
section. ln this work we avoid assessing this problem by taking as 
additional condition the spec ification of the average solids 
concentration in the whole column, defined by 

L 

J C5A dz 

c =-"-o __ _ 
s L 

J Adz 
o 

(10) 

The calculation procedure to determine the solids conccntration 
profile for a given set of conditions is as follows. We start by 
assuming a value for the solid s concentration at z=O. With this 
starting value, the differential equation (8) was integrated by 
means of an Adams-Moulton method. Once the solids 
concentration profile is known, the average solids concentration is 
evaluated integrating the numerator of equation ( 10) numerically. 
The average solids concentration is compared to the specified 
value. The procedure is repeated iteratively until the calculated 
and speéified values of the average concentrations coincide. 

PREDICTION OF PARAMETERS 

The model will be applied in this work to a typical pilot scale 
slurry bubble column which has been used in previous works to 
perform hydrodynamic studies (Pino et al., 1992). The prediction 
of the parameters to use in equation (8) will be carried out by 
means of empirical relations from the literature. The correlations 
available in the literature correspond to cylindrical columns. 
Owing to the Jack of appropriate information, we have assumed 
that these correlations still apply to the conical section, by 
evaluating the independent parameters that they require at each 
cross section. This assumption strictly holds for small values of 
the taper angle. Their accuracy should be cvaluated by means of 
experimental infom1ation in this type of systems. 

The gas holdup at each cross section was calculated by means 
of the correlation proposed by Akita and Yoshida (I 973): 

I 

*( 3 2]
12 

E, [ 2rgp. J Sr gp si U, 
__ g_ =O 20 __ si -2- _g_ 

4 . () Jl ~ 
(1 - Eg) si v 2rg 

(11) 

where g is the acceleration of gravity, r is the column radius at the 
cross section, cr is the surface tension of the liquid , Ug is the 
superficial gas velocity at the cross section (notice that, neglecting 
pressure variations, the product UgA is the gas volumetric flow 
rate , whtch is constant throughout the column), and Jlsl is the 
viscosity of the solid-liquid suspension. The density of the slurry 
can be evaluated at each point by means of the following 
equation: 

psi= Cs + 'I'1P1 (12) 

where PI is the density of the liquid. The viscosity of the slurry 
was estimated by the following relation, valid for suspensions of 
hard spheres at moderate concentrations (Macosko, 1994): 

2 
)151 = J1

1 
[1 + 2.5 (1-'1'1) + 4.9 (1-'1'1) ] ( 13) 

where Jll is the viscosity of the liquid. The settling velocity of the 
particles in the three-phase system was correlated by Smith et al. 
(1986) as follows 

U = 1 44 uo.7Ruo.23 3_5 
s . t g \j/1 (14) 

where the velocities are expressed in m/s, including U1, which 
represents the terminal settling velocity of a single particle 
surrounded by pure liquid. 
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This terminal velocity was calculated in this work by using the 
correlation presented by Zigrang and Sylvester ( 1981 ), as 
recommended by Smith et ai. (1986). 

The solids dispers ion coefficient was evaluated from the 
correlation proposed by Smith et ai. (1986): 

where the Peclet number is defined by 

and the Froude number is 

ug 
Fr =--

g j2rg 

( 15) 

(16) 

( 17) 

and the Rey nolds numbers based on column and particle 
diameters are, respectively, 

( 18) 

(19) 

where dp is the particle dia meter. 
ln the results to be presented in the next section, we were 

careful to verify that the operating conditions used for the 
si mulation were within or close to the ranges of validity of the 
correlations presented. The only correlation for which this was not 
satisfied was equation ( 15). Smith et ai. report a maximum value 
of Rep of 5.6. Closc to the entrance of the conical region, where 
the superficial gas velocity was hi gh, this limit was exceedcd. 
Equation (15) predicts a maximum in di spersion coeffic ient with 
superficial gas velocity that occurs at Rep=5.9. Beyond this value, 
the dispersion coefficient decreases with increasing gas velocity, a 
trend that is obviously wrong. For this reason and due to the 
absence of other correlations in the literature, we applied equation 
(15) only for Re[l<S;5.9. For Rep>5.9, we applied equation (15) but 
substituting the factor (I +0.15Rep) by its maximum value within 
the ran ge of the correlation, i.e., (I +0.15*5 .9). This modification 
yields a dispers ion coefficient that is always an increasing 
function of gas velocity. Our results in this range can then be only 
taken as an approximation. lt is neccssary to point out, however, 
that the range Rcp>5.9 was limitcd to small sections near the 
entrance, which have a relativcly low impact on the solids 
concentration profiles as a whole. 

RESULTS ANO DISCUSS ION 

As an illustration of the application of the model developed in 
this work, we have selected as test case a pilo! scale colt.imn used 
in previous investigations (Pino et ai., 1992). After obtaining the 
results for the test case, we performed a sensitivity analysis by 
varying some of the most important operating conditions and 
geometrical parameters in order to assess their influence on the 
solids concentration profiles. 

The test case uses air as gas phase (we specify this although the 
results are independent of the properties of the gas phase, as long 
as the operating pressure is close to the atmospheric value) with a 
superficial velocity based on the cylindrical section Ugc=0.03 rn/s. 
The liquid phase is water at 20°C (0=72 mN/m, PI=IOOO kg!m3, 
111= I mPa s) . The solid is siliceous sand (p s=2625 kg!m3) with 
dp=216 11m. The superficial velocity of the slurry based on the 
cylindrical section is Us~c=0.005 m/s. The feed and average solids 
concentrations are, respectively, C5 c=50 kg/m3 and 

C5 = !50 kg/m3. The parameters that define the geometry of the 

test case are: 8=17°, ro=l.9 cm, R=l4.5 cm (radius of the 
cylindrical section), L= I O 1.4 cm, Lc=41.4 cm. 
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Figure 2 shows the effect of taper angle of the conical section 
on the solids concentration profiles. The gas holdup profiles for 
these cases are shown in figure 3. ln these results we have kept the 
length of the conical region fixed (notice that ro varies with 8) . It 
can be seen (figure 2) that, for low values of the taper angle, the 
solid concentration profiles resemble those found in a cylindrical 
column (see, for example, Smith et ai., 1986). As the taper an gle 
is increased, a maximum in the profile is obtained. The location of 
this maximum moves upward in the cone as the taper angle is 
further increased. 
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Figure 2. Effect of Ta per Angle on Solids Concentration Profil es 
for a Fixed Length of the Conical Region. 

The maximum in solids concentration is a consequence of two 
competing effects. On one side is the tendency of the solids to 
settle, which induces the increase in concentration as we move 
close to the bottom of the cone. On the other side , the large 
increase in gas velocities obtained as the cross section diminishes 
results a more efficient suspension of solids through the dispcrsive 
transpor!. Notice how this increase in gas velocity leads to very 
high values of the gas holdup for large taper angles (figure 3). 
Furthermore, the fact that the feed has a lower concentration than 
the average solids concentration has a diluting effect in the bottom 
section of the conical region. 
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Figure 3. Effect of Ta per Angle on Gas Holdup Profiles for a 
Fixed Length of the Conical Region. 

The results shown in figure 2 have relevant implications 
regarding the design of conical distributors. If one were concerned 
with the possibility of solids sedimentation, one would try to 
design the conical distributor to avoid reaching high values of the 
local solids concentration. Figure 2 shows, for the particular case 
analyzed, how the highest taper angle used results in the lowest 
maximum concentration. Therefore, 8=17° would be the optimum 
design value of ta per angle among those represented in figure 2. 



Figure 4 shows the effect of ta per angle on solids concentration 
profile when the area of the inlet section is kept constant (note 
that, in this case, Lç varies with e). As the cone angle is increased, 
the maximum is displaced closer to the inlet section. Notice that, 
once again, larger cone angles imply a lower levei of maximum 
solids concentration. 
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Figure 4. Effect of Ta per Angle on Solids Concentration Pro files 
for a Fixed Area of lnlet Section. 

The average solids concentration has a noticeable effect on the 
solids di stribution, as figure 5 shows. It is interesting to note that 
the location of the maximum is displaced upwards as the average 
solids concentration increases, but it is always located inside the 
conical region. Since solids sedimentation occurs at sufficiently 
high average concentrations, this result indicares that the onset of 
sedimentation will occur in the upper part of the conical region. 
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Figure 5. Effect of Average Solids Concentration on Solids 
Concentration Profiles (V alues of Cs: 0 -75 kg!m3, 0 -1 50 kg!m3, 

e-300 kgjm3, •-500 kgjm3). 

We have also studied the effect of gas and slurry velocities on 
solids distribution. For the test case analyzed in this work we 
found that changes in the superficial gas velocity in the range 
Ugc=0.01-0.15 cm/s have no great influence on the solids. 
concentration profiles. The effect of the slurry superficial velocity 
is shown in figure 6. If the slurry flow rate is low enough , the 
maximum in the solid concentration profiles occurs at the bottom 
of the conical section. As the slurry flow rate increases, the value 
of solids concentration at z=O decreases and the location of the 
maximum is shifted to higher values of z, always within the 
conica1 section. Thi s effect is a consequence of the degree of 
dilution that occurs due to the entrance of slurry at a concentration 
1ower than the average concentration within the column. 
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Figure 6. ·Effect of Slurry Superficial Yelocity on Solids 
Concentration Profi1es. 

CONCLUDING REMARKS 

We have developed a mathematical modelto simulare the axial 
distribution of solid phase in gas-liquid-solid vertical flows 
through tapered columns. The model has been applied to the 
simulation of a pilot scale slurry bubble column with a conical 
distributor. The results obtained from the test simulation indicare 
that the behavior of solid phase is appreciably influenced by the 
geometry of the conical section. The use of the model would, 
therefore, have important implications in the design of such 
systems, especially when large solids concentrations are used. ln 
that case, the propensity of the solid phase to sediment can be 
manipulated by changing the geometry of the conical region. 
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SUHÁRIO 

Analisamos o 001m0rt.amento t.ransiente durante o processo de solidificação 
urúdimensional, OCOI re do run llll!!io peroso sat.\rado com ÜQUido. lnt.roduzimos valores 
efetivos, baseados na IX)rOSidade, para as propriedades termoflsicas do Üquido e do 
sólido, obtendo-se o 001m0rt.ament.o da t.amerat.\ra nas regiões de SÓlido e llQUido, a 
posição da interface e a espessura da camada térmica, em função da porosidade. As 
rrevi.s&s foram ~radas com resultados experi.ment.ais . 

INTRODUÇAO : 
A mudança de fase com solidificação 

em meios porosos tem grande importincia 
tecnolÓgica, estando presente, por 
exemplo, no projeto de alguns tipos de 
armazenadores de energia térmica e na 
purificaçlo de metais . Ela alua ainda, nos 
processos de congelamento e preservação, 
tanto de alimentos quanto de tecidos 
biolÓgicos, assim como na ação de baixas 
temperaturas sobre o sol o, que podem 
interferir no desenvolvimento de 
microorganismos e vegetais . A avaliação de 
alguns parimetros que influenciam no 
desempenho do processo, pode ser feita 
usando-se o modelamenlo unidimensional 
clássico, associado ao conceito de 
propriedades efetivas baseadas na 
porosidade da amostra . 

FORMULAÇÃO DO PROBLEMA : 
Consideramos um meio poroso com 

porosidade L, homog~neo e unidimensional 
de espessura b, saturado por um liquido à 
temperatura inicial Tt . No instante t = O 
a temperatura em um dos contornos foi 
subitamente diminulda e mantida durante 
lodo o processo, a um valor !To> menor que 
a temperatura de congelamento, <Tm> do 
lÍquido saturante . Nessas cond·ições 
inicia-se a formação de uma camada de 
sólido , separada da região liquida por uma 
interface, a través da qual se processarão 
as trocas de calor . 

Assumindo-se que a 
calor através do material 
por condução e sendo 
essencialmente um processo 
efeito do abaixamento 

transmissão de 
ocorra somente 

esse mecanismo 
de difusão, o 

subito da 
temperatura não se transmitirá 
instantineamente por toda o meio . Num dado 
instante haverá uma região onde seu efeito 
s;erá significativo . Essa região, a camada 
limite térmica, inicia-se na superficie 
resfriada extendendo-se até algum ponto 
6(T) dentro do liquido. Para além dela não 
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haverá transmissão de calor e a 
temperatura permanecerá inalterada . Dessa 
forma a regiio de interesse, no lÍquido, 
ficará delimitada pela interface &(T) e 
Dela camada limite térmica 6(T), conforme 
representado na figura 1. 

S(T) ó(T) 

Fig.! : Localização da Interface S(T> e da camada 
limite t.érmica 6(T), na amostra adillll!!nsionalizada 

EQUAÇÕES AD It-ENS I ONA IS E PROPRIEDADES 

TERHOFÍSICAS EFETIVAS: 
Usamos as seguintes equações 

diferenciais adimensionalizadas e 
respectiva5 condições iniciais e de 
contorno, para estudar esse problema de 
solidificaçio: 

Fase sólida: 

9s!Z,T) =O, 

o ( z ( S(T). T ) o 
(1) 

Z=0,T)0 

z 



Fase liauida : 

a2e,<Z;r) "'s ae,<Z;r) 
aza = "'e -e:;:-

S(T) < z ( 6 (T). .,. ) o 

(3) 

ae, 
ãZ =o, Z = 1, T) 0 (4) 

e1 = 1 0(Z(1, T=O (5) 

No balan9o t.•rmico da interface, 
consideramos aue a diferen9a entre os 
fluxos condutivo• de calor at.ravés das 
fases lÍauida e sólida, iguala-se ao fluxo 
de calor aue é uti 1 izado para efetivilr a 
mudan9a da fase. Além disso a temperatura 
deverá permanecer constante e igual à 
temperatura de solidifioa9io, em . Disso 
resultaram as eaua9Ões : 

aes ~ ae, __ 1_ d S<.,-> 
V - k's 1"2" - <Ste>' · dT 

Z = S<T), T ) 0 (6) 

8s<Z,T) = e,<Z,T) = 8m z = 5(.,-), .,. ) o (7) 

onde <Ste>' representa o número de Stefan 
efet.ivo. 

Nesta formula9ão o efeito do meio 
poroso está representado através da 
conceit.uação de propriedades termofÍsicas 
efet.ivas, base•das na porosidade <~> do 
material . 

Considerando a poros i da de como a 
fração volumétrica de lÍauido presente na 
amost.ra, as propriedades efetivas, (~ ' > 
para as regiÕes sólida ou lÍauida, são 
obtidas at.ravés da expressão geral: 

~· = ~ ~ + (1 - ~) ~51( (8) 

A ut.iliza9lo dessas propriedades, 
permite aue o sistema meio poroso e 
llauido saturante seja tratado como um 
meio continuo, no aual os efeitos 
individuais de seuli componentes estão 
proporc i onalmente incorporados. Aplicam-se 
t.ambém as leis macroscÓpicas de 
conservação, bem como j ust. i fi ca-se o uso 
do modelo de condução pura nas eauações 
diferenciais . 

SOLUÇÃO DAS EQUAÇÕES DIFERENCIAIS: 
Na solu9ão da eaua9ão diferencial 

para a região de sólido, usamos a chamada 
Solu9ão de Neumann <CARSLAW L JAEGER, 
1959) . Ela satisfaz a eaua9ão (1) e 
condi9ão <2> e apresenta a seguinte 
expressão para a distribui9ão de 
temperaturas : 

es<Z;r) = :f~À) . erf[ ~] 
onde À é 
determinado. 
localização 

um parSmetro ainda 
Prev~. também, 

da interface em 

(9) 

a ser 
aue a 

aualauer 
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instante 
expressão: 

pode ser obtida através da 

S<T> = 2 À {T (10> 

Na região de lÍauido, adotamos para a 
temperatura uma distribui9ão polinomial 
auadrática da forma : 

2 
e1a ,.,-> ~ 1 - <1 - em> (1-:-i) (11) 

aue é válida para a regilo delimitada pela 
interface s(T) e pela camada limite 
térmica, cuja espessura é determinada por : 

6(.,-) = 2S fT (12) 

S sendo calculado a partir de: 

ti À + ~ [- À ~À2 
+ 4 ~ J 3 Q\'. 

(13> 

Este procedimento , sugerido por CHO e 
SUNDERLAND (1969) e aplicável em problemas 
de solidifica9ão de amostras com espessura 
finita, baseia-se no método integral 
proposto por GOODHAN <1958). 

O valor do parimetro À foi obtido 
resolvendo-se 
transcendental 

a seguinte eaua9ão 

~ _ I "lii)112 [1 - es . lc' t . i] c <Ste>' . À {i 
erf OJ ~ e. kl; 12 

(14) 
onde: 

.._ = _L_ - À [À2 + ~ J 
~z 2 {i 3 (15) 

aue depende das propriedades efetivas das 
fases 1 iaui da e sólida . Uma vez conheci do 
À determina-se B e posteriormente as 
distribui9Ões de temperatura nas regiÕes 
de sólido e lÍauido, a localização da 
i n t erf ao e e a espessura da camada 1 i mi te 
térmica. 

SIMULAÇÃO TEÓRICA : 
Estudamos um meio poroso 

unidimensional constituÍdo de sÍlica , 
saturado com Agua tendo 7,5cm de 
espessura . A porosidade variou desde 0,10 
representando um meio constituido auase 
aue totalmente por partÍculas sólidas, até 
1, 00 correspondendo a uma si tua9ão em aua 
as partÍculas sólidas inexistem e ~emos 
somente ltauido . Admitimos aue a 
temperatura inicial da amostra era 20°C e 
aue no instante t = O, a temperatura de 
uma de suas faces foi subitamente 
diminui da e mantida até o final do 
processo no valor de -18 •c. A out.ra face 
foi suposta estar termicamente isolada . 

Foram 
para as 
interesse: 

usados os 
propriedades 

seguintes valores 
termoflsicas de 

ol 



Gelo <-14"C> 

p = 998 Kg/m 
Cp = 4187 J /kg • C 
k o, 59 ..,;m •c 

p 913 Kg/m8 

cp = 1924 J/kg "c 
k z, 49 ... tm "c 
Ls = 334 720 J /Kg 

p 1414 Kg/m3 

Cp = 1321 Kcal/kg •c 
k = O, 33 ... tm • C 

DISCUSSÃO DOS RESULTADOS E CONCLUSÕES: 
A figur~ 2 mostra o comportamento dos 

parâmetros ). e 15 quando a porosidade do 
meio • alterada. Verific~mos que ~ • m~is 
sensivel do que ). à aller~ções n~ 
porosidade da amostra. O aumento da 
porosidade provoca ~centuada diminuição 
nos valores de ~. contranstando com um 
~umento quase linear para ). . 
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Fig . 2 Variação de). e~ com a porosidade. 

Na figura 3 lemos o efeito da 
porosidade sobre a posição adimensional da 
camada limite térmica e da interface, 
analisadas 300 segundos depois de iniciado 
o congelamento. Verificamos aue a redução 
da porosidade aumenta a extensão dessa 
camada (cuja profundidade é dependente do 
valor de Bl e diminue a penetração da 
interface de mudanç~ de fase (que tem sua 
localização relacionada com).). 
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Fig . 3 : 
E 

Posição da camada t.érmi.ca e interface, em 
função da oorosidade, apÓs 300 segundos. 
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As temperaturas adimensionais para as 
regiÕes de llauido e ~Ólido, calculadas 
300 segundos após o inicio do processo e 
nas posições 3mm para o sólido e 20mm p~ra 
o llauido, estão representada na figura 4, 
em função da porosidade . Verificamos aue o 
aumento da poros 1 da de no mate r i a 1 provoca 
um aumento aproximadamente linear da 
temperatura na reg1~o liquida, enquanto 
que na região solidificada o valor 
decresce exponencialmente. 
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Fig. 4 : Variação das ~aturas do SÓlido e llauido 
com a oorosidade numa determinada POSição. 

A figura S representa a variação do 
número de Stefan efetivo com a porosidade 
da amostra. Obtivemos um comportamento 
praticamente linear, com o número de 
Stefan aumentando auando ~ porosidade 
cresce . 
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Variação do rúnero de Slefan efetivo, com a 
oorosidade . 
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Para verificar as previsões do modelo 
~eórico fizemos medidas experimen~ais da 
dis~ribuição de ~emperaturas ao longo de 
duas amos~ras com 7~mm de espessura e 
porosidades iguais a 0 . 43 Csllica e água) 
e 1.0 Csomen~e água) . 

As figuras 6 e 7 mostram os 
resultados obtidos apÓs uma hora de 
medidas . Nelas represen~amos ~ambém as 
dis~ribuições previs~as teoricamente e aue 
foram calculadas usando-se os valores de -
13 . 8°C para a tempera~ura da água e de -
14 . 5°C para sÍlica . Tais valores 
correspondem aos valores m•dios 
subitamente impos~os às amostras e 
mantidos durante os testes . Verificamos 
aue a presença do meio poroso contribuiu 
para diminuir as temperaturas, tanto na 
região de sólido auanto de llaui do , 
resultando numa espessura maior para a 
camada de sólido do aue aauela prevista 
teoricamente . 

Fig. 6: 
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Esse resultado pode ser entendido 
supondo aue a transferancia de calor 
ocorra mais eficientemente entre os 
interstÍcios do meio, preenchidos com 
água, contribuindo para aumentar a 
extensão da camada solidificada e diminuir 
a temperatura ao longo da amostra . Para 
confirmar esse comportamento experiMental 
estio sendo fe i tas medidas uti 1 izando 
diferentes valores de porosidade, bem como 
diferentes materiais constituin~es do 
meio . 

1-«Jt-ENCLA TURA : 
b = espessura da amos~ra [ml 
z = posiç:ão [m] 

Z • posiç:ão adimensional = z/b 
t == t.empo [sl 
T = t.empo ;adimensional '"' a..• .~lb1 
T = ~at.ura [•Cl 
p = ~idade [K91m~ 
f. 

k "" 
Co = 
6t:tl 
6IT] = 

sUl= 
si:Tl = 
Ls 

pOrosidade do lllilt.l!riill 
'condutividade térmica I:W/m•cl 
calor espeo . DM!Ssio constante U/Kg•Cl 
~a da caJIIIIda térmica [m] 

espessura adimensional da oameda 
t.érmica = 8Ct.llb 
posição da interface sólido!Úauido [m] 

posição adimensional da interface .. s<tl/b 
calor };alente de solidificação [J/Kg] 

11 = ~P = difusividade térmica [m
2/sl 

c•Ps <Tm- Tal 
CSlel' = Ls = número de Slefan efetivo 

TI!I'I1)E!rat.uras adimensionais : 

j = s, &, m. 

Sl.t)scrilos 
s = sólido & "' llauido i == inicial 
m = fusão/interface o "" superfÍcie resfri;ada 
sk "' esqueleto poroso da amostra 
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ABSTRACT : 
The one dimensional transient 

solidif'io;ation process in a porous media 
is analized using a classical modeling , in 
wich we introduced lhe concept of' 
ef'f'eclive thermal properties . We obta : n 
C i) lhe temperature distribution in lhe 
solid and liauid regions Ciil the position 
of ~he interface and thermal lawer ;as 
f'unction of' porosity and compare it with 
lhe experimental resulls. 
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SUMÁRIO 
Realizou-se um estudo teórico da deposição de gotículas e da transferência de calor de um tubo vertical aquecido 

e resfriado internamente por um escoamento disperso e turbulento de ar e água. Uma equação para a velocidade 
adimensional de deposição de gotículas é proposta. Um modelo para a transferência de calor também é proposto, levando 
em conta a existência de um filme líquido sobre a parede interna do tubo, que flui uniformemente até o ponto seco 
(dryout point). Os cálculos da distribuição de temperatura de parede do tubo e do coeficiente de transferência de calor 
foram realizados c comparados com valores experimentais de outros autores, mostrando uma concordância satisfatória. 
Supõe-se que o filme líquido sobre o tubo desfaz-se antes do ponto seco, dependendo do fluxo de calor na parede e da 
taxa de escoamento do filme líquido. Então, regiões secas são formadas na parede tubo e o filme líquido flui como um 
regato ( rivulet ), resultando em um decréscimo na transferência de calor. 

INTRODUÇAO 

O resfriamento por convecção forçada e interna de ar em 
tubos aquecidos pode ser melhorado pela suspensão de pequena 
quantidade de gotículas de água no escoamento do gás. Esse 
método de resfriamento melhora a performance da transferência de 
calor, cm comparação com o resfriamento por convecção à gás de 
uma fase, principalmente pela evaporação do líquido que está em 
contato com a parede do tubo. As pesquisas de resfriamento por 
escoamento disperso de ar e água, e pesquisas de deposição de 
gotículas, podem ser aplicadas no resfriamento de emergência de 
usinas geradoras de energia, no projeto de trocadores de calor 
compactos, no resfriamento de equipamentos eletrônicos e elétricos, 
no resfriamento de pás de turbinas à gás, etc. 

Muitos experimentos e análises de taxas de deposição têm 
sido realizados, mas sem o completo esclarecimento do mecanismo 
responsável pelo transporte de gotículas líquidas ou partículas em 
direção à parede do tubo, por exemplo, Cousins & Hewitt (1968), 
Namie & Ueda (1972), Mccoy & Hanratty (1975) and Friedlander 
& Johnstone (1957). Rouhiainen & Stachiewicz ( 1970) usaram o 
conceito da resposta frequencial da partícula para o movimento do 
fluido, c propuseram que o transporte da partícula por difusão 
turbulenta podia ser caracterizada pela razão das amplitudes da 
oscilação da partícula e do movimento turbilhonar ao derredor, lJ. 
Ganié & Mastanaiah (1981) propuseram uma correlação .para a 
razão de amplitudes lJ, similar àquela derivada por Rouhiainen & 
Stachicwicz (1970). O ponto fraco dessas teorias é o uso de fatores 
empíricos que não são constantes universais. Yang & Lec (1991) 
propuseram uma equação para a velocidade adimensional de 
deposição de gotículas sobre a parede de um duto. 

Há alguns estudos de transferência de calor em escoamento 
disperso de dois componentes e duas fases , por exemplo, Masta­
naiah & Ganié (1981), Kitagawa et ai (1993) e Yang & Lee (1993). 
Koizumi ct al.(1979) estudaram a transferência de calor após o 
ponto seco (post dryout) de um escoamento ascendente de R-113 
cm um tubo vertical. A análise da transferência de calor involveu 
os processos de troca de calor da parede do tubo para o vapor, do 
vapor para as gotículas líquidas c da parede do tubo para as 
gotículas cm contato com a parede do tubo. Mastanaiah & Ganié 
(19R1) estudaram a transferência de calor à pressão atmosférica, na 
região após o ponto seco, do escoamento disperso de ar e água em 
um tubo vertical aquecido. As distribuições da temperatura de 
parede foram calculadas usando uma análise similar àquela de 

Koizumi et al.(l979). Essas teorias não consideraram um filme 
líquido inicial sobre a parede. 

O objetivo da presente pesquisa é realizar um estudo teórico 
de um tubo vertical resfriado por um escoamento turbUlento e 
disperso de ar e água. O presente modelo leva em conta a presença 
de um filme líquido que depende da deposição de gotículas, da 
evaporação de água da parede do tubo e das condições iniciais do 
filme líquido. Distribuições de temperatura de parede e do escoa­
mento disperso serão obtidos com o objetivo de calcular o aumento 
da transferência de calor do presente escoamento disperso de ar e 
água em comparação com o escoamento de ar, somente. 

' - ' 
ANALISE DA DEPOSIÇAO DE '}OTICULAS 

Baseado no modelo de dÍfusão de partículas, o fluxo de 
deposição de gotículas (dP > lf..lm) em termos da difusividade de 
partículas e do gradiente da concentração de gotículas é determi­
nado por 

~=~~~ ru 
Rouhiainen & Stachiewicz (1970) propuseram a razão das 

difusividadcs da partícula e do fluido turbilhonar em termos do 
espectro de energia Lagrangiano para o fluido E1 (n) e da razão de 
amplitudes entre a partícula e o movimento do fluido lJ, como 

eP fo-Tt2E/n)dn 
(2) 

e! J:Et<n)dn 

Para resolver a equação (2), Yang & Lee (1991) assumiram 
lJ como sendo a razão de amplitudes lJ. correspondente à frequên­
cia (J)• (veja equação (7)), associada com a energia média através 
do espectro. Então, a difusividade da partícula se torna Ep=lJ.2E1 . A 
difusividade turbilhonar do fluido não é constante através da 
camada turbulenta (Kays, 1966) e é dada por 
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E/ = Krr·[~-(*rl [1+2(*rl (3) 

onde K=0.4 é a constante de comprimento de mistura. É .issumido, 
que as gotículas grandes o suficiente, movem-se do centro do tubo 
para o limite da camada amortecedora (l=30) por difusão 
turbulenta, e então alcança a parede por um mecanismo de vôo 
livre. Assume-se, também, que o fluxo de massa local de gotículas 



na camada turbulenta, varia linearmente desde zero no centro do 
tubo, até um valor de md na posição y•=30, e permanece constante 
e igual a md na região 0<y•<30, como foi proposto por Ganié & 
Mastanaiah (1981). Integração da equação (1) entre y•=30 e o 
ponto y•=r,/ na camada turbulenta implica em 

_ _ md 11+2(1-301r;)
2 

Cc Cbl - ---ln ------
U*TJ!K 1-(1-301r;)2 

(4) 

onde cc e ~1 são as concentrações das gotículas no centro do tubo 
e no limite da camada amortecedora, respectivamente. 

O coeficiente de transferência de massa ou velocidade de 
deposição de gotículas é definido como 

kd = m/c (5) 

onde c=pgWdugi(Wgud) é a concentração de mistura das gotículas. 
Beal (1970) propôs que md =upbl ~1 , onde upbl é a velocidade 

RMS (root mean square) da partícula no limite da camada amorte­
cedora. Pode-se mostrar que upbl =ufbllle =0.75u'lJe,• onde ufb, é a 
velocidade RMS radial do fluido na posição y•=30. E assumido que 
lJe é espacialmente uniforme ao longo da camada turbulenta. Pode­
se deduzir que a velocidade adimensional de deposição de gotículas 
kd I u • se torna 

kd cJc 2 
---'--------T)e 

I 1 +2(1-301r;)2 Tl 
2.51n +-e-

1-(1-301r;)2 0.75 

u• (6) 

onde r0+ =r0u'lv 1 =Re(C11 2)1121 2 é o raio hidráulico adimensional do 
tubo e C1 I 2=0.03955Re-025

. Como foi obtido por Yang & Lce 

(1991) de Beal (1970) para Re=-105
, cJc=1.224. A razão de 

amplitudes lJe é calculado por Yang & Lce (1991) como 

Tl! = [1+Nw,))2+fiwY (7) 

onde f1( me) e f2( me) são expressos como segue 

w [w +é(1tw j2)lf2)(b-1) 
/,(w) = e e e 

I e (ã+é(1tw,l2)1/2)2+(we +é(1tW,I2)1/2)2 
(8) 

w [ã+é(1t w 12)1
' 2](b-1) 

/z(w,) = e e 

[ã +é(1t W el2)112]2+[ W e +é(1t W ,12)112f 
(9) 

ã = 36fí1 I [d: (2pp +p1)J (10) 

b = 3p1 I (2pp +p1) (11) 

é 18(p1fíj1t) 112 I [d/1Pp +p1)) (12) 

onde me =67.6Re043 (Lce and Bõrner, 1987) e il1 é a viscosidade 
turbulenta aparente do fluido, sentido por uma partícula cm 
movimento e baseado no diâmetro aritmético médio de gotículas. 
Uma correlação empírica para a viscosidade cinemática aparente de 
um fluido (ar) turbulento, sentido por uma gotícula de água em um 
escoamento disperso e diluto de duas fases, v 1= jJ.1Jp1, é obtido 
como 

·v,lvf = lOS.84(Rer1.3S(T•fSS (13) 

onde T • =d/Pr pP(u ')2118~/ é o tempo de relaxação adimensional 
definido por Friedlander & Johnstone (1957) e baseado no diâmetro 
aritmético médio. 

Desde que lJe é calculada pelas equações (7) a (13), a 
velocidade de deposição de gotículas, a partir da equação (6), fica 

2 
kd 1.224 Tle 

I 1 +2[1-601(Re ..;c,l2)]
2 

l.33T) + 2.51n ____ __L_..t___ 

e 1 -[1 -601(Re ..jC
1
12 )]2 

u• (14) 
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A figure 1 mostra uma comparação entre a equação (14) 
para a velocidade de deposição das gotículas kd I u • , com dados 
experimentais medidos por outros autores. 
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Figural.Cotpparação entre as velocidades adimensionais de 
deposição de gotículas calculada c medida. 

' . 
ANALISE DA TRANSFERENClA DE CALOR 

Baseado na teoria de Mastanaiah & Gani é ( 1981 ), um 
modelo é proposto para a simulação da transferência de calor de 
um escoamento disperso, vertical c turbulento de ar e água. A teoria 
apresentada aqui considera a presença de um filme líquido sobre a 
parede interna do tubo como uma condição inicial. Assume-se que 
o filme líquido flui uniformemente. Uma vista esquemática dos 
meios de transferência de calor a partir da parede de um tubo, com 
fluxo de calor uniforme, é mostrado na figura (2). 

p a r e d e 
d o t u b o 

-----

q e + q s 

q e + q s 

u d u g 

I c u I a s, J 
Qgds ~ 

i 
/ 

q c 

i I me 
lÍquido 

y 

escoamento 
do gás 

Figura2.Meios da transferência de calor. 

Para temperaturas não muito altas (menos de 300°C), pode­
se desconsiderar a transferência de calor por radiação, e a transfe­
rência de calor da parede do tubo pode ser relacionada por 

qw = qc +qe +qs (15) 

onde qc é o fluxo de calor por convecção, qe é o fluxo de calor por 
evaporação (evaporação do líquido em conta to com a parede do 
tubo) e q, é o fluxo de calor sensível (variação de calor sensível do 
líquido em contato com a parede). A transferência de calor do gás 
para as gotículas suspensas no escoamento qgds também é conside­
rada na presente teoria. 

O fluxo de calor por convecção qc é calculado como 

qc = h1(Tw -T
8

) (16) 

onde T w é a temperatura da parede do tubo, T
8 

é a temperatura do 
gás e h1 é o coeficiente de calor por convecção determinado local-· 
mente a partir de Koizumi et al.(1979) como 



Nut<-z.) = Nu1 ~[1 +~] (17) 
(z/D)l34 

onde, Nu 1 ~ =0.023&0
·8 Pr0

·
4 é a correlação de Dittus-Boelter. 

O fluxo de calor por evaporação é dado por 

q, = em,h18, (18) 

onde h18, é o calor latente de vaporização à temperatura de 
evaporação T,. Assumindo o caso onde a temperatura da parede do 
tubo é sempre maior que a temperatura do gás, T, é calculada por 

T, = Tw, se Tw<T, 

T, = Ts , se Tw>Ts 
(19) 

onde T, é a temperatura de saturação. A efetividade e da troca de 
calor entre a parede e o líquido em contato com a parede, para o 
escoamento disperso de ar e água é calculada por 

e = 1, Tw<T,.. 

e = exp[l-(Tw/Tm,)n] , Tw>Tm, 
(20) 

onde Tme é a temperatura de evaporação max1ma, medido por 
Senda et a1.(19XX) em experimentos de tempo de evaporação, para 
gotas de água de 2mm cm diâmetro, sobre uma placa aquecida. T 
é assumido igual a 125°C. O fator n é assumido igual a unidade. Õ 
fluxo de massa do líquido cm contato com a parede que evapora m 
é~~~ e 

m, = hm(Cw-Co) (21) 

para a região com filme líquido ou 

m, = md (22) 

apús o ponto seco, onde hm é o coeficiente de transferência de 
massa, Cw é a concentração de vapor na superfície do filme líquido 
c Cb é a concentração de vapor no centro do tubo. Assume-se a 
umidade relativa do ar na entrada da seção de teste com sendo a 
unidade. O fluxo de massa das gotículas que depositam na parede 
m,1 é calculado pelas equações (5) c (14). 

Considerando somente o calor sensível das gotículas 

qs = em,[:PJT, -Td) (23) 

onde Td é a temperatura das gotículas. C d é o calor específico da 
gotícula. P 

A taxa de transferência de calor do gás por unidade de área 
superficial da gotícula é dado por 

q
8

tis = hiT
8 

-Td) (24) 

onde hd é o coeficiente de transferência de calor da gotícula. 
A execução do cálculo mostrado anteriormente involvc o 

conhecimento da velocidade axial da gotícula ud , da temperatura da 
gotícula Td , do escoamento de massa do filme líquido sobre a 
pare~e w,f ' do diâmetro da gotícula dp ' da qualidade real XA 
(razao entre os escoamentos de ar e do total) e a temperatura do 
gás Tg . As equações diferenciais na dircção axial de u T d 

- • d ' d ' p ' 
XA e T

8 
sao baseadas em Mastana1ah & Ganié (19Xl), mas levando 

cm conta a presença de um filme líyuido na parede do tuho, e são 
dadas por 

dud = _!_l.lc Pgt4o(u -u)z- _J_dP! (25) 
dz u4D 3gd g dz 

d Pdd30 Pd 

u{~ttiopdcpdr:d = qgds1t4o - m,dhfgd 

dWv 
dz 

(26) 

(27) 
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d -2 dia 
dz (d3o) = --- I qgds!h~gd + 

udpd d;0 

N 

dXA 

dz 

4ema(l +Cpd(T,- Td)/h~g,] 
2 rtDd20 N 

W,(l - X,.) - W,1 

dTg rtD q 
d X W { qw -[hfge +Cpgfe(Tg -T,)]-h e 

Z Acpg t fie 

rtDd 2Nq 
[h +C iT -T'] 20 gds I 

fgd P~' g ~ 4h 
fgd 

(28) 

(29) 

(30) 

(31) 

Os cálculos foram realizados axialmentc, no sentido do fim 
da seção de teste, com um intervalo de cálculo de um diâmetro do 
tubo, e utilizando o método de Rungc-Kutta de quarta ordem. 
Usando a informação de quantidades conhecidas em uma determi­
nada estação, os valores de Tw ,ud ,Td, W11 , dP, XA e Ts na próxima 
estação são calculadas pela resolução das equações propostas. O 
fator de aumento da transferência de calor é dado por h2 I h1 = 
qw/ [(Tw-Ts) h,]. 

RESULTADOS DE CÁLCULO 

A figura 3 mostra a comparação entre a presente teoria e as 
distribuições de temperatura de parede medidas e calculadas por 
Mastanaiah and Ganié (1981) para um escoamento disperso de ar 
e água, em um tubo de aço vertical aquecido de 12.95 mm de 
diâmetro interno e um comprimento de 8X9mm. O caso hipotético 
de um filme líquido entrando na seção de teste, onde a razão entre 
o filme líquido com o líquido total (gotículas c filme líquido) foi 
assumido como sendo de 30% (W11 /W1=30%), mostra uma melhor 
concordância com os dados experimentais. Mastanaiah & Ganié 
não consideraram uma condição em yue havia um filme líquido 
inicial c ponderou-se que a discrepância entre o cálculo e os dados 
experimentais, na região de entrada da scção de teste, era devido 
a efeitos de entrada na deposição de gotículas. No caso de W1r 
/W1=30%, há três regiões distintas. Uma é a região do filme 
líquido onde, até o ponto seco, a temperatura de parede aumenta 
suavemente. Quando o filme líquido desaparece, temos uma região 
de transição e a temperatura de parede aumenta abruptamente. 
Depois da região de transição a temperatura de parede aumenta da 
mesma maneira que no escoamento simples de gás. Nota-se que 
um filme líyuido uniforme provavelmente se desfaz antes do ponto 
seco e uma rcgiiío de transição maior existirá. 
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Figura 3. Temperatura de parede e do gás x comprimento do tubo. 



A figura 4 mostra a variação axial do fator de aumento da 
transferência de calor h2 /h1 nas mesmas condições que a figura 3. 
Em geral, há uma boa concordância entre o presente cálculo com 
os dados experimentais. 

..r: 
............. 

N 
..r: 

8.0 ~·,,, 1,,,, 1,,,, 1,,,, 1,,,, 1,,,, 1,' ''i 

6.0 

G=52.16kg/m2.s o IAostonoioh (Exp.) 
P;0 =1.1 Obor 

3 
····· W1t/W1=0"/o Presente 

c; 0=0.0197kg/~ --- W~/WI=30%Presente 
q.=24.19kWfm 

~ 0' ..... 

4.0 P'"" \ 

2.0 

o. 
Q 
:o 

··········~..:..:.:..~~-9. o o o o o o o o o o o o o o o 

0.0 f,,,, I,,,, I,,,, I,,,, I,,,, I,,,, I,,, .3 
O 10 20 JO 40 50 60 70 

Z/D 
Figura 4. Fator de aumento da transferência de calor x comprimento 
do tubo. 

6oo.o~~~~ .. ~~TT~TT~~ 

~ 
~ 400.0 
::::> 
1-
oC( 
0:: w 
a. a 2oo.o 
1-

00.0 
o 

W0 =3.30x10-3kg/s "'Kitogowo (Exp.) 
P; 0 =1.024bor 

2 
-Presente colcufo 

q.=32.29kW/~-
WI=3.433x1 o-_:~g/s 
Wlt=2.588x10- kg/s 6 .,2• 

"'"'"'"'"':...---. •"'"' ........ 

10 20 JO 40 
Z/D 

50 
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Figura 6. Temperatura de parede e do gás x comprimento do tubo. 

Figuras 5-6 mostram uma comparação entre a presente 
simulação e as distribuições de temperatura de parede medidas por 
Kitagawa et al.(1994) para um escoamento disperso, turbulento e 
vertical de duas fases (ar e água). A seção de teste consistia de um 
tubo aquecido de aço inoxidável, 11 mm de diâmetro interno e 
500mm de comprimento. Nesta série de experimentos, o fluxo de 
calor na parede foi variado desde 7.0 até 32.1kW/m2 e os outros 
parúmetros relevantes foram mantidos aproximadamente constantes. 
O número de Reynolds foi igual a 21000. O escoamento em massa 
de água foi cerca de 3.6xl0-5kg/s e o escoamento em massa do 
filme líquido entrando a seção de teste foi de 2.7x10-5kg/s. Pode-se 
observar pelas figuras 5-6, que o filme líquido uniforme parece 
começar a se desfazer antes do ponto seco calculado. Regiões secas 
são formadas na parede do tubo e o filme líquido remanescente 
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pode fluir em various escoamentos estriados como um regato 
(rivulet). A área de contato do filme líquido com a parede diminui 
e a resistência térmica do filme líquido aumçnta, dificultando a 
evaporação. Então, os resultados são uma diminuição gradual do 
coeficiente de transferência de calor e uma região de transição 
maior que a calculada. 

CONCLUSOES 

Estudou-se teoricamente a deposição de gotículas e a 
transferência de calor de um tubo vertical aquecido e resfriado 
internamente por um escoamento disperso e turbulento de ar e água . 
Na análise da deposição de gotículas na parede, a velocidade de 
deposição adimensional kd /u' foi calculada pela introdução da 
viscosidade aparente e turbulenta do fluido, sentida por uma 
gotícula em movimento, que é obtida empiricamente como uma 
função do número de Reynolds e do tempo de relaxação adimen­
sional da gotícula 1:•. Há uma boa concordância com dados 
experimentais. O modelo de transferência de calor, levando em 
conta a presença de um filme líquido sobre a parede do tubo, foi 
comparado com dados experimentais mostrando concordância 
satisfatória.· Supõe-se que um filme líquido uniforme desfaz-se 
antes do ponto seco, dependendo do fluxo de calor na parede e da 
taxa de escoamento do filme líquido. Então, regiões secas são 
formadas na parede aquecida e o filme líquido flui como um regato 
(rivulet). Posterior análise precisa ser realizada para o entendimento 
do comportamento do filme líquido. 

NOMENCLATURA 

ã, b, c :constantes 
c:concentração de gotículas, kg!m3 

C:concentração em massa de vapor, kg/m3 

C0 :coeficiente de arrasto 
cf :coeficiente de fricção da parede 
CP :calor específico, J/kg.K 
Cpd:Cp à temperatura da gotícula 
Cpgle :CP à temperatura de película entre o gás e o líquido na parede 
Cpgfd :CP à temperatura de película entre o gás c a gotícula 
dP:diâmetro da gotícula, m 
d10 , d20 , d:J<l , d32 :dP médio característico aritmético, superficial, 
volumétrico e Sauter, respectivamente, m 
D:diâmetro interno da seção de teste, m 
E1 (n):Espectro de energia Lagrangiano em função da frequência n. 
f:fator de deposição 
f1 , f2 :funções 
g:gravidade, m/s2 

h:coeficiente local de transferência de calor, W/m2.K 
h1 :calor latente de vaporização, J/kg 
hf&e :h1 à temperatura Te 
hf&d :h1 à temperatura Td 
hm :coeficiente de transferência de massa, m/s 
K:constante de Von Karman igual a 0.41 
kd :velocidade de deposição de gotículas, m/s 
L:comprimento da seção de teste, m 
m,d:taxa de transferência de massa da gotícula, kg/s 

me :fluxo local em massa de evaporação, kg/m2.s 
md :fluxo local em massa de deposição de gotículas, kg/m2.s 
N :densidade de número de gotículas, droplets/m3 

Nu:número de Nusselt 
P:pressão estática, Pa 
Pr:número de Prandtl 
q:fluxo de calor, W/m2 

r:raio, rn 
r• :u'r/v& 
r0 :raio interno do tubo, m 
Re:número de Reynolds 



T:temperatura, K 
u ·:velocidade de fricção, m/s 
u:velocidade, m/s 
XA :qualidade do gás (Wg /W,) 
W:taxa de escoamento em massa, kg!s 
y:distância radial desde a parede, m 
l:u"y/vg 
z:distância axial desde o início do aquecimento, m 
€ :efetividade da troca de calor entre a parede e o líquido em 
contato com a parede 
E:difusividade turbilhonar turbulenta 
T} :razão de amplitudes entre a oscilação induzida na gotícula e a 
oscilação do fluido turbilhonar ao derredor 
11, :razão de amplitudes correspondente à frequência (J), 

p:densidade, kg!m3 

~:viscosidade dinâmica, N.s/m2 

v :viscosidade cinemática, m2/s 
,;+: tempo de relaxação adimensional da gotícula 
ol, :mais energética frequência angular da viscosidade turbilhonar do 
fluido, rad/s 
Subscrito 
1 :escoamento de uma fase 
2:escoameto de duas fases 
(x;:completamente desenvolvido 
h:mistura (hulk) 
hl :camada amortecedora (buffer layer) 
c:linha de centro, convecção 
d:gotícula (droplet), deposição 
e:evaporação 
f:fluido 
g:gás 
gds:gás para gotículas no escoamento 
lf:filme líquido 
lfg:filme líquido para o gás 
me:evaporação máxima 
p:partícula 
s:saturação, calor sensível 
t:total 
w:parede (wall) 
wd:parede para as gotículas 
wg:parede para o gás 
wlf:parede para o filme líquido 
Superscrito 
-:médio, de mistura 
- :aparente 
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SUMMARY. A theoretical study of droplet depositioo and heat 
transfer of a vertical heated tube cooled ioternally by a turbulent 
air-water dispersed flow has been perforrned. An equatioo for the 
dimensionless droplet depositioo velocity kd /u· is proposed. A heat 
transfer model is also proposed, takiog ioto account the preseoce of 
an initial liquid film oo the wall that flows uniforrnly until the 
dryout poiot. The calculatioos of the wall temperature distributioo 
aod the heat transfer enhancement are perforrned and compared 
with experimental values measured by others authors, showiog 
satisfactory agreemeot. II seems that the liquid film on the wall 
breaks down before the dryout poiot, depending on the wall heat 
flux aod the liquid film flow rate. Then, dry patches are forrned on 
the wall and the liquid film flows like a rivulet, resulting in a 
gradual decrease in the heat transfer. 



-------. 

V ENCONTRO NACIONAL DE CI~NCIAS TÉRMICAS • Sllo Paulo, BRASIL (DEZ.1994) 
11 SIMPÓSIO DE ENGENHARIA TÉRMICA • SP • BRASIL (DEZ.1994) 

Modelagem da Formação de Gelo em Torno de 
Cilindros Verticais 

Scalon,V.L e l s luail, K.A.R 

( 'idad t' l i nivcr~itári< l Zdnino Vaz - IJa.riw { ;('J"aldo - ( 'a111pina/'O (,i.;!') 

<'FI' UOX . t - ~t/0 - ( ',1 ixa l' o~ l .d fi l-..!2 - Tl'ldtJIH' (fllq:.!) .t!I -- ~HI.'", - F<-~x (01~12) :t!.l.l72:.! 

SliMABIO 
() f n únnt no dr Jonunçá o dr _qtlo i haslauif' I 'OW ilm r m du·rr.o;(J-o; n.T•ilcaçiH.'i d t rn,r; t' nhana romo, JHn · t1(111J,[o. rm 

n .. w .o; rf, a r ui c.o; c .'il .'i ltuw ... dr nfnyf'm.çáo . No flllan l o. o c.o;/udo tlo l'ron "'-'H' r/ , .foi ' /1/IIÇáo d, ydo o /lfl1"fn· do ll lllldadt 

f·.n.o;lrnl<· no ar· t ' rdaln•a1111 11/r t'oi11J1l' J'O t·nr~ohnulo Ir{ .; d1./f l 't nl• s , ltLJifl .'i .' , ., ·' " '" (" tio do 1 .•wmuut ulo. ftra l trtrrio do .'i 

cor.fir lnllrs df pcUru/a r n.o;olurrio da Jonuaçrio df gdu. 1·.' . .,·/r" lmlutlh o dt .'itTtt :t ttlll modtlo hul~lllfii-"Wiut.l ptll'fla rn llfu 

" ·'i Cfl 1111W-" dr t S(OrL IIIf ufo, fn11pnnlu1 ·a c llJtlldrult pant pu l ' t r o.o,; corJinn/1, · . ., loffú.•,- dt JH /ú ·11lo . I .'Jih: tiiU- .'if t·nlào o.o.; 
nujl.ncn/t' .'i loou ... rir- lnw .o,;fu ·i uria Jmnz n rlrzlmm.ril:o dt um moddo IWtdnn.rustoiJal do .fr111;/llt uo dr fonu.arri.o dr · 9' lo 

.'i /l{J dtt!tdulo f lll dua.-. frvu .o; : (n.•ü im c ulo untdtlllt n.•H oual dr co/1t11a dr gelo r uzmt}iut~ · âo rlo .'i cn . .,l rn'i . 

INTROD UÇÃO 

O fenômeno de formação de gelo tem sido estudado de forma. 
intensa. na. a.tua.lida.de como uma. maneira. de evitar a. queda. de 
rendimento de sistemas de refrigeração e alteração dos perfis ae­
rodinâmicos de a.sa.s de avião. Estudos anteriores à década de 70 
são compostos principalmente por modelos empíricos baseados em 
dados experimentais. Destes estudos destacam-se os de Chung e 
Algren (1958) que apresentam primeiros resultados de espessura de 
camada. de gelo, densidade e condutividade. 

A partir da década. de 70 começaram a ser desenvolvidos os 
modelos que procuravam, a. partir do conhecimento do processo de 
formação de gelo, prever as propriedades e espessura do mesmo. O 
primeiro estudo que procura desenvolver um modelo numérico para. 
expressar a forma como ocorre a deposição de gelo foi proposto 
por Paris h e Sepsy ( 1972) e ainda. se baseava. em alguns estudos 
experimentais. 

Para. fornecer base para este desenvolvimento de modelos fo­
ram feitos diversos estudos que procuravam explicitar a maneira 
como ocorre a. cristalização do gelo sobre a superfície fria . Nesta li­
nha de estudo destacam-se as publicações de Hayashi, Aoki, Adachi, 
Hori (1977) e Tokura, Saito e Kishimani (1983) . 

Paralelamente aos estudos de cristalização eram desenvol­
vidos estudos que procuravam relacionar as propriedades do gelo 
como densidade e condutividade com o deposição de gelo sobre a 
superfície. Nesta. linha de estudo destacam-se algumas publicações: 
Yonko e Sepsy (1967) , Jones e Pa.rker (1975) e o estudo mais com­
pleto que correlaciona. densidade e condutividade, o modelo de Die­
tenberg ( 1983) . 

Com todo este conhecimento posterior foi possível elabo-, 
ra.r modelos mais complexos que o desenvolvido por Parish e Sep­
sy (1972). O primeiro estudo de bastante impacto foi o feito por 
Jones e Pa.rker (1975) que procurava. prever as propriedades da. ca­
mada. de gelo com base no seu modelo numérico. Este foi o modelo 
mais utilizado na. década. de 80, mas no início da década. de 90 surgiu 
o estudo que revolucionou os modelos já existentes: Tao, Besant e 
Reskalla.h (1993) publicaram um modelo que considera. as diversas 
etapas de cristalização de forma. diferenciada. 

Os modelos basicamente se restringem a etapas do processo 
de formação de gelo, este estudo procura. englobar todos os fenô­
menos físicos envolvidos no processo, desde a. determinação do co­
eficiente de transferência. de calor até a. determinação da. espessura. 
da. camada. de gelo. Ele foi desenvolvido inicialmente para geome­
tria. cilíndrica. mas nada impede que procedimento semelhante seja. 
utilizado em geometrias planas. 
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Figura. 1: Esquema do problema.. 

DESENVOLVIMENTO DO MODELO 

Um esquema. do problema proposto pode ser visto na fi­
gura. ( 1 ). Esta figura. mostra. o cilindro, que se encontra. na. posição 
vertical , ilustrando o escoamento em torno de uma secção com o 
gelo formado . 

Para se conseguir resultados com este modelo é preciso simu­
lar o campo de escoamento, de temperatura. e de umidade e a partir 
destes resultados, equacionar o fenômeno de formação de gelo. As­
sim sendo para que se consiga. obter resultados, todas as etapas 
descritas devem ser cumpridas. 

Para. a. solução do campo de escoamento utilizou-se da. e­
quação da vorticida.de e função corrente a.dimensiona.lizada e com 
a. conversão de coordenadas r e 8 para as coordenadas cartesianas 
~ e 11· Maiores detalhes da. conversão do sistema de coordenadas 
e do método de solução utilizado podem ser vistos em Son e Ha.r­
ra.nty ( 1969). 

A equação do momentum envolvendo vorticidade e função 
corrente e suas condições de contorno associadas podem ser expres­
sas respectivamente por: 

A equação da. vorticidade expressa em termos da função cor· 
rente e suas respectivas condições de contorno são dadas pelas ex· 
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INTRODUÇÃO 

O fenômeno de formação de gelo tem sido estudado de forma 
intensa na atualidade como uma maneira de evitar a queda de 
rendimento de sistemas de refrigeração e alteração dos perfis ae­
rodinâmicos de asas de avião. Estudos anteriores à década de 70 
são compostos principalmente por modelos empíricos baseados em 
dados experimentais. Destes estudos destacam-se os de Chung e 
Algren (1958) que apresentam primeiros resultados de espessura de 
camada de gelo, densidade e condutividade. 

A partir da década de 70 começaram a ser desenvolvidos os 
modelos que procuravam, a partir do conhecimento do processo de 
formação de gelo, prever as propriedades e espessura do mesmo. O 
primeiro estudo que procura desenvolver um modelo numérico para 
expressar a forma como ocorre a deposição de gelo foi proposto 
por Parish e Sepsy (1972) e ainda se baseava em alguns estudos 
experimentais. 

Para fornecer base para este desenvolvimento de modelos fo­
ram feitos diversos estudos que procuravam explicitar a maneira 
como ocorre a cristalização do gelo sobre a superfície fria. Nesta li­
nha de estudo destacam-se as publicações de Hayashi, Aoki, Adachi, 
Hori (1977) e Tokura, Saito e Kishimani (1983). 

Paralelamente aos estudos de cristalização eram desenvol­
vidos estudos que procuravam relacionar as propriedades do gelo 
como densidade e condutividade com o deposiçãO de gelo sobre a 
superfície. Nesta linha de estudo destacam-se algumas publicações: 
Yonko e Sepsy (1967), Jones e Parker (1975) e o estudo mais com­
pleto que correlaciona densidade e condutividade, o modelo de Die­
tenberg (1983). 

Com todo este conhecimento posterior foi possível elabo­
rar modelos mais complexos que o desenvolvido por Parish e Sep­
sy (1972). O primeiro estudo de bastante impacto foi o feito por 
Jones e Parker (1975) que procurava prever as propriedades da ca­
mada de gelo com base no seu modelo numérico. Este foi o modelo 
mais utilizado na década de 80, mas no início da década de 90 surgiu 
o estudo que revolucionou os modelos já existentes: Tao, Besant e 
Reskallah (1993) publicaram um modelo que considera as diversas 
etapas de cristalização de forma diferenciada. 

Os modelos basicamente se restringem a etapas do processo 
de formação de gelo, este estudo procura englobar todos os fenô­
menos físicos envolvidos no processo, desde a determinação do co­
eficiente de transferência de calor até a determinaçãO da espessura 
da camada de gelo. Ele foi desenvolvido inicialmente para geome­
tria cilíndrica mas nada impede que procedimento semelhante seja 
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Figura 1: Esquema do problema. 

DESENVOLVIMENTO DO MODELO 

Um esquema do problema proposto pode ser visto na fi­
gura (I). Esta figura mostra o cilindro, que se encontra na posição 
vertical, ilustrando o escoamento em torno de uma secçãO com o 
gelo formado. 

Para se conseguir resultados com este modelo é preciso simu­
lar o campo de escoamento, de temperatura e de umidade e a partir 
destes resultados, equacionar o fenômeno de formação de gelo. As­
sim sendo para que se consiga obter resultados, todas as etapas 
descritas devem ser cumpridas. 

Para a soluçãO do campo de escoamento utilizou-se da e­
quação da vorticidade e função corrente adimensionalizada e com 
a conversãO de coordenadas r e IJ para as coordenadas cartesianas 
Ç e 11 · Maiores detalhes da conversão do sistema de coordenadas 
e do método de soluçãO utilizado podem ser vistos em Son e Har­
ranty (1969). 

A equação do momentum envolvendo vorticidade e função 
corrente e suas condições de contorno associadas podem ser expres­
sas respectivamente por: 

A equaçãO da vorticidade expressa em termos da função cor­
rente e suas respectivas condições de contorno são dadas pelas ex-
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pressões: 

2 (lJ2'11) (&
2

'11) E n = ae + &rP 

&2'11 
~ = o,E2n = ae; ~ = 1,n =o; 

1J = o,n =o; 1J = 1,n =o; 
r= o,n =o; 

(3) 

(4) 

Estas equações foram discretizadas pelo método de volumes 
finitos proposto por Patankar (1980) resultando em um sistema de 
equações que foi resolvido através de um ADI transiente. A fi­
gura (2) mostra região de esteira similar à já obtida em trabalhos 
anteriores. 

Procedimento análogo foi utilizado para a solução do campo 
de temperatura e umidade. A equação da energia, que resulta no 
campo de temperaturas, assim como suas condições de contorno 
podem ser escritas em termos de função corrente por: 

& ( &'11) & ( &'11) 2 (&20 &20) 
&~ 0 

&1J - &7J 
0 &~ = Re Pr &e + &1)2 (5) 

&0 &0 
7J =O, OIJ =O; 7J = 1, OIJ = O; (6) 
~=0,0=1; ~=1,0=0; 

De forma análoga o campo de umidade e suas condições de 
contorno associadas podem ser expressos por: 

& ( &'11) & ( &'11) 2 (&2w &2w) 
&~ w &IJ - &7J w &~ = Re Se &e + &'12 (7) 

&w &w 
7J =O,-= O; 7J = 1,- =O; 

01) 01] (8) 
~=O, w = 1; ~ = 1, w =O; 

Neste caso também foi feita a discretização de equações ba­
seando-se no método de volumes finitos. Obteve-se também aqui 
um sistema de equações que desta vez foram resolvidos em regime 
permanente, sendo utilizado assim o ADI convencional. Maiores 
detalhes da obtenção das equações adimensionalizadas podem ser 
vistos em Scalon (1993). A figura (3) mostra também isotermas 
similares a obtidos em trabalhos anteriores enquanto a figura ( 4) 
mostra isocurvas de umidade inéditas. 

Conhecidos os campos de temperatura e umidade é possível 
estimar os coeficientes de película a partir das expressões da forma 
mostrada por Scalon (1993): 

2 &01 . 
Nu = 0 1 &~ e=o ' 

2 &wl 
Sh = wz &~ e=o (9) 

sendo que no caso em que a propriedade na parede tem valor fixo o 

~2 o 2 J 
2 ----r-- 2 

--~llili~--~~------~,' 

Figura 3:Isotermas (Re = 200, Pr = 0.72). 

adimensionallocal 0z ou wz é sempre igual a 1. Por exemplo T = Tw 
implica em que 0z = 1, pela própria adimensionalização de 0. 

Os coeficiente de película de temperatura, o número de Nus­
selt (Nu), apresenta valores experimentais um pouco superiores aos 
obtidos nesta simulação como mostrado na figura (5a). Fato análogo 
ocorre em simulações realizadas anteriormente. A figura ( 5b) mostra 
resultados inéditos da distribuição de S h em torno do cilindro. 

Para a resolução do fenômeno de formação de gelo, dividiu-se 
este modelo em dois estágios separados e com abordagem distinta. 

Fase de crescimento em colunas: Este modelo, descrito na 
literatura como a fase inicial do processo de formação de gelo, en­
globa tanto as fases de nucleação como de crescimento unidimensio­
nal. Para esta fase é necessário adotar que a temperatura do ar entre 
as colunas de gelo será uma média ponderada entre a temperatura 
do ar (T00 ) e a temperatura do gelo (T13). Assim: 

T-r = o.T00 + (1- o.)T13 

sendo que o valor de o. é zero para Reynolds baixos (abaixo de 300) 
e 1 para valores de Re altos (acima de 4.000). 

As equações básicas que regem esta etapa são obtidas dos 
balanços de energia e massa dados respectivamente por: 

&T &d &T &2T ad 
pgcpgd-

0 
= 4h(T-r-T13 )+2kg-

0 
-
0 

+kgd-
0 2 

+2pgÀ-
0 

(10) 
' t r r r t 

&d 
pg-

0 
= 2hm(W-r- W13 ) (11) 

t 

obedecendo as condições de contorno: 

r= ro + 6, 

r= ro, 

t =o, 

l 
d6 hm 

d =do; -d = -(Woo- Ws); 
t pg 

dT _ !:_(T. _ T ) pgÀ d6. 
dr - kg 00 5 + kg dt' 

dd 
Ts = Te; dr =O; 

T = Te; d = do; 6 = 6o; 

(12) 

(13) 

(14) 

Fase de ramificação dos cristais Nesta fase já é considerado 
que o crescimento de gelo ocorre segundo as características de um 
meio poroso. Para tanto devem ser consideradas correções tanto 
no coeficiente difusivo como na condutividade térmica. Este trata­
mento corretivo é melhor descrito por Tao, Besante Reskallah (1993) 
e Dietenberg (1983), respectivamente. Quanto às expressões básicas 
que descrevem o fenômeno são as mesmas da etapa anterior, res­
peitando as condições de meio poroso. Para um volume de controle 
o balanço de energia, o balanço de massa para a fase gasosa ( 7) e 

-;,: -t v " " • o o & 
DnTITITTITrrrrTITITITTITITrrTITITITTITITITTITIT~TITITTITrrrrTITITITTITIT~TITTITITTITITITTI~3 

-0.1 ,.-- J 

1)-~ 11U1 IIII t\)\\i\H)\ !IIII! 1111111 !1111 11111 11!11 1111111 ,' 
Figura 4: lsocurvas de umidade (Re = 200, Se= 0.59). 
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Figura 5: Co>ficiPntes de pelírula Plll função da posição a ngular (Re, 

Pr eSe idênticos ao das isonuvas ). 

sólida (!:1) e as rondiçôes de contorno sà.o dados respPrtivamente por: 

iJT . i) ( iJT) 
p JCp f !> - mÀ = c-) !.A-::;-, ui < r · (J r 

u(E.., W) 
iJt 

r = r 0 +o, 

r· = To , 

I = 11,. , 

!!__ (k i.JT) P ihnfi = Til = w· - W'.,a t 
Dr d Dr i}/ 

( 15) 

( 16) 

l ' tilizando-se d(•stP prorPdimPnto {> possívf'l não só controlar 
a Pspess ura dt> gt>lo fo r111 ada so bn• o rilindro ro1110 salwr a forma 
com qu<' suas propriPdac!Ps. cotno dPitsidad<'. cP , fração d<• sólido, 
Ptc, Pstão variando. 

ltLStLTADOS 

lJsando esl<' pron•d imPnto nmtpula.cinu al foi poss ívPI o blN 
rPsultados pa ra propriPdadc•s elo g<• ln porm.o" rorno sf' ro rnporta o 
seü crescimento de front eira para os valor<>s dP llt = :WO. I ' r = 0.12 
e S e = 0 .. 59 mostrados anterioruwnt<'. 

Em todos os casos estudados foram invPst ig;ados a. variação 
a ngular das propriedades ern funç ão do tPrnpo. Alguns resultados 
podem ser vistos nas figu ras (6) a (9). EslPs rPstilt a.dos mostram 
a evolução das propriedades no ponto dP Pstaguaçào ao longo do 
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Figura 6: Evolução da camada de gelo com o tempo no ponto de 
estagnação. 

tempo para diversas concentrações e temperatura de corrente livre 
de 25°C. O término da simulação ocorre quando a temperatura em 
qualquer ponto da superfície atinge 268 K. O tempo de transição 
foi adotado segundo os critérios propostos por Tao, Besant e Res­
kallah (1993). Na figura (6) é possível ident ificar a evolução da 
espessura da camada de gelo ao longo do tempo. Nota-se também 
que a taxa deposição a partir do tempo de t ransição é superior à que 
se verifica depois de decorrido algum tempo do mesmo, mostrando 
urna diminuição na velocidade de deposição do gelo. 

A figura (7) mostra a evolução da temperatura de superfície 
da camada de gelo com o tempo para a mesma posição e para 
uma temperatura de evaporação de -10°C. O resultado mostra um 
sensível aumento da temperatura de superfície com o aumento da ca­
mada de gelo, que implica numa queda significativa na transferência 
de calor para o cilindro. Esta diminuição pode ser melhor analisada 
se definimos uma taxa de transmissão como sendo a relação entre o 
calor inicialmente e o atualmente transferido. A evolução desta taxa 
de transmissão para o ponto estudado pode ser vista na figura (8) 

Na figura (9), por sua vez, pode ser visto como varia a espes­
sura do gelo em torno do cilindro, e como a deposição na posição 
frontal (de es tagnação) é sign ificativamente maior que nas posições 
subsequentes. 

NOMENCLATURA 

Letras Latinas 
Re número de Reynolds = 2pRUoojp; 
Pr ntÍmPro de Prandtl = /-lC pj k; 
Se número de Schimdt = JL/ pD; 
Nu número de Nusselt = 2hRj k; 
Sh número de Sherwood = 2hmRj D; 

Figura 1: Variação da temperatura de supe.rfície com o tempo no 
ponto de estagnação. 
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h 
hm 
R 
r* 

r 
T 
w 
w 

E 
Cp 

k 
D 
d 

coeficiente de película de transferência de calor; 
coeficiente de película de transferência de massa; 
raio do cilindro; 
coordenada radial; 
coordenada radial adimensionalizada = r*/ R; 
temperatura; 
fração de massa; 
fração de massa adimensional = W- Woo/Ww - W00 i 
coeficiente de acoplamento adimensional = ,. exp( 1rO; 

calor específico; 
condutividade térmica; 
difusividade térmica; 
diâmetro da coluna de gelo; 
tempo; 

Letras Gregas 
0 temperatura adimensionalizada = T- TovfTw- T 00 ; 

~ coordenada radial transformada para trabalho com vorti-

1) 

w 
n 
1/J 
III 

f 

T 

p 
À 

cidade e função corrente; 
coordenada axial transformada para trabalho com vortici­
dade e função corrente; 
vorticidade; 
vorticidade adimensionalizada = wR/Uoo; 
função corrente; 
função corrente adimensionalizada = t/Jj RU00 ; 

fração de sólido no meio poroso; 
tempo adimensionalizado = tUooj R; 
densidade; 
entalpia de sublimação do vapor; 

Subscritos 
oo condição de corrente livre; 
w condição na parede; 
ef indica propriedades do gelo como meio poroso; 
gp propriedades do gelo com sua porosidade atual; 
g propriedades do gelo sólido; 

posição na malha; 
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Figura 9: Camada de gelo em torno do cilindro. 

1 propriedades da fase vapor; 
{3 propriedades da fase sólida; 
O associada aos valores iniciais admitidos ; 
sat propriedade de saturação; 
S indica valores de propriedades na superfície; 
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ABSTRACT 

This paper describes a two dimensional model which permits Pva­
luating the local thermal and geometrical prop(>rties during the 
process offrost formation. To achieve this objective it is necessary 
to know the local heat and mass transfer coeffici ents and hence 
solve the flow, heat and humidity fields. The solution is based 
upon converting the field functions in terms of the vorticity and 
stream functions. Once the heat and mass transfer coefficients are 
determined , a two stage model of the frost formation is used to 
determine the growth rate of frost layer. The numerical predic­
tions were compared with existing numerical and experimental 
results and good agreement is found. 
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SUMMARY 

Srartin[! from the rigorousformulation of the conservation equation.< for lnass. mome,tum and enthnlpy derivedfor a 
two-plwse jlow by volume-averaging microscopic balance equatilms over Eu/erian control ce/Is, the arrie/e discasses 
the formalation of the terms desaibing e.xchanges between the pha.<es. Two jlow regimes are taken into 
consideration: bubbly jlow, applicable for sma/1 o r mediam void fractions, and annular jlow. jor /urge voidfractions. 
When /ack of knowledfie of volume-averaged physical qualllities makes the rigoroasly formalared terms aseless for 
compatational parposes, modeling of these terms is discassed. ·· 

INTROOUCTION 

The state of the art of ongoing research in two-phase llow modeling was 
presented in the monograph by D.A. Drew and R.T. Wood ]I]. Following the 
guidelines given in this reference , the authors presented a more detailed derivation 
12-31 of the fundamental equations for two-phase llow. Starting from the 
governing equations and jump conditions wriUen in the local form, volume 
averaged conservation equations and jump conditions were derived for the 
separated phases. Then conservation equations and jump conditions for the lluid 
mixture were derived through suitable definitions of averaged variables. 

ln the present article , beginning from the rigorous formulation of the 
conservation equations for mass, momentum and enthalpy for lhe two-phase llow 
based on the separated-phases model, we discuss the formulation of the terms 
describing exchange between lhe phases. Two llow regimes are taken into 
consideration: bubbly llow, applicable for small or medium void fractions , and 
annular llow, for large void fractions. When lack of knowledge of volume­
averaged physical quantities makes lhe rigorously formulated terms unsuitable for 
computational purposes, modeling of these terms is discussed. 

MOOELING OF MOMENTUM EQUATION 

ln the following text we use lhe notation of references ]2] and 131. but omit 
overbars denoting mean values . The following equations are wriuen with 
reference to a liquid phase sharing a space domain with the corresponding vapor 
phase. Similar equations hold for the vapor phase. 

Momentam equation for the liacúd ohase · 

The rigorous form of lhe momentum equation for the liquid phase is 121 

l/1 (2} (3J (41 (5} (6) ( 7) (8) 

~(a1p1v1 )+ 'V' ·(a1p1v1v1)= - 'V'(a1p1)+ 'V' · a1f 1 +'V' · a,f,R< + a1p1g +iiuf1 + M1 dl 

(I) 

with 

(2) 

M, =- T· 'V'X, =-(pi+ r)· 'V' X,. (3) 

Eq. (I) is suitable for modeling annular llow regimes . For modeling bubbly llow 
regimes. it is beuer to derive the following alternative form. The relation between 
the instantaneous value of interfacial forces , given by Eq. (3), and the turbulent 
lluctuations, denoted by primes, of interfacial forces 

(4) 

is ]2] 

(5) 

We can further sei 
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(6) 

with lhe definilion 

(7) 

This definition is useful for mode ling interfacial forces through constitutive 

equations because the term M,' contains ali interfacial interactions (e.g., viscous 
drag, lift forces, virtual mass forces, etc.) except for the mean interfacial pressure 
p"'V' a, and the momentum exchange dueto interfacial mass transfer v" r ,. With 
these detinitions, Eq. (I) can be rewrillen as 

flJ (2) (:JJ (41 (SJ 

~(a1p1v1 )+ 'V' ·(a1p1v1v1) = -a1'V'p1 +'V' -a1i'1 + 'V'. a1f 1Rc + 
dl 

(6) {7} (8a} (8b) (8c) (8d) 

(!l) 

ln lhe following, we discuss terms to be modeled in Eq. (I) for annular llow 
regi me and in Eq. (8) for bubbly llow regime. We stan fTom lhe former , which is 
conceptually simpler because it is based on the assumption that the two phases 
occupy two contiguous continuum regions. 

Modeling anna/ar flow regime 

ln an annular flow regime, the liquid phase is assumed 10 wet structural 
surfaces in the form oi;: hqUid film whrle thc vapor phase does not come in comact 

with structural surfaces, unless ag = I is reached in dried-out regions . Modeling 
of this llow is based on Eq. (1). Terms (5) , (7) and (8) of Eq. (I) require 
modeling. By analogy with term (4) , the Reynolds stress tensor in term (5) is 
modeled by 

i,"' = J1 ,, V v,. (9) 

The turbulent viscosity )1,1 is computed applying the k-E-modelto lhe liquid 

phase atone. Letting r g = M. r, = - M, thus considering M positive by 
evaporalion, term (7) is modeled by 

v" r'= -{[O,M]y; -[0.-M]ii, }. (lO) 

where ]a, b] denotes the maximum of the two real numbers a and b. Term (8), 
momentum exchange between the phases, is usually modeled following the 
original proposals of Ref. 141 by selling 

(li) 

ln the momentum equalion wrillen for the vapor phase, analogous to eq. (I), 
lhe momentum exchange, term (8), would be modeled likewise by Mg=- M1• Two 
Poisson-like equations for the pressure distribulion can be derived independently 
from lhe two momentum equations for lhe separate phases. lf, by assumption, 

p1 = pg = p , the two equations can be combined into only one Poisson equation 



6 

a"p" + L,apPp = b" 
p:I 

with ap =a~ +a$,(/3=0,1, ... ,6) and b" =b; +h!. 

(12) 

(13) 

ln this equation, index o refers to the computational cell considered and ~ runs 
over the six neighboring cells in the three coordinate directions. 

Modeling bubbly flow regime 

A bubbly flow regime is usually modeled from boiling inception up to a void 
fraction of about 0.6. Terms (5), (7), (8a) through (8d) of Eq. (8) require 
modeling. For the Reynolds stress tensor in term (5), G. S. Arnold, et ai. 15] 
propose 

i,"'= 0.05a,p,(3lvs,l'i + vs,vs,) (14) 

while Ref. [I] proposes 

i,"' = .u"[ V v, +(V v,)']+ a,a,p,lvsv· + b,a,p,v51v51 (15) 

with a1 = 1/6, b1 =- 1/2. 

Term (7) is usually modeled by 

v"r' =-MV" =-M[v, +(l-1J)v51 ] (16) 

with 

a, 
1)= I- 2C,m • o~ 1J~I (17) 

Term (8a) has been derived theoretically for potential flow around a sphere [6] as 

p,, - p, = -Çp,lvs,l' (18) 

with Ç = 1/4. Equation (18) has heen modified in successful numerical simulations 

of gas injection into a liquid pool [7], by setting Ç = a,/4, thus imposing that the 
pressure difference p"- p, approaches zero at high void fractions. Terms (8b), 

(8c) and (8d) of Eq. (8), which correspond to M1d of Eq. (7), are given in the 
review by Drew [8] as 

M =-K v -v -D - -a C pa ---· Vv + Vv -d M(- _ Va,) _ a,Lv" [ .,. ( .. )r] 
I I g ~ff ag g vm I vm 2 m m 

(19) 

with 

av 
ã,.m =- a:' +v,· Vv,- v1 • Vv, +v"· Vv51 , and (20) 

~"' = a1V1 + a8V8 . (21) 

The three terms at the right side of Eq. ( 19) describe interfacial drag forces, 
virtual mass force and lift force, respectively. The coefficient D,ff = v,, has been 
used in Ref. [7] to account for turbulent dispersion of liquid droplets in the gas 
phase. The momentum exchange function KM has heen computed 171 by 

M 3 lvS/1 
K =-C0 a,ap,-

8 r, 
(22) 

where lb is the bubble radius. The drag coefficient Co is given in 191 for different 
flow regimes. The computation reported in Ref 171 suggested the addition of the 
factor a, in formula (22), which is missing in the original work of Cook and 
Harlow 110], to give the correct limit at high void fractions. 

Theoretically, for an isolated spherical bubble, the virtual mass coefficient 
and the lift coefficient are given by C,m = 1/2, and L= -2p,C~, respectively, 
corresponding to the limit of low void fraction. The range of validity of the bubbly 
flow regime modeling has been extended by Davidson [7], by setting 

C,m = a,Cm, (Cm~l/2) (23) 

L= -a,p, (24) 

thus ensming that both coefficients vanish at the upper limit, ag= I. 

jv"umericai cumputution qfmomentum e.xchange terms 

When momentum exchange terms between phases or components (both 
referred to as "fields") can be expressed in terms of velocity differences between 
the fields, their numerical treatment can be made in a generalized way, which 
reduces the momentum equations for the fields to a system formally identical to that 
for a single field. 

Let us refer to consecutive nodes, labeled O and I, in an arbitrary coordinate 
direction with velocity component u. Let l/21abel the interface of the cells around 
the two nodes. The momentum equation for a single field, discretized at the 
staggered mesh 112 can be written 

ut,2 =-U112 -d"2(P1- Po)· (25) 

Let us consider now N fields, with volume fractions a; (i= I, 2, ... N), and with 
momentum exchange terrns represented by 

Mu=KAu1 -u,). (i,j =I, 2, ... , N) 

The discretized momentum equations for ali fields can be written 

N 

ui,l/2 = ui,ll2- di.l12(p1- Po) +L j#-iKij(u} -U; )112 
I 

or reananglng 

u;, 112 (1 + * 1 ~;Ku)-* J~iKIJu1 . 112 = u;,Jr2- d,.1/2(P1 - Po)-

Eq. (28) can be written in matrix forma~ 

A U112 = U112 - ( DV P)112 

(26) 

(27) 

(28) 

(29) 

where A is an N x N square matrix and U, ( DV P) are vectors of length N. 
Numerical inversion of the small-size matrix A is straightforward and yields the 
system 

U112 =K'U112 -A-'(DVP)
112 

(30) 

which is formally identical with the system formed by Eqs. (25), simply replacing 
a row with N rows. 

MODELING OF ENTHALPY EQUATION 

The rigorous fotm of the enthalpy equation for the liquid phase is 121 

( 1) (2} (.1} (4) (5} (6) (7} 

~(a1p1h1 )+ V ·(a1p1h1v1) =-V ·(at?t,)- V ·aiqr" +hlir1 +a1 dp + a 1v1 · Vp+ 
~ ~ 

(BJ (9) (10) (ll} (12} (13} 

x{ ~+v1 ·Vp1'J+q·VX1 +a/(Vv1 +X/i:Vv/ -X1pV v1 +a1p1•1 

with 

qre = Xkpv1 h1 

ai 

(31} 

(32) 

Term (3) is computed by using the Fourier law q = -ÀVT. The mass transfer rate 
in term (5} ha~ been computed rigorously III], taking into account both the power 
transferred directly to the liquid phase and pressure oscillations ("flashing"). ln the 
latter reference it has been derived 

(a} (b) 

M =_!_(<1>-~)+-1 -·. [-v ·(a8<t>; +a1<t>/)+Esg +E<L +a8 D,8 +aLDst]-
hfg vf sg -s/ 

1 {ap[ Jh8 ah J 
hfg Jr agpg JP +a/pi dJ; -I + 

/c/ 

ap [ Jh8 a111 ( l]} Jxl aRpRullJ JP + alplulj -a;;- a8u!U + alu/j . (33) 
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h1, =h,,- h, is the vaporization enthalpy, subscript s denotes saturation 
conditions along the liquid and vapor lines in a state di agram; and Uj are the 

velocity components. We set <P = <1>8 + <P,, with 

<1> 1 =Jl-Mh,, . 
v, 

(34) 

(35) 

· The term Q, I V1 in Eq. (35) represents the power heating the liquid in a cell of 
volume VJ. while -Mh1, is the power lost (or acquired) from the liquid due to 
evaporation (or condensation) . Funhermore we defined 

x iJ.. 
<1>'-j_ '- . a, 

E,, = q· íl x , 
T ' 

(36) 

(37) 

(38) 

These terms represent entropy flux , interfacial entropy source and entropy source 
due to viscous di ss ipati on, respecti ve ly. Term (a) in Eq. (33 ) gives the mass 
transfer rate due to the power released to the liquid. Term (b) represents the vapor 
generation rate due to conducti ve transfer and vi scous dissipation. Term (c) 
represents the contribution due to time and space variations of pressure . lf heat 
power, term (a), is suppressed, term (c) becomes dominant. 

Terms (4 ), (8), (9), ( li ) and (12) in Eq. (3 1) must be modeled, for Jack of 
rigorous analyti cal expressions, while ali other terms can be computed exactl y. 
However, most computer codes simply drop terms (4). (8.) . (li ) and ( 12), while 
term (9), representing an interfacial heat flux, is sometimes [41 replaced by 
KE(J v, - v, J2). Complex analytical expressions for the function KE are given in 
Ref. 14/. 

FURTHER DEVELOPMENT WORK 

The application of mathematical and physical models described above aims at 
simulating dispersed gaslliquid two-phase fl ows on the basis of selected 
experiment al data. Experiment s were performed at KfK [121 to investigate the 
spatial development of local propeo1ies of air/water bubbly flows (i .e. , gas fraction, 
turbulent fluctuations in the liquid phase. buhblc veloc ity and bubble size) along 
venical test channels. The experimental apparatus consi sts of two plexiglas tubes 
with inner diameters of D = 0.070 m and lengths of 5.500 m for upward-directed 
and downward-direc ted tl ows. The obse rv ati on of phasc-scparation processes 
along the test channels shows the gaseous phase migrating toward the channel wall 
in upward fl ow and accumulating in the channel center in downward fl ow. Fig. I 
represents radi al profiles of the gas fracti on for three d ifferent cases of the 

superfi cialliquid velocity v .. , with average volumetri c gas fractions 13 = 0. 10, 
measured with X-ray computer tomography at z = 70 D downstream from the 

channel entrance. The average volumetri c gas fraction is de tined as [3 = 1,./(1~ + 
1 1! with J~ and 11 the volumetric tlow rates of thc gaseous and liquid phases. 

respective ly. Figure I clearl y shows the distinctive peaks of gas fracti on close to 
the channel wall with the effect of radial bubhle migration more pronounced for 
higher supe rfi cial liqu id ve loc iti es. Figure 2 illu strates the influence of tlow 
direction on the transversal phase separation. with peaks of gas fraction near the 
channel wall in upward tlow and accumulation of the gaseous phase in the channel 
center in downward fl ow. An importam parameter for practical applicatiqns is the 
specific interfacial area densit y (interfacial area per unit volume). Fig. 3 shows its 
dependency on the local gas fraction deduced from measured gas fracti on, bubble 
number frequency . bu bble velocity and bubble size. ln ali test cases the bubble 
diarneter was 3 to 4 mm. 

Comparison of analytical result s with experimental data wi ll be an esscntial 
pan of future model assessment act ivities. 

NOM ENCLATURE 

Remark: Dimensionless quantities are denotcd by (- ). ln the tcxt. primcd (') 
quantities denote turbulent tluctu ations. 

ã,~ acceleration accounting for vinual mass effccts (m/s2) 

c/) fric tion coefficient (-) 

C~ vi nu ai mass coefficient (-) 

d coeffi cient multipl ying pressure increments in a lineari zed momentum 
equation (m2sfkg ) 

o 
::r 
o 
o 
(T) 

~a 
u o 
CC\J o . 
·-o 
+' 
üo 
ro­
L • 

LL.o 
(/)o 
~~ 

+ upgu-d/700 
4. upgu-d/700 
~ upgu-d/700 

Vs,J/ ft 
o. 36/0. lO 
L.08/0 . 10 
L.00/0 . 10 

0;-----~----.-----.-----~----.-----; 

-35.2-23.4:-11.70.0 11. 7 23. 4: 35. 2 
Fig. I : Radial profiles of gas fraction in upward-directed air/water bubbly flow at z 

= 70 D (D = 0.070 m) downstream; V,,,: superficialliquid velocity , j3: average 
volumetric gas fraction ; re sults of measureme nts with X-ray computer 
tomography. 

o 
::r 
o 
o 
(I) 

n . ,o 
u o 
c (\J 
o o 

+' 
ü 

<O 
o 

L 
u_ o 

Vs,l/ ft 
(!) upg~rd/700 l. 80/0 . 1 O 
X dounuerd/700 l. 00 / 0. 10 

DUAL-SENSOR RESISTIVITI PROBE 

11. 7 23. 4: 35. 2 
Radius [mm] . . 

Fig. 2: Compaoi son of radial profil es of gas fraction in upward- and downward-

dircctcd air/water bubbl y fl ows with v .. .I = 1.80 m/s and l3 = 0.1 O; results of 
measurement s with a dual -sensor resistivity probe. 

n 
e 
' w 

"' .. 
L 

a: 
... 
L 
Q) 

c 

+ upuard/100 
A up•lrd/100 
(!) up•&rd/'700 

Gas Fraction [-] 

0. 36/ o. 10 
LOB / O. 10 
1.80/ 0 . 10 

10° 

Fig. 3: Specific imerfacial area density (m2tm3) dependem on local gas fraction 
dcduced from measurernents with a dual-sensor resisti vity probe of gas fraction, 
bubble number frequency. bubble velocity and bubble size . 
D inner diameter of test channel (m) 

D,ff coefficient accouming for turbulent dispersion (m2fs) 

D,k entropy source of phase k, due to viscous dissipation (W fm3K) 

E.,k interfacial entropy source of phase k (W fm3 K) 

,ii' acceleration due to gravity (mfs2) 

h specitic enthalpy {)/kg) 

h1 me;m enthalpy of phase k (J/kg) 

h k i mean enthalpy associated to interfacial enthalpy flux of phase k {)/kg) 

i' identity tensor (-) 
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J k volumetric tlow rate of phase k (m3fs) 

KE function describing inter(acial heat !lux (Jsfm5) 

KM momentum exchange function (kgfm3s) 

L lift coefficient (kgtm3) 

M evaporation rate (kgtm3s) 

M, momentum exchange of phase k per unit volume and time (Nfm3) 

M,' interfacial force in phao;e k per unit length (Nfm3) 

p thermodynamic pressure (Nfm2) 

Pki interfacial pnessure ofphase k (Ntm2) 

q heat flux (W/m2) 

q,"' turbulent enthalpy flux of phase k (W fm2) 

Q power source (W) 

rb bubble radius (m) 

r, mean energy source of phase k (W /kg) 

time(s) 

T thermodynamic temperarure (K) 

f stress tensor (N/m2) 

f, mean stress tensor of phase k (Nfm2) 

f ,"' mean Reynolds stress of pha~e k (Nfm2) 

u velocity component (m/s) 

a velocity component at previous iteration step (m/s) 

v velocity vector (m/s) 

v, mean velocity of phase k (m/s) 

v., mean velocity a~sociated to interfacial momentum flux of phase k (m/s) 

~m auxiliary detinition of mixture velocity (= U!Vi+Ugvg) (m/s) 

v" slip velocity or velocity ditlerence between vapor and liquid phases (m/s) 

v... superficial velocity of phase k (m/s) 

X k phase indicator fu nction (-) 

axial measuring position along the test channel (m) 

Greek 

a, volume fraction of phase k (-) 

f3 average volumetric gas fraction (= Jg I (Jg +li) )(-) 

r, mean ma~s production rate of phase k (kgtm3s) 

À thermal conductivity (W/m K) 

v,, lurbulent kinernatic viscosity of liquid (m2fs) 

P< density (kgtm3) 

f shear stress (N/m2) 

i , mean shear stress of phase k (Nfm2) 

f,; interfacial shear stress of pha~e k (Nfm2) 

<ll specific power source (Wfm3) 

<~> ; rnean entropy flux of phase k (Wim2K) 

.llli!im 

f fluid 

g vapor 

interfaoe 

j general coordinate dinection 

k phase index 

liquidllaminar 

Re Reynol?s 

entropy/saturation 

turbulent 

T transpose 
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RESUMO 
Neste trabalho desenvolve-se um estudo termofluidodinâmico da transferência simultânea de calor e 

massa, incluindo a evaporação interfacial, durante a formação de bolhas superaquecidas resultantes da injeção de 
gases quentes através de orifícios imersos em fase contínua líquida. Os perfis transientes de temperatura e 
concentração no interior da fase dispersa, bem como o comportamento transiente da interface gás - líquido, 
permitem a determinação da massa de líquido evaporada durante o período de tempo de formação da bolha. 

INTRODUÇÃO 

O estágio inicial do borbulhamcnto de gases em uma fase 
contínua líquida envolve a fonnação de bolhas de gás através de orifícios 
submersos onde ocorrem transferências simultâneas de quantidade de 
movimento, calor e massa. A modelagem deste fenómeno é de 
importância fundamental para a predição da taxa global de transferência 
de calor e da taxa de evaporação tendo cm vista os elevados gradientes 
de concentração e de temperatura envolvidos, Sideman ( 1966). 

Elevadas taxas de transferência de calor e de evaporação, durante 
o período de formação das bolhas, aparecem citados na literatura 
especializada. Safanov et ali ( 1974) analisaram o aquecimento de gases 
durante a formação de bolhas em orifícios submersos em uma fase 
líquida aquecida. Um modelo de transferência de calor foi desenvolvido 
considerando bolhas esféricas. movimento circulatório do gás do tipo do 
vórtice de Hill, temperatura constante da superfície e o efeito do 
resfriamento interno devido à admissão de gás frio. A solução da 
equação da energia foi obtida numericamente. Para o sistema nitrogenio­
água foi observado que 50% do máximo de transferência ocorre durante 
a formação. Schm idt ( 1977) estudou a transferência de calor durante a 
dispersão de vapor superaquecido em água saturada para a faixa de 
pressão de 15-160 atm., e superaquecimento do vapor de I 00-200 K. 
Nestas condições foram medidos experimentalmente resfriamentos de 
40-60% durante o período de formação de bolhas, que evidenciam as 
elevadas taxas de transferência neste estágio dos processos de 
borbulhamento. 

Neste trabalho apresenta-se um modelo simplificado para o 
estágio de formação baseado num modelo difusivo-convectivo proposto 
por Queiroz e Hackenberg ( 1987) para a transferência de calor, inclu.indo 
a mudança de fase ( evaporação ), durante a etapa do movimento de 
ascensão de bolhas esféricas através de um meio líquido. Este modelo, 
simplificado para tempos rápidos, já utilizado anteriormente por Pinto e 
Hackenberg ( 1989), permite determinar os perfis internos de temperatura 
e de concentração bem como o comportamento transiente da interface 
gás- líquido que possibilita o cálculo da massa de liquido evaporado 
durante a formação da bolha. 

Apresenta-se também a metodologia de sua utilização para os 
processos com rápidos tempos de residência e uma análise comparativa 
dos resultados previstos, com os resultados experimentais obtidos por 
Andrade (1985) e Souza (1990). 

TRANSFERÊNCIA DE CALOR E MASSA 

A descrição da transferência de calor durante a formação da 
bolha foi idealizado através do seguinte mecanismo a bolha cresce 
instantaneamente ao raio médio e então troca calor enquanto a fase 
líquida vaporiza simultaneamente durante o período de tempo de 
formação. O raio e o tempo de formação da bolha podem ser obtidos 

experimentalmente ou determinados através dos diversos modelos de 
formação, existentes na literatura, Clift et ali. ( 1978). Esta idealização 
permite a utilização do modelo difusivo-convectivo proposto por 
Queiroz e Hackenberg ( 1987) que descreve a transferência de calor e 
massa quando uma bolha esférica superaquecida se movimenta através 

de uma fase contínua líquida, e possibilita também a obtenção de solução 
analítica, em fonna fechada, para rápidos tempos de formação. 

Deste modo supondo que : I) a bolha é esférica, 2) a circulação 
no interior da bolha é mínima, 3) o vapor e o líquido estão em equilíbrio 
na interface, 4) a resistência à transferência é dominante na fase gasosa, 
5) as propriedades físicas são independentes da temperatura e da 
concentração, e 6) o vapor tem comportamento ideal no interior da 
bolha; pode-se considerar T(r,t) e C(r,t) a temperatura e a concentração 
do vapor, respectivamente na fase dispersa, e escrever o seguinte sistema 
adimensional de equações e condições de contorno, para o período de 
formação da bolha : 

EQuação da Ener~ia 

ae=.J_i!._(x2 ae) T > Ü, Ü<x < l (I) 
m x2 àx ax 
O(x,O)= O V O sxs I; O(O,t) é finita V t >O; O(l,t) =Os(t) V t> O; 

:]x=I=Bi(I-H,(1:))+ro(1:) 'r >Ü; 

EQuação da transferência de massa 

EQuação do eQuilíbrio interfacial 

~,(<) = 2[ 8,(<) ] V t > O. ( 3) 

Neste sistema, como o período de formação da bolha é 
estremamente rápido, foi suposto que a temperatura da fase contínua,T<, 
não varia durante este curto período de tempo; e que a temperatura e 
concentração iniciais do gás, T0 e C0 , são conhecidas. As variáveis 
adimensionais introduzidas são : 
e= (T-To)/(Tc-To)' ~= (C-Co)/(Cc-Co)' X= riR,. t = o.t/Rm' 
Le = o.ID Bi = hmR,/k, P= [k(T0 -Tc)J/[ LD(Cc-C0 )), ( 4) 
w(<) = [W(t) L R,]/[ k (T0 -Tc)J, 
onde o. : difusividade térmica da fase dispersa, R,: raio médio da bolha 
durante a formação, hm: coeficiente médio de transferência de calor da 
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fase contínua, T,(t) e C,(t): temperatura e concentração do equilíbrio na 
interface, k : condutividade térmica da fase dispersa , D : difusividade 
mássica da fase dispersa, W(t): fluxo de evaporação através da interface, 
L: entalpia de vaporização. 

A solução deste sistema de equações pode ser obtida pela 
aplicação do método funcional desenvolvido por Hackenberg ( 1969), ver 
Pinto e Hackenberg (1989), utilizando uma modificação do teorema de 
Basset-Duhamel. Deste modo, para processos muito rápidos, tais como o 
da formação de bolhas em evaporadores por contato direto, os perfis 
adimensionais de temperatura, 6(x,t), e concentração, cjl(x,t), podem ser 
determinados, analiticamente, sabendo-se que a temperatura da interface 
gás-líquido é muito próxima da temperatura do líquido, exceto nos 
estágios iniciais do crescimento da bolha, e fazendo-se uma linearização 
da equação do equilíbrio interfacial para uma temperatura de referência , 
T, , da forma ( 5) 
$,(t) = y8/-r) + Â. 

onde y = ~· le, , Â. = $,(8,)- y 8, , 8, = (T,.- T,) I (I;- T,) 

Assim, resulta que : 

1 1-x l+x 
8(x,-r)=-{E>0[erfc( 1 )-erfc( c)J+E>1[exp(B(B-r+1-x)). 

X 2~-r 2~-r 

c 1-x ,- 1+x 
. erfc(Bv-r+ 1)-exp(B(B-r+l+x))erfc(B~-r+ c)l+ 

2~-r 2~-r 

+ E> 2[exp((Bi- I)((Bi- 1)-r + 1- x))erfc((Bi- 1)-h + 
1
-;)-

2~-r 

- exp((Bi -1)((Bi -1)-r +I+ x))erfc((Bi -1)-h + 
1 

+::)]} 
2~-r 

1 1-x 1+x 
$(x,-r) = -{(y00 +Ã.)[erfc( .j";!i;)-erfc(

2
.j";/i;)]+ 

x 2 -r I Le -r e 
1-x 

+ y E>,[exp(B(B-r+ ffe(l- x)))erfc(B-h + 
2
F!Le)-

c l+x 
- exp(B(B-r + ffe(l + x)))erfc(Bv-r + FILe)]+ 

2 "t! Le 

+ y E> 2[exp((Bi- I)((Bi -1)-r+ ffe(l- x))). 

.erfc((Bi -1)-h + ~)- exp((Bi -1)((Bi -1)-r + 
2 "t! Le 

,- l+x 
+ffe(l+x)))erfc((Bi -1)~-r + FILe)]} 

2 -r I Le 

( 6) 

(7) 
Os adimensionais : fluxo de evaporação através da interface e 

temperatura superficial, são 

n 
w(-r) =no+ ~ + n 2 exp(B2t)erfc(B-f;) 

~1t"t 

8,(-r) = 0 0 +01 exp(B2-r) erfc(B-h) + 

+ 0 2 exp((Bi- 1)2)erfc((Bi -I) -h) 

( 8) 

( 9) 

enquanto que o perfil adimensional de concentração superficial pode ser 
explicitado com as equações (5) e (9). Nestas soluções, os coeficientes 
são: 

n - EG- A I JLe n -E ,..... -A E(F- B)-,..... o - ..... ' 1 - , ~'-2 - + ~"o 

(lO) 
Bi+n n 

e =--0 e= 2 e =E-e -e 
o (Bi -I) ' I B- Bi- I , 2 I o 

onde 

A= yBiJLe B=(Bi-l)p+y E= Â.JLe 
~-yJLe' ~-yJLe , ~-yJLe' 

. 1 , 1- Bi 
F=BI-1--, G=--

JLe ffe 
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Com as soluções analíticas obtidas pode-se calcular os valores 
médios temporais durante a formação da bolha. Deste modo definindo 
para qualquer função genérica do tempo, m(t), o valor médio 

I i'' m .. =- m(-r)d-r 
"t o 

f 

(II) 

resulta, pela integração de w(t), o fluxo médio de evaporação 

2 n 2 n 2 2 _., r:-
w"' =no+ r:::;:- (n, + -) + - 2 -[exp(B -r 1 )erJc(B-,~t 1 ) -I] 

-,~n:-rr B B "'r 
(12) 

que é a base para se calcular a massa de líquido evaporado no processo. 
Do mesmo modo obtém-se a temperatura média da interface 

8 
2 e e r.-

'"' = E>o +--(_!_+-2
-) ""' 2 r:-~ B Bi-1 + B2-r [exp(B <r)erfc(Bv-rr)- 1] 

f 

e 
+ (Bi- ~)2-rr [exp((Bi -1)2-rr)erfc((Bi -l)jt;) -1] 

que determina também a concentração média da interface, pois 
cl>sm = y e,m + À. . 

(13) 

Os valores médios instantâneos, resultantes das integrações dos 
perfis correspondentes, no volume da bolha, podem ser calculados 
diretamente das soluções anteriormente obtidas. Assim, resu lta para a 
temperatura média instantânea da bolha 

f' 2 8"'(-r) = 3J
0 
8(x, -r)x dx = 3{00 / 0 (-r) +E>, I,(t) + 0 2 / 2 (-r)} 

/ 0 (-r) = 2.Ji!;.- -r erf(l I -f;) 

I 
/ 1(-r) = 2 {(B + l)erf(l I -h)+ 2B.Ji!;. (exp( -I I t} -I)­

B 

- (B -l)exp(B(B-r+ 2))erfc(B-f; +I I -f;)-

-(B+ l)exp(B2-r) erfc(B-h)} 

( 14) 

1 
12 (-r) = . , {Bi erf(ll -f;) + 2(Bi -1).Ji!;. (exp( -I I t)- I)-

(B1 -1) 

- (Bi- 2)exp((Bi- 1)((Bi- 1)-r+ 2))erfc((Bi -I) -h+ 11 -h)-

- Bi exp((Bi- 1)2 -r)erfc(( Bi- 1)-h )} 

Este resultado permite calcular a temperatura média da bolha 
durante o tempo adimensional, tr ,de sua formação, obtendo-se 

8"'"' = (3 h r HE>o Jo +e, J, + 0 2 Jl l ( 16) 

Jo =(~ -~)erfc(l ljt;) - (tr-
2
)jt; exp(-l l tr)+ 

4
<rA _ti 

3~ 3~ 2 
( 17) 

J, = ~2 {[(2B+ ~2(B-1) + 8: -(B+ 1)(-rr +2)]erfc(l l jt;)-

B+1 r:- B-l r:-
- - 2- exp(B2-rr)erfc(Bv-rr ) - -

2
- exp(B(B-rr + 2))erfc(B-,~-rr + 

B B 
I 2(B-I) 4B(t 1 -2) ~ 

+ r:-)-[---- - 2(8 + l)]v<r I n: exp( -llt r) 
v"'r B 3 

2(B+I) ~ 4Bt 1 ~ B+l 
-----,~-r, I n: - ---,~t 1 I n + (B + l)-r 1 + -

2
- } 

B 3 B 
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Bi 
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Bi-2 . . 1 
(Bi -l)2 exp((Bt- l)((Bt-1)-rr +2))erfc((Bi- I)F; + 1-) _ 

"1/ 'r 
-[2(Bi-2) 4(Bi-1)(-rr-2) 

Bi _
1 3 

2Bi]~ exp(-1 f'tr) _ 

2Bi ~ 4(Bi - 1)-r ~ Bi 
--B. I "ll'r l n- r "ll' r ln+ Bi-rr + } 

t- 3 (Bi-1)2 

Considerando o fato de que todo o transporte de energia e massa 
é conduzido através da superficie da bolha, vamos utilizar o raio médio 
que representa o raio de uma bolha cuja superfície tem o valor médio 
durante a formação. Para formação de bolha com vazão constante, Q; dt 
= dV/Q, logo 

( 18) R.,= 11'' - R 2 (t)dt = 
I o r 

Coeficiente de transferência de calor da fase líquida. Para o cálculo do 
coeficiente de transferência de calor da fase I íquida, e a sua confirmação, 
deve-se analisar sistemas nos quais a maior resistência, à transferência, 
ocorre na fàse contínua. Em geral este coeficiente é calculado por 
analogia termo-mássica utilizando-se o coeficiente de transferência de 
massa da fase contínua. As condições necessárias são obtidas em 
processos onde um determinado soluto é transferido de gotas ou bolhas 
formadas em pontas capilares. O conhecimento dos coeficientes de 
transferência de massa para estes sistemas é suficiente para permitir o 
desenvolvimento de equações para a determinação dos coeficientes de 
transferência de calor. É evidente que este procedimento ainda preserva 
algumas incertezas. 

Afortunadamente no presente caso o coeficiente de transferência 
de calor interno a bolha é muitas vezes menor do que o externo, e 
obviamente controlará o processo da transferência de energia. 

A difusão de um soluto em uma tàse contínua durante a 
formação de gotas e bolhas tem sido extensivamente estudada . Walia e 
Vir (1976) apresentam um estudo comparativo para crescimentos onde a 
superfície da bolha tem a forma 

S(t) = S" + K t" , (19) 

sendo que S
0 

é a área da bolha residual, e K é uma constante. Se n = 2/3 
a bolha cresce em condições de vazão constante. Se n = I a taxa de 
crescimento é constante. Neste trabalho utilizaremos o modelo proposto 
por Walia e Vir [7] que, segundo os autores, apresentou melhor 
concordância com os resultados experimentais analisados. Logo, 
utilizando a analogia termo-mássica, pode-se escrever que 

_h_= pac (I+ N) 
pCp 3nt R 

(20) 

Consequentemente, considerando vazão contante, isto é : V = Q 
t, o coeficiente médio de transferência de calor da fase contínua, 
calculado pela equação (li), para o tempo Ir, é 

h = c ta c (_3_ + 3-ra:) 
"' p p 3rt Jf: 2Rr 

utilizado no cálculo do número de Biot, na equação (4). 

ANÁLISE DOS RESULTADOS 

(21) 

Considerando que a evaporação e o transporte de energia durante 
a formação da bolha modificam significativamente as propriedades 
tisico-químicas da mistura gás/vapor, foi feita uma tentativa de 
incorporar-se este efeito através das propriedades médias. Todas as 
propriedades físico-químicas foram avaliadas à pressão de I atm. e nas 
condições de temperatura e concentração médias. Uma alternativa seria o 
cálculo destas propriedades nas condições iniciais o que levou à 
resultados muito discrepantes, quando comparado ao método proposto 
das propriedades médias. 

Vamos primeiramente concentrar a atenção no comportamento 
térmico da interface gás-líquido. A evaporação de um líquido de uma 
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interface, para uma mistura vapor-gás não saturada, em escoamento, é 
muito semelhante ao processo descrito neste trabalho para o 
comportamento térmico da superfície líquida. A interface resfria quando 
a quantidade de calor fornecida for menor do que o calor absorvido pela 
evaporação, e, por outro lado, aquece quando aquele for maior. 

Um comportamento similar é resultante do modelo proposto para 
a evaporação por contato direto, ver Pinto e Hackenberg ( 1989). 
Consequentemente resulta um resfriamento inicial da interface. A 
variação transiente desta temperatura, equação (9), mostra que o 
resfriamento é severo somente em períodos de tempo muito curtos. Neste 
caso, por exemplo, quando 2,5% do tempo foi transcorrido, a 
temperatura da interface já atingiu valores próximos da temperatura da 
fase líquida. Esta evidência reforça a escolha de Tc para a temperatura de 
referência da linearizacão da eauacão (5), do equilíbrio interfacial. 

A comparação direta de resultados numéricos com dados 
experimentais, durante a formação de bolhas não foi possível porque 
estes não estão disponíveis na literatura especializada. As medidas 
experimentais de Andrade ( 1985) e Souza ( 1990), para a massa de 
líquido evaporada durante todo o tempo de residência da bolha na fase 
contínua foram utilizados numa tentativa de verificação da acurácia do 
modelo proposto. Como o tempo de formação, nestes experimentos, está 
abaixo de 0,04 s tentou-se utilizar o mesmo modelo também para o 
estágio da ascensão, com o raio total e constante de bolha formada 
permitindo a determinação da massa total evaporada em todo o processo: 
desde a formação até a emergência da bolha na superfície da fase líquida, 
que pode, então, ser comparada com os valores experimentais medidos. 
Para possibilitar o acoplamento dos dois estágios a temperatura, eq. (14), 
e a concentração médias volumétricas, foram calculadas no final do 
estágio da formação da bolha, e utilizadas como parâmetros iniciais para 
o estágio de translação. 

Os resultados experimentais de Andrade (1985) utilizam duas 
faixas preferenciais das temperaturas do gás e do líquido, 
aproximadamente iguais a T

0
,.,J30 °C e Tc:::e50 °C, T

0
:::e l80 °C e Tc:::e50 o 

C. Os resultados de Souza ( 1990) utilizam uma faixa mais ampla de 
temperaturas, em (°C) : 
T0 "'70 e Tc:::e33, T0 :::el00 e Tc:::e40, T0 ,.,)50 e Tc:::e50, T0:::e)80 e Tc"'54, 
T0 :::e225 e Tc:::e60 , T0"'285 e Tc:::e63. Para cada série o tempo de 
residência varia permitindo a análise da sua influência no processo. 

Nas tabelas I a 4 estão sumarizados os dados experimentais e 
alguns dos resultados calculados, neste trabalho, utilizando o modelo 
proposto. Me representa a massa calculada de líquido evaporado durante 
a formação da bolha, Met a massa total evaporada, Met = Me + Mea, 
onde Mea é a massa evaporada durante a translação da bolha através do 
líquido, Mexp é o valor experimental da massa total evaporada, e t, é o 
tempo de residência da bolha. O grau de resfriamento da bolha obtido 
durante o período de formação, isto é,% Resf.= 100 (L'.T0 -t>Tr)/t.T0 , 

onde L'.T
0 

= T
0

- Tc e t>Tr= T mf-Tc, foi representado na última coluna das 
tabelas 2 e 4. Nas tabelas I e 2, Ir= 3Jms é o mesmo para ambas as 
séries. Nas tabelas 3 e 4, t1 é diferente para cada série : {I} - Ir= 33ms; 
{2}- tr = 34ms; {3}- tr= 35ms; {4}- tr= 35ms; {5}- t1 = 36ms; {6}­
Ir = 3 7ms. O experimento 2.3 mostrou um tempo de residência menor do 
que o tempo de formação, e deste modo foi impossível calcular o 
processo de transferência durante o movimento de ascensão da bolha. 

A comparação entre a predição da massa de líquido evaporada 
durante a formação da bolha e os valores experimentais da massa total 
evaporada, ver tabelas 2 e 4, mostra que a razão da massa evaporada 
durante a formação da bolha, % Evf = I 00 Me/Mexp, variou de 23,5 a 
90, I%. Para as séries {I} e {2} verifica-se um grande aumento nesta 
razão quando as temperaturas das duas fases aumentam. Estas séries 
correspondem aos casos em que não há superaquecimento da bolha em 
relação ao líquido, isto é, a temperatura da fase gasosa está abaixo da 
temperatura de ebulição da fase líquida. Por outro lado, para as séries {3} 
a {6}, onde o grau de superaquecimento aumenta, não se observa 
grandes variações na razão Me/Mexp, e a transferência de massa durante 
a formação da bolha representa aproximadamente 80% da transferência 
total medida. 

Um resfriamento médio de aproximadamente 40% é estimado 
para todos os experimentos ( incluindo aqueles não apresentados neste 
trabalho, para maiores tempos de residência). Para o sistema saturado 
água/vapor superaquecido Schmidt ( 1977) mediu um resfriamento entre 
40 e 60% durante o período de formação . Esta pode ser uma evidência da 
validade do modelo proposto. 
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Tabela I: Resultados para os dados de Andrade ( 1985) 
[T (0 C),C (kg/rn ),t, (rns)] 

Exp. To Tc C0 xl02 t, Tmf % Resf. 
I 136,3 53,0 1,239 288 87,5 41,4 
2 141,5 54,0 1,223 246 90,0 41,1 
3 126,5 50,0 1,269 165 82,2 42,1 
4 130,6 50,8 1,256 130 84,2 41,9 
5 123,2 59,0 1,280 96 80,4 42,3 
6 176,0 47,5 1,129 285 98,0 39,3 
7 176,4 48,8 1,128 247 98,9 39,3 
8 177,2 48,4 1,126 205 99,0 39,3 
9 175,4 49,4 I, 131 160 99,0 39,4 
lO 180,5 50,0 I, 118 127 101,0 39,1 
11 183,4 51,5 I, III 83 102,8 38,9 

Tabela 2: Resultados para os dados de Andrade ( 1985) 
[ M em g x 1 05 

] 

Exp. Me Met Mexp %Evf 
I 2,161 4,791 2,721 79,4 
2 2,292 4,969 2,719 84,3 
3 1,814 3,780 2,397 75,7 
4 1,906 3,778 2,396 79,6 
5 1,707 3,186 2,646 64,5 
6 1,691 3,553 3,144 53,8 
7 1,818 3,769 4,317 42,1 
8 1,780 3,606 4,318 41,2 
9 1,876 3,672 4,068 46,1 
lO 1,950 3,646 3,584 54,4 
II 2,120 3,612 3,815 55,6 

Tabela 3: Resultados para os dados de Souza ( 1990) 

Exp. To 
[T (°C),C (kg/rn ),t, (s)] 
Tc C0 x102 t, Tmr % Resf. 

1.1 70,8 34,0 2,139 126 49,0 40,8 
1.2 71,0 33,3 2,138 80 48,7 40,8 
1.3 70,0 33,0 2,144 44 48,1 40,8 
2.1 100,6 39,9 1,968 106 64,2 40,0 
2.2 100,6 39,2 1,968 68 63,8 40,1 
2.3 100,6 40,4 1,968 22 64,4 39,9 
3.1 151,3 51,6 1,733 147 89,7 38,2 
3.2 152,3 50,0 1,729 97 89,0 38, I 
3.3 152,4 49,9 1,729 58 89,0 38, I 
4.1 180,7 54,1 1,621 132 101,4 37,4 
4.2 180,5 52,2 1,622 94 100,1 37,3 
4.3 179,9 52,2 1,624 62 100,0 37,4 
5.1 223,1 61,4 1,482 129 120,2 36,4 
5.2 225,9 60,7 1,474 91 120,5 36,2 
6.1 285,8 64,0 1,316 113 142,4 35,3 
6.2 287,5 64,5 1,312 65 143,2 35,3 

Tabela 4: Resultados para os dados de Souza ( 1990) 
[ M em g x I 05 

] 

Exp. Me Met Mexp % Evf 
1.1 0,325 0,624 1,273 25,5 
1.2 0,298 0,512 0,688 43,3 
1.3 0,285 0,396 1,213 23,5 
2.1 0,727 1,316 1,429 50,9 
2.2 0,686 1,106 1,405 48,8 
2.3 0,757 ------- 1,664 45,5 
3.1 1,908 3,572 2,192 87, I 
3.2 1,742 2,995 2,120 82,2 
3.3 1,732 2,586 2,086 83,0 
4.1 2,491 4,464 4,211 59,2 
4.2 2,244 3,751 3,274 68,6 
4.3 2,243 3,353 3,354 66,9 
5.1 4,100 7,137 4,960 82,7 
5.2 3,975 6,425 4,857 81,8 
6.1 5,600 9,206 6,894 81,2 
6.2 5,737 8,296 6,369 90,1 

CONCLUSÕES 

Considerando urna idealização da transferência de calor e de 
massa, com rnudanca de fase, durante o estagio de formação de bolhas de 
gás através de orifícios imersos, foi desenvolvido um modelo para a 
determinação da massa de líquido evaporada e da transferência de 
energia em processos de borbulharnento. Mostra-se que a transferência 
de massa é bastante significativa durante o período de formação das 
bolhas, e deve ser levada em conta na modelagem dos processos de 
evaporação por contato direto. O modelo prevê, em valores médios, que 
28 a 83% da massa total evaporada pela bolha ocorre no estágio inicial 
do borbulharnento. Um resfriamento de 40% é estimado pelo modelo, o 
que confirma as observações experimentais relatadas na literatura 
especializada. Para curtos tempos de residência o modelo pode ser 
aplicado também para a descrição da transferência de calor e de rnasssa 
durante o estagio de translação da bolha através da fase contínua líquida. 
Para isto é necessário substituir o raio médio pelo raio final, a 
temperatura e a concentração inicial do gás pelos correspondentes 
valores das médias volumétricas no instante final do período de 
formação da bolha; e a correlação para o cálculo do coeficiente de 
transferência de calor convectivo da fase líquida, que poderá ser aquele 
recomendado por .Hackenberg ( 1985). 
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ABSTRACT 

ln this work the simultaneous heat and mass transfer process, 
including the interface evaporation, during the forrnation of super­
heated bubbles through submerged orifices, is analyzed. The resulting 
dispersed phase temperature and concentration transient profiles, as well 
as the time dependent gas-liquid interfaeial equilibrium behavior, are 
sufficient to determine de mass of liquid evaporated during the short 
period of bubble forrnation. 
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!ilJ.MMARX 
This study investigates the counter-current flow and the flooding phenomenon in five liquid-liquid 

systems. The use of a restricted medium. the existence of a non-unifi>rm distrihution of a and the fact th~t 
the total flm:, <j >, is zero, makes it particular. L'nder these conditions, one finds a dependence of the driti 
flux, <jctc>, on the concentration pro files . The mea~ured values of --:jdc · · are smaUer than those calculated 
if onc considers a uniJorm distribution of the dispersed liquid. The kinematic wave vclocity and lhe: 
flooding point are also allccted hy the concentration protile. 

INTROI)_UCTlQl'l. 
The gravitational segregation is a technique used to replace a 

liquid inside a vertical pipe or column. The gravitational segregation 
is achieved when a heavier and non-rniscible liquid is injected at the 
top of the vertical pipe. The heavier liquid - lhe dispersed phase -
flows downward a~ droplets and displaces the lighter liquid upward. 
The operation ftnishes when the lighter liquid is replaced by the 
heavier inside the pipe. 

The Petroleum industry uses this techniquc to replace the oil 
by other non-flammable liquid in a production column of an oil weU. 
One of the advantages of the process i~ that the heavier tluid is 
driven downward by the buoyancy forces. It requires a low excess of 
pressure at the injection site thus rninirnizing the risks of fracturing 
the rock forrnation. When the operation costs are a goal, the 
replacement process should occur at the shortest period. This is 
accomplished by injecting the heavier fluid at the maxirnum flow 
rate. Beyond this maximum flow rate, a rejection of the heavier 
liquid is observed in the coUecting line, characterizing the occurrence 
of a flooding phenomenon. 

The main characteristics of the gravitational segregation and 
the flooding phenomenon in this counter-current liquid-liquid flow 
relate to the fact that the medium is restricted and the average 
superficial velocity, <j>, is zero. A review of the flooding literaturc 
shows a Jack of inforrnation when these two conditions occur. 
Taking these into account, this paper presents an experimental 
investigation of the gravitational segregation and the . flooding 
phenomenon during the counter-current flow of liquid-liquid 
rnixtures, and discusses the kinematic model that describes them. 

EXPERIMENTAL METHOD 
The schematic in Fig. l shows the experimental apparatus 

used to simulate the gravitational segregation of liquid-liquid 
rnixtures. It consists of a vertical Plexiglas pipe, 89 mm ID and 4000 
mm high. At the top of the pipe there are the injcction nozzle and an 
outlet to the collecting line. The bottom end of the pipe is closed. A 
constant head tank supplies the heavier fluid to the 25 mm ID nozzle 
concentric with the column. A rotameter measures the injection flow 
rate. A differential pressure transducer, which is used as a hold-up 
indicator, reads the pressure differencc between two taps 650 mm 
apart. 
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Figure 1. Schematic diagram of the experimental apparatus. 

Two types of clear industrial oils, OB-09 and (>0-54, have 
been used as the continuum phase. The dispersed phase consisted of 
tap water, water + NaCI and water + Upetpan. The NaCI increased 
the water density and the Upetpan, a tense active liquid, lowered 11s 

surface tension .. The combination of these continuum and dispersed 
phases gave rise to five distinct liquid-liquid systems. The Table l 
summarizes their physical properties. 

__ _ Table 1. Physi~al P!:_~erti~s of th;-li~l!_i~quid sys~~ , 

Í ~r (o • 1 ~c 1 Pc i Pd i :~p cr I 
1 ~v~ems_j~~~l c~cm3l_ ~cm3) , ~m3) (~nei c_m) 1 

i oB-9 + I 28 .7 14.0 1.0.86 101. r 0.15 ~6 3 I 
'i Water ~ I t- --~- -1 
.. o B-9+! 27 4\ 14.oi --0:86 i-.õí i o.1s . ~u ' 
i Upetpan , _ __j_ _j_ l _ [ 
I OB-9 + 28 .0 14.0 0.86 I 1.09 ~:'1 023 t - ~-·-3 I 
M'ater+NaCl ~ ... . . ~ 
~~-()B-54-+ 28 .8 95 .0 0 -88 I Tüi- 0.13 .:.7.6 I 

Water --r--·-· ~ 

~~~~;~~:c l n o 95.0 0.88 l 1.11 I -~ 23-~L 23.3 _i 



Experiment;ll Procedure. An average of five 
experimental points have been taken for each liquid-liquid system. 
The experimentation consisted of a batch process. Once the column 
and the injection tine were filled up, the process started setting up a 
injection tlow rate. The water flows down as dispersed droplets and 
displaces the oil at the bottom of the pipe. As the process advanced 
in time, ao oillwater interface advances toward the top. During this 
process a transducer measures the pressure difference before the 
interface reaches the lowest tap. The volumetric concentration of the 
heavier liquid - the hold-up- is calculated from this measurement. 

While the process was taking place the pressure transducer 
showed a stable signal indicating the occurrence of steady state flow. 
For each liquid-liquid system this procedure was repeated for 
increasing flow rates. The maximum flow rate corresponds to the 
condition when the heavier fluid started returning by the collecting 
tine. Video and photographs registered the phase arrangement. It 
could be seen that the dispersed phase is formed by droplets in the 
distorted flow regime. This is attributed to the nozzle characteristics 
and to the liquids transport properties. 

The average cross section volumetric flux of both phases is 
evaluated as 

<. . Q 
Jd >= - < J, >= _____! 

A (1) 
where Qd is the dispersed phase flow rate, A is the pipe cross section 
area and < > is the area averaged symbol. Equation ( 1) holds under 
the assumption that the flow is on steady state and the phases are 
incompressible. As a consequence the average cross section total 
flux, <j> ~ O, and the average cross section drift flux, <jdc>, turns to 
be 

< jd, >=< jd > (2) 
The experimental results are shown in Fig 2 in the form of a 

Wallis (1969) diagram. The ordinate is the average cross section drift 
flux, <jú>, divided by the terminal velocity of a drop, U1, against the 
average cross section hold up, <a >. The error bars indica te the 
uncertainties associated with the collected data. 

(A) 

~ tt 
.t++ 

0 .12 -f--J---l _ _L __ J__"---L--~~--J---L-~---L 

o 10 _j 

o 0 8 j 
~ 006 j 

0 .04 -1 
l 

'~'+ 

$+ 
.p+ + 

o 02 'j 
I 

0 .00 + -. 
o 00 

o 17l' 
(B) 

o 1 0 -j 

~ 

• • 

o 05 010 01 5 o 20 
< a > 

otspersed Phase 

o 
WMo• ~ 

6 W.C• r • Up•tp•n 

o W .C•r .. N e CI 

o 25 0 .30 0 .35 

+ 
+-+ 

~ 
o ou -~ 

l * 0 06

~ e+ ~J 

.:~~-

o 0 4 - e! 

J ,., ooop••••d Ph••• 

o 02 ~ • ~ :::: + -~ 

o 00 +-.-----,-- .-----,-' ~ -
000 005 0 . 10 015 0 .20 0 . 25 030 035 

<a> 

Figure 2. Wallis diagram. (A) continuou.~ phase OB-09, (B) 
continuous phase OB-54. 
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ANALYSIS 
The analysis of the present counter-current flow uses the 

drift-flux theory originally proposed by Zuber & Findlay (1965). 
The effects of the drift velocity on the average volumetric 
concentration is evaluated by considering the influence of the a 
gradient on both the drift velocity ao the volumetric concentration 
distributions. 

The mean drift flux and the local drift velocity, V di' are 
related by the <\ispersed phase density, a 

< jdc >=<a. vdj >, (3) 

It is well documented in the literature that the local drift 
velocity for distorted drops, in absence of stress gradient, depends on 
the local concentration (Wallis 1969 and Ishii & Zuber 1979). It can 
be expressed as: 

Vdi=U,·(1-a)", (4) 

where U1 is the terminal falling velocity of a single drop in an infinity 
media and the exponent n is a constant that depends on the liquid 
transport properties. lt assumes values in the range from O to 3 for 
gas-liquid · systems and from O to 4 in gas-solids systems. A major 
simplification is achieved when the distribution of the dispersed 
phase is uniform. The local drift velocity is coincident with the 
average cross section drift velocity. Then, it is possible to obtain ao 
expression relating the average drift tlux to the dispersed phase 
concentration by substituting Eq. (4) in Eq. (3), 

<jd, >=<a >(1- <a>)" 
u, 

(5) 

The experimental results for the present systems show that 
"n", evaluated by Eq. (4) is, by far, not constant. For a restricted 
medium and a non-uniform distribution of the dispersed phase, it 
exhibits a functional dependence on <a>. 

To keep the a gradient inforrnation, Eq. (3) is rewritten as a 
product of averages qu.antities times a covariance coeffi.cient, 
C1(<a>), 

<jdc >=<a >·Vdj(<.a >)·C1(<a >) , (6a) 

C <a>- ! · - - - 1- --( ) 
[ 

< vd. > ] [ < aVd. > ] 
1 - :'di(<a>) <a:> · <Vdi> 

(6b) 

where V <li( <a>) is thé local drift velocity of the dispersed tlow in a 
confined channe~ evaluated at <a >. The calculation of C1(<a>) 
using the Eq. ( 6b) 1tquires the knowledge of the pro files of V di and 
a. Fortunately, C1(<a>) can be estimated from experimental data if 
one combines Eq. (4) and Eq. (6a) and uses Eq. (15) to predict 
V di <a>) . 

cl( <a>)= (1- <a >)n(<a>) / [ vdj( <a >) ju,]. (7) 

According to Ishü· (1977), the local drift velocity for a 
distorted-particle regime ln a confined channel is: 

vd. 
_! -{1 ) J.l. ' . IU

1

1- -a· - ' :lg (1-a)-M' I- 1+0.l·NRe07l 
J.lm r mm 

where ' 1+0.1·NRe:::; ·ff(a""
17

' (S) 

f( ) (1 )O.l / J.l.rn (1 )-2.l{~,t0A·~,)/(p , •~,) 
a = -a ·J.I., J.l.,., - = -a 

J.l., 

N'Rentin is the particle Re}nolds number related to the 
transition from the undistorted to the distorted-particle regime 
( Quiroga, 1994) and g + and M\ are · the dimensionless groups 

involving gravity forces and stress gradient defmed as: 

g' =g·(p, -pJ ' (t.p·g), (9) 

:v~ : = (1-a)- (M " - M ,d) ! (t.p·g)_ (lO) 



If one considers the five liquid-liquid systems and lhe range 
of lhe flow rates of lhe experiments, it can be shown that M"' T in Eq. 

(10) is oflhe order ofmagnitude w-2. The conclusion is that this is 
a flow dominated by a balance among lhe gravity, buoyancy and 
drag forces. 

The Constitutive Equations fQL V dj· Considering that the 
force due to the shear stress gradient does not contribute to the 
overall force balance, the local drift velocity based on the average 
cross section hold-up is simplifies from Eq. (8) to: 

V~(< a >) ( . )" ( ) I+O. I·NRe~ (11) 
---'"-~~ = 1- < <l > . f < <l > . - ------""'-----,= 

lU ,I I+ O. I · N Re~-( f(< a >)]"' 

Similarly, since one implicitly knows the hold-up profiles 
from C1(<o:>), lhe average cross-section drift velocity is: 

<V > 1 1 O 1 NR 0
·
71 

__ di_, · = - j(t-of' ·f(a:)· + · . emin 
17 

·dA (12) 
jU ,I A 1+0.l·NRe::;:;·[f(a:)f 

Hold-Up Profiles. Fig. 3 shows the experimental points of 
lhe covariance coefficients ( open squares and circles ), as determined 
by Eq. (7). The solid lines in Fig 3 are lhe predictions given by Eq. 
( 6b ). This holds for a given a profile, taken as a function of <a:>. 

The general behavior of C1(<a:>) is to grow as <a:> grows. 
The upper most limit of C1(<a:>) is l , which means a uniform a 
profile across the column cross section. This is physically consistent 
if one considers a restricted media: as <a:> increases, the c~ proftle 
approaches a more uniform distribution due to the media restriction. 

The viscosity of lhe continuous pha~e influences the 
dependence of C 1 on (<a >). The droplel~ released by lhe nozzJe 
grow as the viscosity increases. Thus, lhe greater the viscosity more 
quickly the dispersed phase attains a uniform distribution across the 
pipe section. 

O Ot1 o 20 o 4(1 o 60 O ô:O I 00 

<ll > 

Fig. 3- V alues ofCl(<a >). (A) OB-09, (B) OB-54 

Unfortunately, the kinematic model lacks of constraints to 
determine uniquely the a profile. However, this can be estimated 
from the experimental results for C1(<a:>), assuming distributíons 
for a and evaluating C 1(<o:>) from Eq. (6b). These estimates 
require that one knows the drift flux velocities. Eq. (li) and Eq. 
(12). For reference, lhe values of NRcmin were 44 and 20 for lhe 
systems wilh OB-09 and OB-54, respectively. To calculate NRe . 
lhe criterion is lhe transition from undistorted to distorted bubbl~ 
pattem, following Ishii (1977). 

Power relations were the frrst approach for the a proftles: 

(l3) 

a:0, R and Rw are, respectively, lhe hold-up at the center, the 
radial position and the column radius. Eq. (13) has just one 
parameter of adjustrnent, since 

<a>=a ·(~)· for < a:> ~ a:0 < 1 0 m+2' 
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For a large range ofvalues for m, the covariance coefficients 
resulted nearly constant, decreasing slightly as • a:> grew. Clcarly, 
these powcr profiles were not capable to describc the experimental 
behavior of C1(<a:>), see Fig. 3. 

The use of power relations with two parameters of 
adjustment gave rise to better adjustrnents: 

(14) 

where RL iS lhe second parameter. lt settles lhe widlh of the a proftle 
up to a distanee RL from the pipe centerline. For these proftles, lhe 
relationship between a:0 and <:a > is: 

Equation ( 14) describes lhe experimental behavior of C 1 (<a 
> ) as longas lhe parameter m and RL are functions of <a:>. Even 
tough, the a proftle is not unique. The best results come from nearly 
flat proftles (akin to turbulent ones). as suggest lhe photographs and 
videos. Therefore, m assumes high values. Further sirnplification to 
Eq. (14) comes when one takes the limit m ~ co. It thus approaches 
lhe step function: 

a= a 0 , for R < RL and a= O, for RL ~ R~ Rw 

B.ESULTS OF THE .KINEMATIC MOI)];;!,. 
The kinematic mode~ stated by Eq. (5), predicts the 

experimental points, taking into account lhe functional dependence 
of n in <a:>. Fig. 5 presents the results, where the circlcs are thc 
experimental values, calculatcd after Eq. (5). ln this case, lhe 
exponent n is given by 

n(<a>)= log~~)<~< >; U,)·<a:>} 
log[l- <a>] 

(15) 

The proftles stated by the Eq. (14), and the respective 
distribution coefficient, C1(<a:>), originated the solid tine. Now, the 
exponcnt "n" is 

) 
log[Vd/<a:>)·C1(<a:>)] 

n(<a: > = ·--. (16) 
· log[1-<a:>) 

The dotted tine represents lhe values of "n" for a uniform 
distribution of a . It arises from Eq. (16), making C 1 (<~a>)= l. 

.\s expecte~ lhe assumption of constant value for lhe 
exponent "n" does not apply for both a uniform or a non-uniform 
proftle. For a uniform proftle, it grows milclly as <a:> increases. If 
onc considers a non-uniform proftle, there is a strong dependence oi 
"n" on <a >. lt decreases as <cv .., increases, tending to the values 
given by the u~ .. iform proftle. 

:\ physical explanation for these results follows. Revisiting 
Eq. (6a), one sees that V dj(<a >) is fairly well represented by 

Vd/<a:>)=U, · (l-<a:>)"~~- (17) 

where "unitonn is an average value for the uniform concentration 
medium. By comparing Eq. (6a) with Eq. (5). one finds that the 
functional forro of <.\(<a :') is 

C1 (<a:>)=(1-<a:>l""~ '""''·" (18) 

The exponent "O.on·unifom.'' is a function of <a:> and goes to zero as 
the medium attains a uniform concentration. Thc substitution of 
Eqs. (17) and Eq. (18) in Eq. (6a) gives: 

(19) 



which is a different way to look at Eq. (5). It is clear that the 
covariance coefficient is responsible to introduce the effect of the <a 

> proflle in the drift flux. Then, the exponent "n" in Eq. (5) reflects 
the influence ofboth the NRemin (see Eq. (12)) and the a proflle. 
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Fig. 5 - Exponent "n": (A) OB-09, (B) OB-54. 

Fig. 6 shows that the effect of a non-uniforrn concentration 
is to lower the expected drift flux in relation to uniforrn 
concentration media. The model approaches asymptotically the 
curve describing the uniforrn concentration model. The curves 
become coincident when C1(<a>) = I. 

Ihe Flooding Point The maximum flow rate of the injecting 
liquid, or the flooding point, can be found if one knows the celerity 
of the kinematic waves. The celerity of the kinematic or hold-up 
waves, as proposed by Wallis (1969), is: 

a< jdc > 
v w =< j > + a < a. > (20) 

For these gravitational segregation process of liquid-liquid 
mixtures, <j> is zero and V w results from the slope of the curves in 
Fig. ( 6). It should be pointed out: 
a) the flooding phenomenon occurs when the slope goes to zero. For 
the systerns under consideration, the flooding happens for <a> in 
the range 0.35 and 0.37; 
b) a non-uniform a proftle seerns to decrease the kinematic wave 
speed. The incertitude to identifY experimentally the flooding point 
does not make this a positive statement; 
c) when <a> ---+ O, the experimental data approaches asymptotically 
the curve of the uniforrn concentration medium, suggesting that 
v~. ---+I. 

A final remark concerns to the comparison between thc 
prediction of <a> at the flooding point and the measurcd data. Fig. 
6 shows that the measured values do not agree with the prediction. 
The jet break-up phenomenon occurring at the nozzle generates 
bubbles in different sizes(Clift and Grace, 1978). Thus, the off-set is 
due to the non-uniformity of the droplet size. As the pictures 
showed, most of the droplets flowed in the distorted regime. 
Nonetheless, there were a few ones of smaller size flowing in the 
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non-distorted regime, for which applies a differcnt drift constitutivc 
relation (Ishii, 1977). To ovcrcomc this difficult, thc critcrion uscd to 
idcntifY the flooding point was thc occurrcncc of thc frrst droplct in 
the collecting linc. This criteria punishcs thc observance of tlooding 
for droplets in the distorted regime. 
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Fig. 6- "Wallis diagram": (A) OB-09, (B) OB-54 

('_ONCLUSIONS 
This study investigates the counter-current flow and the 

tlooding phenomenon in tive liquid-liquid systerns. These counter­
current tlows are driven by a balance among the gravity, buoyancy 
and drag forces. The use of a restricted medium, the existence of a 
non-uniform distribution of a and thc fact that the total tlux, <j>, is 
zero, makes it particular. Under these conditions, one fmds a 
dependencc of the drift t1ux, <:ide>, on the concentration proftles. 
The measured values of <:ide are smaller than those calculated if 
one considers a unifonn disttihution of the disperscd liquid. The 
kinematic wave velot:;ity is also affected hy the concentration proftle. 
Within the range of the experimental data, 0.05 ~ <a > ~ 0.35, the 
effect of the non-unifonn disttihution of the ex profile is to lower the 
wave velocity in relation to a unifotm medi um. 
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RESUivfO 
Apresenta-se um modelo d!/Úsivo para a simulação do processo de transferência de calor e 

massa na solrdi/icação direcional de ligas binárias. espeC-ialmente as metálicas. As fases sólida e 
líqwda silo tratadas de forma distinta e não é adotada a hipótese de equilíbrio termodinâmico entre 
elas, comumente utilizada nos modelos de mistura. É introduzido um esquema temporal em volumes 
finitos. mostrando-se a discretização das equaçt5es diferenciais, bem como o seu algorrtmo de soluçiio. 
A metodologia é mlidada com dados experimentais e também com soluções clássicas existentes na 
literatura. Finalmente é szmulada a solidijicação de algumas liJ;as usuais. tais como"<II-Cu e Pb-Sn. 

INTRODUÇÃO 

Um tipo de solidificação de interesse metalúrgico é a 
solidificação direcional. Nesta classe de problemas o calor é 
extraído ao longo de uma úrúca direção e sentido, causando a 
formação de grãos alongados que conferem à peça certas 
caracteristicas mecârúcas desejáveis. 

O modelo de duas fases para ligas binárias descrito a seguir 
aplica-se a este tipo de situação. Os problemas de difusão de calor e 
massa são resolvidos em forma acoplada, assumindo que a 
interface permaneça plana ou celular durante todo o processo de 
solidificação. É introduzido um esquema temporal onde a incógrúta 
é o intervalo de tempo necessário para a solidificação de um certo 
volume da malha. 

PROBLEMA TÉRMICO 

No modelo a ser explorado o ~alor é removido pela base. 
confmme mostra a figura 1 . A conservação da en~:rgia térrrúca para 
a fase sólida escrita no sistema cartesiano de coordenadas e em 
termos de entalpia, torna-se 

( :8 :· ] 
8 

(1) 

Da mesma forma. para a fase líquida, a conservação da 
energia térrrúca é 

iJ 
( pl hl ) iJ (~ :>] (2) = by bt cl 

As eqs. (1) e (2) t:stão acopladas pelo balanço de t:nt:rgia na 
interface, que pode ser escrito como 

dó k l iJhl I 
h-+----

p. r dt. c l by y=c5 
(3) 

onde dô/dt é a velocidade de avanço da interface. 
Como condições de contorno e irúcial para o sólido tem-se, 

conforme as figuras I e 2, 

C
u ( ) q" = h •P- h

00 
em y = O e "d t 

• 
(4) 

h • 
h . 
-~ emy = ô(t)eVt (5) 
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h = h 
a aol 

em t =o e y ~o (6) 

Assume-se para a condição (4) que o coeficiente de troca de 
calor, U, seja conhecido. Neste coeficiente são levadas cm conta 
tanto as resistências térrrúcas associadas ao moldt:. como a 
resistência associada à troca de calor por convecção com o mtio 
externo. Na condição (6) assume-se que tão logo a liga seja vazada 
no molde a solidificação irúcia junto à sua base. 

y 1 
I 

_l 

r 
i 

J 

Fig. I Modelo tisico do problema 
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Fig. 2 Diagrama de equilíbrio de fases 



Como condições de contorno e inicial para o líquido tem-se, 
conforme as tiguras 1 e 2. 

õh emy=Heldt (7) L 
õy =O 

h = h 
L L i 

em y = ô(t) e \i t (8) 

h = h em t = O e y > O (9) L X 

A condição (9) especifica que todo o líquido está na entalpia 
inicial, com exceção daquele que solidifica junto ao molde (y = 0). 

PROBLEMA MÁSSICO 

A consetvação da massa do componente ex da liga na fase 
sólida é descrita pela seguinte equação 

'!___ ( p fot J = '!___ [ p Dot M: ] (10) 
b"l "" õy .... ay 

onde f~ é a fração em massa ou concentração do componente ex na 

fase sólida da liga, e D ~ é a difusividade mássica deste componente 

na fase sólida. 
De forma similar, para a fase líquida tem-se 

q ot q ot L 
( 

élf()( ) 

b"l ( pLfL J = õy pLDL õy (11) 

Adotando a nomenclatura solvente e soluto, usual em ligas, 
a~sume-se que o componente o: a quem se referem as eq. (10) e 
( 11) é o soluto, deixando-se portanto de referenciar este 
superindicc. 

Um balanço de massa na interfàce resulta na seguinte 
equação 

( )
dó ML I f"-f -=- D- + D 

p" Li "i dt. PL L õy y=ó p" " 

M 

ay"ly=ó 
(12) 

Como condições de contorno c inicial para o sólido tem-se, 
conforme as figuras (1) c (2), 

8f • 
õy 

o emy=Oeldt (13) 

f f cmy= ô(t)eldt (14) ., 
f • 

KP f 
X emt=Oey~o (15) 

onde Kp é o coeficiente de partição de 1àscs da liga. A aproximação 
das linhas do diagrama de fases por retas incorre em um Kp 
constante. 

Como condições de contorno e inicial para o líquido tem-se, 
conforme as figuras ( 1) e (2), 

8f 
L 

õy =O em y ·=H e \i t (16) 

f = f 
L L i cm y = ô(t) e \i t (17) 
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fL f 
X 

em t = O e y >O (18) 

A formulação do problema está agora· terminada, e constitui­
se de quatro equações diferenciais acopladas. As condições de 
balanço na interface sólido-líquido incorporam as descontinuidades 
de fluxo de calor e de soluto nela existentes, conforme as eq. (3) e 
( 12). A seguir é explorada a metodologia de solução. 

METODOLOGIA DE SOLUÇÃO 

A discretização e a solução das equações diferenciais (1), (2), 
(10) e (11) é realizada através de uma metodologia de volumes 
finitos (Patankar, 1980). A integração destas equações ao longo de 
um volume de controle contendo somente sólido ou somente 
liquido é realizada de maneira usual. Por este motivo a atenção é 
aqui concentrada sobre um volume de controle que contenha a 
interface. Existem dois procedimentos distintos para a abordagem 
do problema. 

No prinieiro deles escolhe-se um incremento de tempo 
adequado flt, calculando a seguir o avanço da interfàce a cada 
incremento. Este procedimento é ilu~trado na figura 3. 

I 
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Fig. 3 Solidificação de uma fração do volume de 
controle a ser determinada, para um dado flt 

No segundo, contrariamente, uma vez escolhida a malha para 
a solução do problema passa-se a calcular o incremento de tempo 
necessário para a solidificação completa do volume de controle que 
contém a interface. A figura 4 mostra este procedimento. 

I 
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[:~~~ 
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I 

Fig. 4 ·Solidificação completa de um volume de controle 
num intetvalo de tempo a ser calculado 

O primeiro procedimento foi implementado e testado 
(Vielmo, 1993), não sendo entretanto aqui adotado em função de 
problemas associados à eficiência numérica do esquema. 

O segundo procedimento foi adotado e juntamente com a 
metodologia proposta resultou em tempos computacionais 
relativamente pequenos. Para fins de cálculo a interface é assumida 



como estando, ao longo do intervalo de tempo ~t, estacionada no 
centro do volume bifásico conforme ilustra a figura S. 

I I . I 
I :L : 

I : L 

~~ 
h si. fsi !J.y{2 [ 1------------l ''nls-l '->c;~-J 

s 

Fig. 5 Decomposição do domínio em cada 
fase e relação com a interface 

Uma vez cakulada a concentração do liquido junto à 
interface. fij , tira-se através do diagrama de equilíbrio de fases a 
sua entalpia, hLi . Note-se que fsi = Kp fu e hsi = hLi - hf, onde hf é 
o calor latente de fusão. 

Do exposto até aqui conclui-se que as duas variáveis 
fundamentais a serem buscadas na medida em que a interface 
movimenta-se ao longo do domínio são fu e ~t. L~to é feito através 
dos balanços de calor, eq. (3), e massa, eq. (12), na interface. 

O balanço de calor na interface, já integrado no tempo e 
também ao longo de um volume interfacial, conforme mostrado na 
figura 6. assumindo que Ps = A = p e observando que hf = hLi - hsi 
pode ser expresso da seguinte forma 

p Vot 
~ 

onde 

( hl - h ) + H (h - ) l • ll lN hli. 

H 
tl 

I 
I L r------·-

k A 
• 

C6' 
.. s: 

t •N .. 

[ 

- - ~O• 
!J.y ~,i _______ !).__ --. 

- ·- Os 

S -·~j-
!s 

(h - h ) 
•i •• 

(19) 

(20) 

Fig. 6 Volume de controle interfacial 

O balanço de soluto na intertàce, já integrado no tempo e 
também ao longo de um volume interfacial, conforme mostrado na 
figura 6, e assumindo que Ps = A = p pode ser expresso da 

seguinte forma 

P Vot (rt - r ) + H (r r ) 
t,.t, l • ml lN- li. 

onde 

H 
ml e H m• 

Hm• [r.i.- r •• ) 
(21) 

p D A • 
~ (22) 

s 
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ALGORITMO DE SOLUÇÃO 

A solução das equações diferenciais de transporte é obtida de 
forma segregada, segundo o seguinte algoritmo: 
1. Especificação das propriedades fisicas da liga, do tamanho do 
domínio de cálculo e das condições inicial e de contorno. 
2. Cálculo de fii e ~t. 
3. Cálculo de hLi , hsi e fsi. 
4. Cálculo de hs e fs do volume que está concluindo a sua 
solidificação, segundo as funções de interpolação empregadas. 
5. Resolução das equações diferenciais para a obtenção dos 
campos de hs , hL , fs e fi, ou seja, puro sólido ou puro liquido. 
6. Retomo ao passo 2 até alcançar a convergência para um dado 
instante de tempo. 
7. Alcançada a convergência, avanço da interface para o 
próximo volume da malha, avanço no tempo e retomo ao passo 2, 
até concluir a solidificação de todo o dominio. 

VALIDAÇÃO DA METODOLOGIA 

Com o objetivo de validar a metodologia proposta os 
problemas téf!'ÚCO e mássico são agora temporariamente 
dasacoplado~. E então simulada a solidificação de chumbo puro, 
comparando-se com os resultados experimentais fornecidos por 
Garcia e Prates, 1978. 

Note-se que embora neste caso somente o problema térmico 
esteja presente, por tratar-se de uma substância pura, esta 
comparação tem força de validação no que tange à metodologia de 
solução das equações, tanto no sólido como no liquido. Na figura 7 
compara-se a posição da frente de solidificação obtida 
experimentalmente com os valores numéricos obtidos pela presente 
formulação. 

90.0 _,....._ 
Chumbo UJ 

"'--" 80.0 
experimental I 

...... 
presente solução I 

70.0 pi'Qblema de Neumann I 

presente solução ' I 
60.0 I 

problerM de Stefon I 

50.0 
I 

I 
I 

40.0 í' 
í' 

í' 

JO.O " r 

" 20.0 

Yi (cm) 

Fig. 7 Comparação com resultados experimentais 

Garcia e Prates especificam cm seu trabalho que a 
temperatura inicial do chumbo no experimento era de 5 · C acima 
da temperatura de mudança de fase, tratando-se portanto de un; 
problema de Neumann. :\ tigura 7 mostra as simulações tanto de 
problema r~al, como de uma simplificação ao considerar-se que o 
superaquecunento inicial é nulo, recaindo assim em um problema 
de Stefan. Conforme o esperado, a velocidade da intertace no 
problema de ~eumann é menor do que a do problema de Stefan, já 
que neste caso e necessário desuperaquecer o liquido. 

Uma solução analítica clássica para o problema em questão é 
a de Smíth, Tiller e Rutter, 1955. Neste trabalho, a Jim de tomar 
~ável u":'a soluçã? analitic~ para o problema mássico, o problema 
temuco e desconsiderado. E então assumido que a interface move­
se com velocidade constante e prescrita. O problema massico é 
resolvido com as simplificações de difusividade mássica nula no 



sólido e domínio scmi-infmito. Estas hipótt:ses simplüicativas. a 
menos da velocidade prescrita na intt:rface, que exige ajustes, não 
impedem uma comparação com o presente modelo na região do 
transiente inicial. Para uma discussão detalhada sobre as regiõcs de 
concentração decorrentes da solidificação din:cional ver Flemings. 
1974. 

A figura 8 mostra a concentração da fase sólida, fs. em 
função da posição da intertàcc, y1. para três razões de par1ição de 
fase, Kp. Os valores de fs na figura 8 estão divididos pela 
concentração inicial do liquido e os valores y1 estão 
adimensionalisados utilizando a velocidade da interface, V, e a 
difusividade do liquido, DL. A boa concordância entre os resultados 
analíticos e numéricos aponta no sentido da validade da presente 
formulação. 
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............. 
~~ 

....... ....... 
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Smith et ai. 

Vy1/D, 

Fig. 8 Comparação com a solução de Smith ct ai. 

SOLIDIFICAÇÃO DE LIGAS USUAIS 

A título de ilustração da potencialidade do presente modelo 
são agora mostrados resultados de simulações com as ligas 
alumínio-cobre e chumbo-estanho. São empregados codicientes de 
troca de calor, U (fig. I), desde 20 até 50.000 \V;m1 h.. alturas do 
domínio. H (tig.l ), desde 1 até Sem e temperaturas iniciais. TI, 
desde LOSTM até 1,2T~I, onde T\i é a temperatura de fusão do 
solvente da liga (tig. 2), cm graus Celsius. 

A figura 9 mostra a velocidade da interface em função da sua 
posição, ambas adimensionalísadas, para a liga Pb-1 °ilSn. Ao 
analisar o comp011amento destas curva~ deve-se levar em conta que 
a velocidade da interface. dõidt, está presente tanto na eq. (3) como 
na eq. (12), ou seja, ela depende da taxa de resfriamento da pcça c 
também da redistribuição de soluto na fase líquida. 

VH/o:• 
25.0 

22.5 

20.0 

17.5 

15.0 

12.5 

10.0 

7.5 

5.0 

U=SOOOO W/ m'K 

Pb-15lSSn 
H-lcm 
T,-1,05Tw(343 ,9°C) 

y;/H 

Fig. 9 Pb-1 %Sn, velocidade da intertà-:e ao longo do domínio 

A ftgura lO mostra a distribuição tina! de soluto numa peça 
de A.l-2°·oCu, adimensionalisada com base na distribuição inicial. 
Pode-se observar claramente nesta figura as três regiões tipi-:as 
deste ripo de solidificação (Flemings, 197 4 ). 
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Fig. I O Al-2%Cu, composição fmal da pc'<a 

Em alguma~ simulações realizadas (Vi elmo. 1993) houve a 
ocorrência de suhrestiiamento constitucional (Kurz t: Fishcr. 19R6). 
Nestas condiÇões a interface plana é instável. propiciando o 
surgimento (k moriülogias dcndtiticas. Acredita-se que o pico de 
concentração ohservado entre o transicntc inicial c o n;gime 
permanente na tigura lO esteja ligado a este bto. Testar a presente 
metodologia nestas situações extremas assegura a diciên<:ia do 
esqw.:ma numérico introdu7jdo . 

CONCLUSÔES 

No presente lrabalho é introduzida uma nova metodologia 
para a solução do prohlema da solidificação direcional de ligas 
binárias. Os casos analisados indicam que o procedimento é estável 
e numericamente eficiente. 

A formulação adotada, cm duas tases, apresenta um 
excelente potencial para o tratamento de situações mais complexas, 
como por exemplo a solidificação na presença de estruturas 
dendritica~. 
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ABSTRACT 

;\ di1lusive modcl to sin1ulate tht: heat :md ma~s transfer in 
th..: din:ctional solidification of binary alloys is presented. Thc solid 
and liquid phast:s ar~: treatcd separalely. without tht: adoption of the 
th~.:rmodynamical equiliorium octwcen th.: phases as is common in 
most of thc continuum modcls available in thc litcraturc. It is 
introduced a temporal scheme \Vith lhe tinite volume mcthod. Thc 
ml.'thodology is validated using experimental data and classic:~l 

analyti-:al solutions. FinaUv tht: solidilication of u~ual allovs hkc ,\1-
('u and Po-Sn are simulated and dis<:usscd . 
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SUMMARY 

A recently developed liquid vaporization model for multicomponent droplets has been enhanced in arder 
to study the effect of thermal radiation absorption in binary droplet vaponzatwn. The posszble couplmg be­
tween radiation absorption and droplet microexplosion is also investigated. The results show that radwtwn 
absorption can inftuence droplet vaporization in combustion environments and might expiam some_ experi­
mental findings on microexplosion phenomena. The vaporization model includmg radzatzon absorptzon also 
predicts the experimentally-observed sparkle at the end of droplet combustion (flash vaponzatlon). 

INTRODUCTION 

The explosive vaporization of multicomponent mixtures has been 
predicted theoretically (Law, 1978) and confirmed experimentally 
(Lasheras et al., 1980, Wang and Law, 1985, Wang et al., 1984) 
for a low Reynolds number droplet. Recently, the vaporization and 
microexplosion of burning methanol-dodecanol mixture droplets has 
been observed at low gravity conditions (Yang et al., 1990), which 
eliminates buoyancy effects . There is agreement among experimental 
and numerical investigators that the basic causes of microexplosion 
are the different rates of thermal and mass diffusion and the volatility 
differential between the mixture components. The predicted trends 
of necessary volatility differentials and influence of concentration and 
pressure have been verified by experiments (Lasheras et ai., 1980, 
Wang and Law, 1985, Wang et al., 1984). However, the radial po­
sitions at which bubbles are formed are much closer to the droplet 
center than the conventional diffusive model predicts (Wang et al., 
1984). Another interesting observation is the fact that alcohol-~lkane 
mixtures undergo explosive vaporization only if the alcohol IS the 
more volatile component (Wang and Law, 1985). This might be 
explained by the non-ideality of the liquid mixture, since non-ideal 
mixtures tend to present a lower nucleation temperature than that 
obtained by the molar-weighted average of the pure component nu­
cleation temperatures. Another interesting experimental fact is that, 
when no disruptive burning occurs, the combustion ofpure-substance 
or mixture droplets ends with a weak sparkle. This was believed to 
be caused by the microexplosion of the very small droplets due to 
the presence of heavy impurities in the fuels (Wang and Law1 1985, 
Wang et ai., 1984). Recent simulation results (Lage et al., 1993) 
indicate that microexplosion is a result of flash vaporization, which 
does not require the presence of impurities in a binary droplet in 
arder to occur. 

Recently, a diffusive liquid vaporization model for multicompo­
nent droplet vaporization has been developed (Lage et al., 1993}. 
It includes: spatially and time dependent density, the interdiffusion 
term in the energy equation, variable properties, and non-ideal phase 
equilibrium. This model predicts a faster vaporization than that 
predicted by the conventional diffusive model (Law, 1978). This is 
mainly dueto the presence of a radial velocity caused by the thermal 
expansion of the droplet. This model is also able to predict the weak 
sparkle at the end of the combustion of a multicomponent droplet 
(Lage et al., 1993). Another vaporization model that includes spa­
tially variable density and specific heat of the liquid-phase is the 
one recently developed by Megaridis (1993) for a convective envi­
ronment. The inclusion of these property variations also promotes a 
faster droplet vaporization, caused mainly by the thermal E'Xpansion, 
as has been anticipated by Lage et al. (1993). 
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The influence of radiation absorption in monocomponent droplet 
vaporization has been extensively analyzed (Lage and Rangel, 1993b, 
Park and Armstrong, 1989, Tuntomo, 1990). A criterion has been 
proposed to determine the influence of thermal radiation absorption 
in droplet vaporization (Lage and Rangel, 1993b ). However, the in­
teraction between radiation absorption and microexplosion phenom­
ena in multicomponent droplet vaporization is not well understood. 

ln this work, the diffusive model previously developed is improved 
by the addition of radiation absorption effects. The new model is 
used to verify the importance of thermal radiation absorption in mul­
ticomponent droplet vaporization. Using this model, the possible in­
teraction between droplet microexplosion and radiation absorption is 
analyzed. The non-ideal behavior of the liquid mixture is considered 
both in the phase equilibrium at the surface and in the superheating 
temperature calculation. 

VAPORIZATION MODEL 

The diffusive vaporization model is fully described in a previ­
ous paper (Lage et ai., 1993). It solves the mass, species, and en­
ergy conservation equations for the binary droplet, including physical 
property variations with temperature and concentration and the non­
ideal equilibrium at the droplet surface. Here, this model is extended 
to include radiation absorption inside the droplet. For the stagnant 
droplets considered here, the gas-phase model is the film theory (Bird 
et al., 1960). The non-ideal equilibrium at the droplet surface is cal­
culated using the liquid-mixture activity coefficients determined by 
Wilson's equation (Ohe, 1989). 

The absorption of thermal radiation can be calculated by elec­
tromagnetic theory if the irradiation characteristics and the mixture 
optical properties are known (Lage and Rangel, 1993a, Mackowski, 
1990). However, the irradiation characteristics (intensity and angular 
distribution) and the mixture optical properties are often unknown. 
Thus, some assumptions ha.ve to be introduced. Previous results for 
monocomponent droplet va.porization (Lage and Rangel, 1993b) have 
shown that the radiation a.bsorption ma.y be approximated by a uni­
forro energy source term inside the droplet. Using this hypothesis, 
only one parameter,.the droplet absortivity a:R, is needed in the anal­
ysis. Thus, it seems convenient to use a parametric study to analyze 
the influence of radiation absorption in the vaporization process. The 
parametric study was carried out by choosing the droplet absortivity 
in the range obt.ained in previous works (Lage and Rangel, 1993a, 
1993b) at conditions similar to those prevailing in combustion envi­
ronments. Further details of the analysis are given elsewhere (Lage, 
1992, Lage et a/., 1993). 

SUPERHEATING-LIMIT CALCULATION 

The homogeneous nucleation theory is used to determine the ki-

-- . 



netic limit of superheating of a liquid in the absence of any surface 
or solid matter (active sites) . Sripov {1974) gives a description of 
the severa! existent theories for nucleation. Severa! authors have ex­
tended the homogeneous nucleation theory to multicomponent mix­
tures (Avedisian and Glassman, 1981, Blander et a/., 1971, Holden 
and Katz, 1978, Pinnes and Mueller, 1979). The calculation of the 
kinetic limit of superheating given here closely follows that given by 
Avedisian and Glassman {1981). Two modifications have been intro­
duced: (1) the partia! molar volume of each component is calculated 
by correlations based on experimental values of the molar volume 
of the pure substance, since it is known that the Peng-Robinson 
equation of state does not give accurate liquid volumes, and (2) a 
pseudo-critical temperature is used in the Gibbs number definition 
instead of the mixture temperature, following the findings of Lien­
hard and Karimi (1981) and Biney et a/. (1986). Thus, the kinetic 
rate of nucleus formation, J, is given by 

J = NBexp(Gb) (1) 

where N is the number density of liquid molecules, Bis the evapora­
tion rate constant and Gb is the Gibbs number, as given respectively 
by 

NAv 
N:::.v 

)

1/2 n y · 

B = . _8Pa
2

• • • (~91fT NAv ~ Mi/2 

161ra3 

Gb = 3kBTcm(P- pL)2 

(2) 

(3) 

(4) 

where, N Av is the Avogadro number, V is the molar volume, R9 is 
the gas constant, kB is the Boltzmann constant, subscript i indicates 
each species, y; is the gas molar fraction, M; is the molecular weight, 
a is the mixture surface tension, pL is the liquid-phase pressure, 
Tem = 2::~ 1 y;Tc, is the mixture pseudo-critical temperature and 
P = 2::;'=1 P; is the mixture pressure, for the partia! pressure of each 
component, P;, given by 

P:::. y;.P. exp [ ~~(PL- P.)] (5) 

where P. is the pressure and y;. is the vapor composition at a plane 
vapor-liquid surface at equilibrium. The phase equilibrium was cal­
culated using the Wilson's equation for the liquid phase activity co­
eflicients and the Peng-Robinson equation for the vapor phase fu­
gacities. Equation (-'i) corrects for the partia! pressure inside the 
bubble, assuming that the partia! molar volume is pressure inde­
pendent and that the vapor phase fugacities inside the bubble are 
the sarne as those for the vapor-liquid equilibrium through a plane 
surface (Avedisian and Glassman, 1981). Once the process is spec­
ified, the nucleation rate is estimated and the superheating limit is 
calculated by the above equations. 

NUMERICAL SOLUTION 

The control-volume method (Patankar, 1980) was used to dis­
cretize in space the partia! differential equations of the vaporization 
model. The resulting system of ordinary differential equations are 
numerically integrated using DAWRS (Differential-Algebraic Wave­
form Relaxation Solver) (Secchi et a/., 1991). The DAWRS algo­
rithm automatically controls the precision in the time integration, 
while the number of contra! volumes were varied until converged re­
sults for temperature and concentration were obtained. The results 
shown below are, at least, 1% accurate. Analysis of convergence 
characteristics of this method is given in a previous work (Lage et 
a/., 1993). 

RESULTS AND DISCUSSION 

A heptane-methanol mixture, for which an almost complete set 
of data is available from different sources (Gallant, 1968, Melhem et 
a/. , 1989, Ohe, 1989, Reid et ai., 1987, Vargaftik , 1975), was cho­
sen. Moreover, this mixture is highly non-ideal and it resembles the 
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methanol-gasoline mixture, due to its similar physical properties. ln 
the following, computational results will be shown for the vaporiza­
tion of droplets with an initial radius of 50 Jl.m, initial temperature 
of 300 K and initial heptane mass fraction of 0.5, in a stagnant en­
vironment at 800 K and 10 atm. The reference temperature, T., is 
400 K and the reference properties are the initial mixture proper­
ties. The incident thermal radiation is assumed to be isotropic and 
with the Planck's distribution at 2000K . This temperature is a high 
temperature ( comparing to the environment temperature) to be used 
as a reference blackbody temperature in a combustion environment . 
However, it was chosen to intensify the amount of energy absorbed 
by the droplet in order to verify if there is any coupling between 
radiation absorption and droplet microexplosion. lt should be noted 
that the mixture analyzed has a small volatility differential , and it 
should undergo explosive vaporization only at severe conditions. 

The phase equílibrium diagram of the n-heptane-methanol mix­
ture at 10 atm is shown in Fig. 1. It has been calculated by using 
the Wilson's equation for the liquid-phase activities and the Peng­
Robinson equation for the gas-phase fugacities (Melhem et ai., 1989, 
Ohe, 1989). · This mixture shows an azeotropic point at a heptane 
molar fraction of about 0.26 . 

From the vaporization results given in figures 2 and 3, the droplet 
lifetime for the 50jl.m-droplets considered here is about 20 ms ( which 
corresponds to T = a. 0 tj R~ ~ 1, where the subscript o indicates the 
initial conditions) . The time available for homogeneous nucleation , 
tn, should be two orders of magnitude lower to insure nucleation dur­
ing the period of time where the droplet is at a high temperature. 
Thus, tn is of the order of 0.2 ms. An errar in this order of magnitude 
analysis is not too important, because the superheating limit is quite 
insensible to the J value used in its calculation. Using the droplet 
volume, the nucleation rate may be estimated by J ~ 3/(tn47r R 3 ) 

and the value J ~ 1010 cm -Js-1 is thus obtained. The superheat­
ing limit predicted for this mixture at 10 atm using the above value 
of J is also shown in Fig. 1. From this figure, it is clear that mi­
croexplosion is very unlikely in the n-heptane-met hanol mixture at 
these conditions. This conclusion is supported by the fact that the 
maximum temperature in the phase equilibrium diagram (n-heptane 
boiling point) is only 8K above the minimum value of the superheat­
ing limit. It is worthy noting that there is a minimum in the kinetic 
superheating limit which is near the azeotropic point of the mixture. 
This kind of non-ideal behavior might be responsible for the larger 
tendency to microexplosion shown by non-ideal mixtures. 

Figures 2 to 6 show the simulation results for droplet vapor­
ization with radiation absorptíon, considering droplet absorptance 
values of O, 0.10, 0.25, 0.50. Figure 2 shows the time variation of 
the dimensionless droplet radius, {3 = R/ R 0 • It is clear that radi-
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Figure 1: Phase-equilibrium diagram ofthe n-heptane-methanol mix­
ture at 10 atm, including the kinetic superheating limit. 
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Figure 2: Vaporization of an n-heptane-methanol droplet: dimen­
sionless r adi us . 

ation absorption is quite important in the vaporization process in 
this case. Although this is not always true, the importance of radi­
ation absorption in droplet vaporization should be verified through 
the criterion proposed by Lage and Rangel {1993b). Figure 3 shows 
the time variation of the droplet surface and center temperatures, 
0 = (T- To)/(Tr- To) (and the subscript s indicates surface val­
ues). For ali cases with radiation absorption, the center temperature 
exceeds the surface temperature after the fast transient surface heat­
ing. Thus, the maximum temperature location changes from the 
surface to the droplet center during the droplet vaporization. This 
can be easily seen in Fig. 4, where the temperature profile during va­
porization is shown for the aR = 0.25 case. This behavior can explain 
the experimental fact that microexplosion usually begins nearer the 
surface than the radial position predicted by the conventional dif­
fusive vaporization model (Law, 1978). Figure 5 shows the mass 
fraction concentrations, Y , of n-heptane at the center and surface 
of the droplet. From Figs. 3 and 5, it can be seen that the droplet 
center, while still at the initial composition, reaches a temperature 
of about 450K (aR = 0.2,5 and 0.50). Although this temperature 
is much higher than the mixture boiling point at Y = 0.5, it is 
well below the minimum value of the superheating limit. Thus , mi­
croexplosion will not occur under these conditions, at least, through 
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Figure 3: Vaporization of an n-heptane-methanol droplet: dimen­
sionless center and surface temperature. 
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Figure 4: Vaporization of an n-heptane-methanol droplet: time vari­
ation of the temperature profile (ry = r/R(t)). 

homogeneous nucleation. Figure 6 shows the time variation of the 
droplet vaporization rate , m. There is a sharp increase of this rate 
at the end of the droplet lifetime in ali cases . This is the beginning 
of the flash vaporization process (Lage et ai., 1993), when the sur­
face temperature reaches its bubble point, which is also larger than 
the bubble point of ali the mixture inside the droplet. Thus, the 
droplet vaporizes almost instantaneously. This phenomenon is be­
lieved to cause the weak sparkle at the end of the combustion of a 
multicomponent droplet {Lage et ai., 1993). It should be noted that 
an increase in the irradiation intensity or in the droplet absorptance 
does not necessarily cause microexplosion. This is due to the oc­
currence of flash vaporization before the droplet interior reaches the 
superheating temperature. Thus, in arder to microexplosion occurs, 
there must exist a sufficiently large volatility differential, even when 
radiation is absorbed by the droplet. This conclusion is not valid for 
very large irradiation intensities (lasers), because the droplet surface 
is not at equilibrium and, thus, the model used is not applicable. 

CONCLUSIONS 

A recently developed liquid vaporization model for multicompo­
nent droplets (Lage et ai., 1993) has been used in this work to study 
the effect of thermal radiation absorption in binary droplet vaporiza-
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Figure 5: Vaporization of an n-heptane-methanol droplet : surface 
and center n-heptane mass fraction. 
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Figure 6: Vaporization of an n-heptane-methanol droplet: vaporiza­
tion rate. 

tion. The possible coupling between radiation absorption and droplet 
microexplosion is also investigated. From this analysis, the following 
conclusions can be drawn: 

• Although the model does not predict a rnicroexplosion of the 
methanol-heptane droplet, in the conditions analyzed, the tem­
perature increase in the droplet center dueto radiation absorption 
could have led to heterogeneous nucleation in the presence of a 
nucleation site (a solid impurity). Moreover, in the case of other 
mixtures with large volatility differentials, the radiation-induced 
increase of the droplet temperature may reach the superheating 
limit being decisive for the occurrence of microexplosion through 

homogeneous nucleation. Thus, the importance of radiation ab­
sorption by the vaporizing droplets in a combustion environment 
should always be assessed, especially for multicomponent droplets. 

• The absorption of radiation changes the position of the maximum 
temperature from the surface to the center of the droplet during 
vaporization. This may explain thé experimental fact that bub­
ble initiation preceding microexplosion usually occurs near the 
droplet center. 

• For the irradiation intensities prevailing in combustion environ­
ments, the increase in the radiation absorbed by the droplet does 
not necessarily promote microexplosion ( even for very high irradi­
ation temperature and droplet absortivity). ln the cases analyzed, 
flash vaporization occurs before the droplet reaches the superheat­
ing temperature. Thus, even when there is a substantial amount 
of radiation absorbed by the droplet, a sufficiently large volatility 
differential is still essential for the occurrence of microexplosion 
of a multicomponent droplet. 

It is believed that the complete understanding of the microexplo­
sion phenomenon necessarily goes through a detailed examination of 
the non-ideal behavior of the fuel mixture and the consideration of 
thermal radiation heat transfer to the droplet. 
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SUMMARY 
A ml'llwd for t/u .<n111tlulwn of tuw-11ha."· jlows 11t lmn.,mll.r contlc1'fJCn l-rl ll1t' IY)tnl nozzlcs '·' l"·c.scn t rd. Thc 

l'hy.o;z(:rtl prohlcm . .:; add1'<'.'>8(d ar·, · (IJ]Il('(ti uf lhe jlowjidd.-; nu:ounlcrnl in solúl md:d motor nozzlf's, w. which alu­
minum ond,· 1HH"lirl rs arr JHTscul. m lltt · combu.st imt 11rodru:t.... A n l·:ulcr fonrutlai.ton i.-; u.-.;rd for· lhe ga.s and rt 
éo nrsJwndtng . .;d of t'qurtlwns, t. t'., tM/Inwlly, 11wmcntn and ('1/.t'Tgy cqnal io ns, lS wnltcn for lhe solid JULrizclcs. 

f'lmd msro.-.;il_IJ 1s nr_(J/cdt>d m l.h t fonnulatwn_. CMTpl. fm· lltr Jmrl tdr dnl_(J w/,u ·h t·om (' .s tn a.5 a fmr.ing tcnn in lh e 
ga..; cquation . .;. 7'/tc mffhod h.as li, 'f' U l• : . .:;/{'(1 rm .'H'I!tTal u.ozz/t' gf'un/.tf.nt'.':i , wrlwlzng une convtTgfnl conjiguration aad 
thHr· diffcT'f:nl fonVfl!Jf'nl.-dwn:qr:ut cou.jiyunLI.wn . .; . Qualttal.zvr rom1wrtson was 1'fl . .; . .-;iblt wilh hnlh CXJU' rimcnlal and 
otlur co m1Htlalwnal rr: . .;ulfs avrulablr m lh l' lill'm.tnr·(' for rtxi.•;_1J111.11/.cl7·ic and ,'J-/) conjiguntlzons, and lhe calculatcd 
re81t/i.> do rq11·od1tcr ali of tlu· r>:pl'drd fcatun·., of Slll'h lwo-plw.<r noz:lr fl ows. 

INTH<ltlliCTION 

Then~ are st~ VPr al indus trial prCICt".SSf.'S which involvt>. t.he fl ow of ga.":'t-~s 
with S II S ! H~nded partirles , :.,of.h so lid a.ud liquid . ln t.lw .:w rospact· i1HI11stry, 
011eoft.he rnost. rdevant ofsuch ca.o;;;r:s involve:-:; t.lu· flnw ofsolid rockct.motur 
r.o r11hu st io n produd.s. A lmnim1111 powd( ~ r is a.dded to tln• solid prop,..l lanl. 
cornposition wit.h t.h c obj<=>c tivt' of incrcasi up; t.lw ro1nhn st. ion f.t'IJqwra.t.tJrc·' 
a nd tlw rnot.or sper ifir i1npulsc•. Mon·uvt.•r, ii. a.lso h<ts t.hc advauta.~e of 
st.a.biliziug t.li e C:ü mbnst.ion pr<H·. ~ · ·ss again~t. t.he n crurt~ IJce of lligli frl'tpwnc y 
acoust.ic inst.ah ilit.i c~ s . ll owc•ve r, thc• hur11 of sud1 pt,opellant. n ·s ults in ;; t 

t.wo-pha.':ie tiow alo11,e; th e rockt'l. IJ(Jz z.les <\tw f,o t.hc• cond ensa.l.ion o f tiH ~ 

a.huninurn oxide o r a.hnuiua ( AJ:tO:t). As ti H' ll ow c·x pa.nd =-- alou ~ !.he IIOZi'.l f' , 
LIH~ allllnÍJIIHII ox id f' particles do not. accekrat.t• iu t.IH• SiJ.IIH.' pruport.ion a.-; 
t.he ga.':i~Ous part. uf t.he fOi nhust ion prod url.s . Tlae tenqH•r;:tt.urt· of thest· 
part.ich~s also d<ws not. drop as fasl. tL':i tJw J!;a .:o:i pha.'":it' t.einpera.t.nrc. Tht•st' 
ditferenees Lwt.ween t.he gas and solid phtLSt•s lw havior lead t.o iw·ftiri t•nr ic•s 
in t.hc n oz~le ex pansiou procêss whi ch, in t.urn , cause a. reduct.ion in t.lw 
moto r thrust. (Zurrow and llo!fiii<UJ , IU7(i) . Moreov~r . t.he prt"<' ll re ofsolid 
partich~s in tlw tlow leads to added wr.•ar of t.lw n ozzh~ illl.t·rua.l walls, a.-:; 
well as to addit.ionallwat. !lux ai. t.lw vehirk walls du <' t.o radiat.ion fro 111 t.li< ' 
hot. part.icles (lshii e t ai., I!IX7 , I!JH!J , aud C haug, I!J!JO). This lat.n elf•·•·J 
ifi rert.ainly rnore re levant. at. t.h" vr hide's plunw t.ha.n i11sidr~ t.ht' IH;z.i'-lt• 
itself. Therefore, the rocket or laun rh Vt·hidt> dt>sig1wr Ju.:·t>d :;. sol III.' fo nn uf 
evalnat.iug t.h e dfecl. of t.h e solid part.irles iu t.h<' uoz' l" fl ow. 

AtIA E , we haVP be<'n working t.owards tlw ~oal of devdopiug t.l lf' nq>a ­
bilit.y of lllltrwrirally s inndat.ing rPalis t.ir sn lid rorkt•t 111otor noz:t: l(" fl ows for 
so111(' tinw now . At prese nt. , tl\e ahilit.y of sirrndatin~ "2-D aud axisy u~trw t­
rir si ngl <' pha.se (ga-s) tlows has been implement.•·d and va liclat.•>cl (see, for 
instanre, Azevedo , 19!JO, 199:1 , Ortega and A•ewdo, 19\.11 , aud Aze vedo 
et ai., 1992) , as has been t.h e ahility of hancllin~ t.wo-pha."' flows nnd er 
a qua.si-one-dirnensional forrnulation (Mi<chado , 1990) . The prt'sent work 
extends the available capa bility by proposing, implernenting an d va lidat.­
ing a rnethod fo r handling planar t.wo-dimensional , t.wo-phase (gas-solid), 
ronvergent-divergent. nozz le Hows. This capabilit.y is built. np <m t.lw pre­
vious experience in t.he se nst> t.hat t.lu~ trt•atuwnt. uf t.he l!:<L"õ plnL':i~ in _ tlw 
present rode is t-~xart.ly equal t.o wha.t. wa . .:; d orJt~ in t.lw prcviotJs gas-unly 
rodes (A zeved o , 1990 , and Auvedo e l. ai. , 19!1:.!) . Art.nally , it. is prerisdy 
the sa.m f." cod€' wit.b a f,•w addt>d rc,utiiws t.o handl~ · t.lw solid particl!.':-> 
phase. The for rnulation that. desrrilws t.lll' nwt. ion of tlw soli;l part.irl ••.s 
was develo ped as a parall<'l of t.h•· ga-s for11ndat.ion (And••rso11, 1\Hi:l, and 
Chang, 1990) . The t.wo set.s of eqn.a t.ions are int.egrat.ed in t.inw ro llrur­
re ntly , but.loosely couplcd, in ordcr to obt.ain tlw solntion for t he Wlnpl..t.,• 
two-phasc flow problcrn. 

An Euler fo rrnulation is used fo r the ga.s and a r.orresp on ding set of 
equations, i.e., r.ontinuit.y, rnomenta and energy equations, is writ.ten for 
the solid partides. Fluid visr.osit.y is neglected in the forrnulati on , <'Xrept. 
for the particle drag whi r h comes in a-s a for cing term in th e gas equ a ­
tions. ln a similar fashion, th<' inte rartion among partides, i.<'., partid<'­
to-particle r.ollision, is also neglert.ed. Tlw solid ph<>-»e is not. t.rea.ted as 
an ensernble of isolat.ed partidt~ s~ but. a.s a n etluivalent. "co)l timwrn of par­
tides". The Huid equat.ions are disrret.ized in a finite differenre context. 
by the Beam a nd Warming irnpli cit approximate fartorization algorithm 
(Beam anel Warming, 1976). The nurnerical method used to discretize anel 
solve the governing equations for th<' partides is alrnost identical to that 
used for the gas, exrept for some minor mo difi cations whi r h have enhanrecl 
the overall stability of the methoa . 

The work will describe the formulati on used for lhe solid a nd lhe gas 
phases, and the procedure by whi ch lhe.)( are r.oupled in order to solvl' 

!.h<' co mple te t.wo-pha-se prohl~111. The Jn<' t.hod has bee n tesled on severa! 
nozzle geo metries 1 aud t.lu~sP validation result.s will l.w presenteei here in as 
nuJ rh lengt.h as t.he avai lable s pare p enni t s. For a li rases aualyud , at lea-•t. 
t.wo levei; of grid re1inern ent. were t.es t.ed iu ord er to assess the ar rura.cy of 
t.lw results . Th f' prest.>nt. fOIII!HII.fLI.iunal rcsult.s are qu a litat ively tornparPd 
t.o t.lw dat a ilvai lilbl c iu tlw lit.••r<t.t.111'e, and it. shown t.hat the ralculations 
do " ' IHOd un• ali of t.he exrwr!.t'd features of surh t.wo-phase no<.zle fl ows. 

THEOIWTJ(:i\L FORMULATION 

Tht• JHOCPdure used t.n descr ibe t.h(' t.wo- pha.')f:' tl ows here sinmlated was 
ba."'t~ d nn writ.ing t.hf' usual sei. o f in visc id ronserval.ion equatio ns fo r t.he 
g<L"' and a similar set of conserva t.ion Pqu a tions for a cont.ilHiliJ'II Pquiva.lent. 
of t.he solid ph "se. The for mul at. ion usNI fo r t.lw solid phase was inspired 
in t.h r wor k of lshii et ai. ( 191'l 7 , 19X9) , an el Chang (1990). However , th•• 
Pquat.ions actually u:-:ed were de rived frorn first. principies using a proredun• 
usually fo llowt• d t.o obt.ain th t• p;a."lyuamir equati ous (A udee>ou, I !)l'l!i) . 
The hyp ol.hesrs nsed in o rder to writ.e down the governing equ at.ious fo r 
t.lw <-D, t.wo-phase flow we re : (a) t.he fl ow is dilut.ecl ; (b) pa.rtides ar<' solid 
spht>res wit,h uniforrn dia.met.er and ro nst. a nt. mate rial densit.y ; (r) partirl es 
hav•• a const.a nl. specifl c heat. a.ud their internal t.ernperature is unifonn ; 
( d) t.he fluid is a perfert. gas with constant, rornposition and sper ifir heat.s, 
and t.lw Huid is in visr id exr.ept. for its int.e rar.tion with the partides ; (c) 
t.here is no externa! work a nel lhe effer. t of gravily is neglerled; (!) lhe solid 
part.icles do not. interact arnong thernselvt>s, and their rontribut.ion t.o t.h e 
press ure of th e syste11J is negligihle; (y) t.h e ther rnal anel Brownia.n rno t.io11 
of t.ht• solid part.ides is negligible ; (lt) the re is no mas.» lransfer between 
t.h e phases anel the heat. transfered by rad ia.t.ion is also neglected; (i) the 
volume ocr upi ed hy tlw so lid partirles is negligible a nel th e rnt>an dis ta.nr<' 
arnong part.icl es is rnuch s umll er th a n t.h e smallest. grid spacing; (j) hot.h 
phases are treated a." a contimwrn . 

The governing eq ua.t.i ons for th e solid phase can be writlen in r.o nser· 
vat.ion-la.w fonn for a 2- D , ge1wral çu rvilincar c.oordina.te systern as 

iJQ,, ilf~,. fi}~, -
-.1- + -:---)< + -.)- + H, = O 

( T ( ' ( 1/ 
(I) 

Tlw vec.tor of rnnservcd variahles a ud tlw llux ver.t.ors fo r the solid phase 
can be writ.ten a~.;; 

(2) 

ln t.he previous expressions , p1, is an equi va.lent density of the solid pha-'e 
whir.h is defined as 

Tl1 
pi'=--;== = 

u~ +v~ 

wh ere rir represents t.he part.irle '""-" !lux per unil. of time anel So is a 
referenr.e area typirally t.aken as tlw entram.<' area of lhe nozzl<' . The 
C:artesian velority r.ornponents of the particles are "r a nd v1, anel ,the 
contravariant velocity cornponents of the solid pha-"'· are delineei as 
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The total energy per unit volume of the solid phase, hp, is defined as the 
sum of the internal energy and the kinetic energy of the solid phase. The 
Jacobian of the coordinate transformation, J, and the metric terrns are 
defined as usual in CFD applications (see, for instanc.e, Azevedo, 1990, for 

details). The source term for the solid phase equations, Hp is given by 

l o l (u- up) 
Hp=-J-'ppAp (v-vp) 

B,, 

(5) 

Here, u and v are the Cartesian velocity components for the gas phase. Ali 
the interaction between the solid anel the gas phases is adually represented 
in the source term through the definition of the Ap and Bp pararneters, 
which desc.ribe the exchange of mornentum and energy between the phases. 
The definition of these pararnet.ers will be given shortly. For a eletailed 
derivation of the previously presenteei equations, t.he interest.ed reader is 
referred to the work of Nagat.a ( 199:l). 

ln similar fashion, t.he governing equations for the gas phase c.an also be 
written in conservation-law form for 2-D, general c.urvilinear coordinates 
as 

aQ aE aF -
ar + {1(, + OIJ + H = 0 (6) 

The vec.tor of c.onserved quantities for the gas phase is defined in its usual 
way as Q = J- 1 [p , pu , pv , e]', and the gas phase flux vec.tors are delineei 
as 

E= j- 1 pul! + P{x 

{ 

pU l 
pvl! + p(,y 

(e+p)l!-p(,, 

puV+JnJx (7) 

{ 

pV l 
F = J -

1 
pv V + 1'1/y . 

(c+ p) V - l"lt 

The nomenclature used above is t.he standard one suc.h that p and 1' are 
the gas density and pressure, respec.t.ively, c is the total energy per unit 
of volume for the gas phase, anel U and V a.re the ront.ravariant veloc.it.y 
c.omponents for the gas, whic.h are given by 

lf = {, + {x 1l + {y V 

V = 1Jt + l}xlt + l}yV 

The smtrce term for tl),e gas phase equat.ions, H, is defined as 

{ 
u ) (11- u,,) 

H= J-1 p,A,, (v- v,) 

B,, 

(8) 

(D) 

lt is dear, therefore, that. this is the negative of t.he corresponding t.er111 
for the solid phase e<p1ations. lt must be ernph<csized t.ha.t. we are assurn­
ing here an appropriate nondimensionalization of t.he governing equations 
for both t.he gas anel the solid phases. \lenc.e, ali velocit.y c.ompunents are 
rnade dirnensionless wit.h respec.t t.o t.he criticai speed of sounel (for t.he gas) 
at the nozzle entrancP condit.ions, a., anel the densities are referred to the 
gas sta.gnation elensity again at. t.he nozzle entrance rondit.ions, pn. The 
pressure and the total energies, for bot.h gas anel solicl phases, are referred 
to pa;, and ternperatures are nondinwnsionalized hy the ga.s st.agna.t.ion 
ternperature at the nozzle entrance c.ondit.ions, T0 . This referenc.e con­
dition used to nondimensionalized t.he governing equations is rornpletely 
consistent with the one used by Azevedo ( 1990) to treat. gas-only flows. 

Since we are assurning a perfeet ga.s, the relation between pressure and 
total energy for the gas c.an be writ.ten as 

p = (-r-1) [c- ~p(u2 +v2
)] (lO) 

Here, 'Y is the r ati o of spec:ific heats at c:onstant JHessure, C:119 , and at 
constant volurne, C:v 9 , for the ga.s. The gas dirnensionless ternperat.ure, T, 
can be written as 

(
-y-l)[e I 2 ')] T = 2-y -- - - - ( u + v 
-y+ I P :2 

(li) 

Moreover, the dirnensionless t~mJwrature of the solid phase ran he written 
as 

- ~ (~) ['::!__· - ~ ( 2 . 2)] T,)- . 11Jl + u,. 
w -y+ I p1, :2 

( 12) 

where w is the ratio het.ween t.he specitic heat of the solid pha.se, c,,, 
anel the speeific: heat at constant pressure of tlle ga.s phase, C1_,y The Ar 
pararneter is essentially related to the exchange of rnornenlurn het.ween the 
phases, anel it is defined as (lshii c!. ai., l9K\J, a.nd Chang, 19(JO) 

9ft<g/l' 
Ap = 2rn,,r#a* 

(I :l) 

Here, f is t.he referenc.e length which is t.aken in t.he present. work ;cs tlw 
nozzle half height. at. the t.hroat., "'" is t.he part.icle spet'ilic mass, 1·1• is tlw 

mean radius of the partides, and J<g is the local viscosity c.oefficient. of t.he 
gas, which is expressed (Ishii et. ai., 1987) as 

T )o6 
1,9 = J< 9 o ( 1;;- ( 14) 

and where Jt 90 is the visc.osit.y coefficient of t.he gas at. t.ernperat.nre T0 , i.e., 
at the entrance stagnat.ion condition. The pararneter f1, is defined as 

(.'d 

J,, = Cdstok •.• 
(!.'i) 

where the value of the part.ide drag coefficient., Cd, is given by Henderson 
(1976), and C:dstok" is given as 

24 
Cd.s·tob:'.~ = Rc

1
; 

The particle Reynolds nurnber, Rc,, is defined as 

_ 2r,p V ~ ~ Rc1,--- (u-u,) +(v-v,.) 
l'g 

The energy pararneter Bp is defined by t.he expression 

BP = (u- u1,) llp + (v- vp) v1,- fie (T;, - T) 

where the convection pararneter, !Ir, is taken a.<:; 

( "' + l) Nu q,= --
. -y-1 Gf,.Pr· 

(16) 

( 17) 

( 18) 

( 19) 

The particle Nusselt nurnber is written as (Carlson and Hogluud, l\164) 
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Nu - 2 + 0.459 Rc;: 55 p,.o 3
" 

and t.he Prandtl nurnber, Pr·, is defined in it.s usual way as 

p,.= Jl._r.~C,,y 

" 

(20) 

(21) 

where 1< is the gas thermal coneluct.ivity coefficient. We observe from Eq. 
( 18) that, despi te the large ernissivity of the part.icles, the heat due t.o 
radiation is not being considered in the forrnulation. This can be just.ified 
by the srnall effect that. t.he radiation terrn has in the flow in the interior 
of the nozzle. Moreover, it is quite hard to find adequate v alues for t.he 
gas and particle ernissivit.y coefficients in t.he literature (Eversole, 1984). 
However, if one would be interested in t.he plurne Aow, then t.he energy 
excha.nged through ra.dia.tion would necessarily ha.vé t.o be induded in the 
formulation. 

NUMERICAL IMPLEMENTATION OF THE METHOD 

The tluid equations are discret.ized in a finit.e difference context by the 
Beam and Warrning (1976, 19n) irnplic.it approxirnate fact.orization al­
gorithrn. The actual nota.tion and fonn of intpleinentation used is duP to 
Pulliam and Steger ( 1980). The process of discretizing the 2-D Euler equa­
tions by this nurnerical rnethod is described in det.ail in Azevedo ( [(190) 
and in Azevedo et ai. (1992), and it. willnot be repeated Itere. The source 
terrn that. arises in the gas equat.ions due l.o t.lw presence of tbe part.icles 
is treated in exar.tly the sarne fashion as the source terrn frorn the a.x­
ial symrnetry of the problern, as discussed in Azevedo et. ai. ( 199:2) and 
Azevedo ( 199:l). The fnlly discrd.ized gas phase equat.ions can be writ.t.en 
in operator forrn as 

L( L,1 !:J.Q" = H( + H,, - !:J.t H" 

The operators in Eq. (22) are deflned as 

L( 

L,, 
R( 
R.,, 

I+ !:J.tb(À"- !:J.tfl.r 1 V'(!:J.( J 

I+ !:J.t8,,ií"- !:J.tE, J- 1 \7,1!:J.,1 J 

-!:J.t6(E'"- !:J.tEE.r 1 (\7(!:J.d 2 JQ" 
-!:J.t 6,, f~" !:J.IEE,rl (\7,1!:J.,1)

2 JQ" 

(22) 

(:2:1) 

The interested reader is referred t.o Azevedo ef, ai. ( JmJ:2) for t.lw delinit.ion 
of t.he various finit.e ditfer<'nce nperat.ors indicat.cd in Eqs. (<:l). The tlux 

.Jacobian rnatrices, Ãn and E~", an-• given, for inst.ance, hy Pullian1 (I U84). 
We ernpha.size tha.t the source t.Prlll ha.s been t.reat.ecl explicitly in tlw ahovc 
forrnulation. Although Wt:' are ronn'nwcl lwrP with st.eady st.a.t.(' problems, 
it is also worth to observe t.hat. t.his does not. sarrifire Ü!f' t.imr a.ccurary or 
t.he srherne since the irnplirit. Euler Hwt.hod wa~-; used of the t.illlf' 111arrh. 
Henc.e, the rnethod wa.' already lst.-order accurate ill t.irne. Furt.her111ore, 
the n superscript. indicates tlw tirnf' lt'vel, a.nd f).(j 11 = Qn+l - Qn 

The nurnerical nwthod used to discret.ize a.nd solve t.ht> governiug equa­
tions for t.he partirles is ahnnst identical to that used for t.lw g;as. Act.ually, 
t.he discret.e equat.ions aft.er thr compld.1' finit.e cliffcrence discret.izatiou 
procedure eoulcl be writl.eJJ <'Xat'tly ill tltc sanw for111 as Eq. (:!:2) l'vlore­
over, the various opera.t.ors would lw ddl11cd in cn11Jplete sirnilar fa.shion 

1 



t. o t.h ose s hown in Eqs . (<:l), <> xrcpl. fnr t.lw i.< ' rlll n•ncs ponding l.o l.ht• u, 
operator . For t. he !:>olid ph <tM\ this up t~ ra.tu r is w riU.c n a ... -; 

Where \Jf.. is i\. Í.WO-p OÍill , Jsf.- OJ'dt->!' 1 hackward tinit.c difft'l'f'' JI CI ' Ojl P. I'i:li.OI" 

The readt' r s hould obse rve: tha.t whal. is h. •in ,.; d u !lt' he n · i ... t.!Jat. :->pa.t.i;d 
deriva tives in t.h e direc tion essC'n l. Í;d]y :.di ,.,.;JII:'d wit. h t. hl' lluw arf· h;• ckwanl 

differe nted , insl.~>ad of th r standard B.c a111 <tlld Wan11ing-likc· appruach o f 
using c.enl.ral dilli.•re n ces plus t> xpli citl y a ddc·d art ili c ial di" ipa lio n . This is 
.r.oneeptu a lly r:orrect. iu t.hís case becausc , (JS i11dicat.t~d hy a rh<~r art.e ri sLic 

a nalys is (Nagata , 199:3) , tlw solid plliL'<' " ll nw" s hould 11 0 t ,,. , "dowll­
strearn" inforrna.t.i on . Thi í:i r.a.n ht> s tat. t> d in a dilfer t' lll. fo rrn hy :-;. a.y iu ~ t.hat 
t.he informat.ion in t.h e solid phasc pr opa~ : d.t• :-:; alon.c; s t.n•a1nlint•:;, whirl1 is 
a. r.onsequen ee o f t.lw fa.e l. t hat t.he re is 11 0 quaut.il.y cu rrespoudiug l.o l.lit ' 
pressnre in the present solid pha.sP fornnda.t.iun . Thc refo re , t. he f~> ur r. ha.ra.r ­
te: rist ie speed s a.ssocia.t.ed with t.h e flu x .Jacn hi a.11 111 a.t.rix iu t.lw <-dirccti o n 
will a li b e equalto (/1, (sPe N:>gal.a., IV!J:l , for dP!.a.ils ) . Siu c.•· tlwn• i" 110 
reversed flow in t he c.onliguratious I.Ps l.p cJ iu tlw pr pseul. work , ~q . (<1) is 
indicat. in g a stra igh tforwanl upwiud dilft •n.• n<·iu!!; (hac:kward, in t. !Ji s crtsc) 
o f th e Ç-direct.ion for thc snlid ph ;cse e qu at ions. Moreover , IH1111cri cal <' X­
p e rirnentation has sh owu t. b al. this h :.t.s euhau ced th e ovc•rall s i.ahilii.y o f 
the rnetho d . Fur t he rrnor t:-, t.hc flu x .Ja rohiau 111a.t ri n :'s fo r t. lw solid pha.•w 
had t o be d e rived in the coul.e xl. o f tlw pr•.·sc·ul. wo rk . flu e to ' i''\Cf' li111i­
tations, t.hese exp res:; io u:-; a.n · no!. i11duded lwn• and l.lw rea.de r is n~fern · d 
t o Nagata ( 199:l) for t.be co mplete dt'l.a il s. 

The nozzl es t.r r ated lwrt· w~ re a li geonu~ tri cally syuunel.ric a.nd t.he Jl o w 
\.o ndit.lons we re always ~ p ~ri fi ed a ... "i sy nune tric. a.t tlw (-"ll t. ranrf'. ll e nce, on ly 
the lower (or th e nppr•r) portion o f the ll (J ZZI I's ll Pt'd f' d to lw ro ns ide1Td 
in our siin ulat. io ns. This k ft. us wi t.h four ty pr•s o f hotnHbu·y cond itio ns 
to consid er ) narn ely c• td.ranre , cxit. , sy nntt C"' I.ry a.11d wall bound a ry rotldi­
tions. The syntlfiP:I.ry, or CPIII.t•rliut•, hottndary r.m Hiitiun:; a.n" th e Jln)st. 
st ra.ightfo rwa.rd o f t.h t.• tn a.ll , and i.llt'y WP rf' itnp i~ llll'lll.t •d for h ()t.h the ~a .. -. 
an d sol id pha."'" e xacl.ly as desrrilwd hy A z<'v Pdo ( I!J!JO ). S ince " " iuvis~. id 
forrnulat io n is lw:ing co ns idt•rc•d for l.hr • ,..;as, tlw wa ll hont~tbu·y C()]lditinn 
enforC.Pllt P. IÜ Ítltp OSPS flow l.<I.II J.!/' II CY a11d Zt 'l" t ! 1101"111<11 jl fl'SS III"f' a.11d l.t' IIIJ H' I" ­
a t.Uff': gradienl.s fo r t.lw ga.-;. Tlw l.rt>;d.IIH'IJI. of" 1.\w \\1 (1.11 l>ui!Jnlary rondil. io n 
for t.he solid phas f· dot•:-; a.llow fo r so nt t.' a.rh itra rit wss. The two possihlc· 
lirni t ing si t.u at.ions a.rc .~: (a) J)a.rt.i c lt -..~ itliJlÍII g" Íil ~ upon t.lw wa ll an· rt'!ll' rt.t·d 

ba.ck wit h o ut a uy c: h :.ut v;t• i11 tl wir ta.np;r·nt.ia. l tlloi JH'tJI. tJ I JJ rt.J illputwnt., as 
in a l.ndy d ast. ic collisio11 ; or (h) part.icl t~:; i1npi uJ,!; i11~ IIIHJ il tiH' wa.ll a re 
absorbNf hy t.he wall , or "st.i c: k" to t lw wa.ll. Jh· a lit.y liP ~ soJJJf'Wiit>l"t ' in 
b etw~en . ln t.lw prt.'SP I\1. work , Wt ' hav" s•·· le t" ted to u·sc l.lw lirs t. u ptio11 
b e c:ause it. see tns to b r t.la~ corrt>sp und r• nt. , for t.lw :-;o lid phasc, u f th t• Euler 
b o undary condit.io ns heing us t.·d for t ht· llu id 

Entrance anel PX it bo1 ind a ry ('OIIditio us we re h a.sed o n t.lw rnn<'Pp t. o f 
one- dirnensional c.harac t.PrÍ s t.i r. n•lat.ions. Tht' fnr111 iu whic!t t.hi s run r ept. is 
use cl a nd irnple ru~ u t.ed fo r t.lw ~as p h a . ..;e has ht•t' IJ th nro ugldy disc ussed hy 
Azevedo (1990) and A zev('( lo ~ 1. ai. ( I!J!.J<) , ""d ii. wi ll 11 ol. b c I'C' I" ' "i.<'d J,. . ,., .. 
T he inte res ted rea d er is referred t.o t.lt P St ~ reft~ r t> n n•s . lt. llliiSf. lw point.t'd 
out, howe ver , t.hat. t.lw prese1 1f t' of t. lu: sOIIr <"e l.t' l"lll a.l fPr l.s tlw liu a l fo rrn of 
the c.harac:. t.eris t.i c: equ a t.i o ns. The refon-, t.lws e had t.u lw red e ri ved ill t.]Jt• 
contcx t of the JHPSen l. work. Tlw dda ils ar~ pre:;,•n i.Pd in Nagata (!9!l:J) . 
For the so lid ph<L.,e, sinc.e infonna.t.i o n prop a.~a.t., ... s a.lo ng s tn=-a.wliues , a li fo ur 
r.ondil.ions rnus t. be SJH'<"ifi ed a.t. t.lt e nnz zle cnt.r c.mc'~ a.ud ali four condititiiiS 
rnust. h e extr a.polat.ed ft·o 111 iul.erio r iufonua.tion a.t. t.he nozz k ex it. . For 
si rnplic:ity of irnpletue nt.a.t.ion , wt~ use i'.ero- t.h o rd e r extra.pnlat.ion fn r t.lw 
solid phase at th e ex it . AI. !.lw n nzz l~ e 11l.ra.uce, t. h t• conditirm s s1wcilied 
are: (a) parl.ide IIH>S" !lu x; (ú) Carl.es im1 vt• lucity c0111p o ne n1.s fc:. r tlw soli d 
pha.•e are sei. equal t o !.hosP of t.h•• !;"·' ; <1.nd (c) tl~t> te11qwrat.ure o!' l.lw 
solid ph <L~e is sei. equa.l to !.h"t o f !.he gas. 

The proc.c dure for sol v in g t.h (• proil lc111 is divided in t.wo ~ l.agt •s. lu i­
t ially, t he gas piHL<;e Pqua.tions are iut.e~r a:t.ed in t.inw, (L-. if t.lwn·' WP rc·. uo 
pa.rtir.les , unt.il so rne levei o f CC it lVI'J"~( ' II C.t' is ar hie vt·d in tlw ~a.!) · st',Juti()IL 
ln a s~cond s t.ag (• 1 t.J11 ~ l.wo set.s nf equa.t.io ns a. rt• int.Pp; rat.t.'d cou 'current.ly, 
that is, every ti rue step in t he g<L':' ~qu a.t. i o us is fo ll owed by a. rorn·s po 11ding 
t.irne step in the solid pha.~(~ (~qu ation s. Thf• part.iciP.s' Cart.es i;uJ vf• locit.y 
cornponent.s a.n d te mpe ra.t.ure a re in it.i a.liz t> d ai. t .' Vt~ry grid po iut. a.-. e qual t:o 
lhe w rresponding val nes o f t hes.• prope r t ies fo r l.he iluid . Th" cleus ity o f 
l.he parl.ic.les is inil.iali"ecl <ti. every grid p oin t us iu g Eq . (:l) , and th e valnes 
o f u,J and v,, defin ed <.L~ a h ovP. T'he l.wo sei.!:' o f ~-~qua.I.Íon s a rf>, t.I H.' II, ;ul­
vanced in time until sorne a r.ce p tabl e couverge uc<' is a.c hi eved . T yp ica ll y, 
we h ave aceepted thn~P. orders of Jnagn it.ud t.• dro p iu t.lw tn a.x inHIJH rt·sidllí' 
in th e field as a s uitable indi r.al.io n o f solution c.onve rge n r.<' . 

SOM E REPRESENTATIVE RESULTS 

The present. work ha.s c.ons id ered o ne c.o n ve rgent no zzle and three clif­
fe rent eonvergent-divergt> nl. nozzle geornetr ies . Tlw cnuverge nl. uo zz le wa.s 
used simply for the iui t.ial l.ests of the rndhod o logy, si;rce t.lw use of 
conve rgent-d iver ge nt noZ?. les is tlw truly typic.al ciiSe for tile a ppli c· atio ns 
here emphasized . Ali tes ts h a ve s l1own goo cl nurne r ic a l be ilavio r , a ud t.lw 
w nverged solutio ns have present.ed qualit.atively sound ph}osical char a r.­
t e ristic.s fo r the tlowfi t> lds s irnulated . One 11111SI unde rs tand , howevt>r , t.hat 
t.here is no ac.tual 2-D exp eriment a l data wit.il wilich to cornpare t.he prese ui. 
calcnl a l.io ns , s in c.e a li t.he d ata avai la ble for the type of rocket. noz z les 
ilere eons idered is eit.her axisy 11nnet.ric or t rul y three-dime ns io nal. Tl ~t'. r e-

---

fo re, t.he c.ornparisons we: re pe rfo rrned rnos l.ly in I,Pr111::; of tesLiug w ltel.lwr 

I. h e c ode cou ld repro du ce til e l'X pected feal .ures of tlw flow , b as ed nn 
C'X pe rirnf' Htal o r r.ornput.a ti o na l d a ta a.va.il ah l~ in t.he lite rat. un · for tiHI 't:' ­
dirnmisi o na.l or ax isymrne tri c rases. On t.lw o t. lwr han d , a.nd in o nlt~ r to 
a.sce rtain t.he ar r ura.cy o f t.lw ra.lcul a.t.ious , quite: a fe: w ll!es h ref!Jw lttt ' Jit 

PXp eriments wPre pe rforrned . Tlwse we n• a.inJ<:•d a.t 1nakiu~ surt> t.ltal. th e 
res ults we re, at. lea.st. , cumple t.ely cons íst.e nt. a.Jnong th e 1nse lvcs . 

S in ct.> t.lw res ults fo r a li ra:ses werf> qua.lit.ati vely very rnur h alikt.3 , ;,md in 
t.he ínt.erest. of hre vi t.y , we chost• t. o prest•ut. h ~.· n~ uuly sorne s P.! t~r t.ed re:-; ,dt.s 
for u ne o f t.hese sirnulat. ions. The pa.rt. ic ular rontlgura.ti o u st-> lected r or­
rt>.spo nds t.o t.lw ronve rge nt.-diver~eul. noz.z lt> wit.h tlu.~ s tet.=- pe~ l. ro n v(·~ r)!;t ' lll. 

an d divergent se r. t.ions, a.n d tl1P result.s t o be J.H"f'S L) nt.ed an~ t.IJ O~t· oh l . aint~d 

w il.h tlw fin es!. g ricl for t his conHgurat.io n . Jtes ult.s fo r the or.hn cn llli)';­
ura.tions, <LS wf'!l as t"llon~ d at.a. oht.a.ined f9 r t.his pa.rt. ir ul ar c.o ttfigural.ion , 
G tll lw seen in Naga.t.a. ( HHJ:l). ThP r.o ntig:ura.t.inn h as a st.r a.i gh t. e nl.ranrt• 
sert.io 11 , foll owed hy a. :~!"">0 c.o n ve r~ent sert.io n , a r ircula r t h roal. . a nd a. ] :,o 

divc rgt•nl. ser t.ion . The dimen ~ ionless wa.ll l"a.dius of curvat.urP a1. t . IH~ t.hroat 
is 1.7X, i ><L,~d 0 11 thc• nozz le half he ig ht. a \. t he thro al.. The wn q>ll l.al.io nal 
nwsh with 9 1 x :J2 grid po in l.s. in the .lon).';itudi na l a nd c.ross llow direr tio 11, , 
rt'SJH'C I.i vely, is sh own in Fig . I. O ne can .o bser ve a l'airly >n ilclrue:;h reline­
rn(' IJt. l.o wards th e: II 07.7. It> wa.U a.n d towanls t.lw t hro;Jt region . Thi s IJ Jt•s h , 

as well <L':i ali t.he oth e r co mput.a.t.i on a.l gricls use cl in the p1:esen t. work , Wt:' l" t' 

gene rated by a lge hraie ruf' t.h o ds . (;rid ~ lust.ering ha.s used one-dint ensio llal 
t•xp onen tial s l.r~!.ching funr. tions. 

Mach nurnb e r con l.ou rs fo r th e ga.~ pb a.se a re shown in Fig . 2. T he top 
tignr" presents t he resnlt.s fo r tlw r;cse w ith gas o nly , wh e reas t.lw bol.t.o>u 
figure present.s t.he Ma.ch contou rs fo r t.lw ga.-, ph a.se in a. t.wo- ph as e fl ow. 
The retarding o f t.he gas t!ow, du f" to tlw need t. o drag th e pa.rl.icles alo ng, 
is clea.rly evi ,:len t in t he b o l.l.o 111 fig ure, t'SJ>ec i;t.lly l.o,~a rds th e wa ll iu i.lw 
nozz le divergent. sect.iou . The Ma ch llliiillwr distributions at tl w wall a nd 
a t th e n oZ7. le r <> nte rl ine a r<' s how n in Fig . :J for hoth tlw gas and t.J,.. solid 
ph asc·s in l.he l.wo-phase ll ow so lut.io n . l t is cl ear that t. he s peecl o r t lw 
part.idf'S is a.lwa.ys s l ow~ r t.h a n t.lta t. of Lhe gas ai. th e- sa.uu.• :o:; l.ati ou. Tlw 
only ex c:.eption l.o this ruiP, in the prese nt. .case , orcurs right. bf:' fo re tlw 
beginning of t.lw converge nt. sect.i o n an d for t.lt ose contputat.ional liJH'S vt• ry 
el o~ ... t o t. he wa.ll . T lwre is a. coutt.Hes:;ioll conw r a.t t. he wa tl in a ~uhso 11i c 
flow . The refo re , t.h e ga.~ c:.a.n "see" t.he cornpres.siou ah ea d a.nd adjus t.s it. t"oelf 
to it., b efor e it ac.t. u a lly reaches t.he compression corne r. T he solid ph asc 
cannot d o that b ~r.ause informal.io n propagates a lo ng s t rearnlines. ln o l.her 
worcls, the solid phase d o es not have th e negative rh ararl.eri stic spced (in 
s ubsoni r. How) , a.'5 the g;Ls ph a.se does, in arder t.o ~c~P downst.rea.111 iul"lue nr t·. 
This feat. ure is even more evide.n t. in sonw o f tllt' ot.her c:.o rnput. a.t.ioua.l ça.-;c :-; 
s l.u d ied (see Nagata, HJ!):J ). 
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Solid ph a.'e d e ns ity conto ur' ili'P s ho wn in l'ig . 4 Tlw darke r cuJor, 
indi r. at.e t.h e regio us o f hi~IH' r p a rt.icl c den.sit y, wlwrt·as t.lw wl1it.c r otll .tHlr 

regíou indica.t.e:-:; t.he z.o tlt's ,~sse ut.i ; dl y wit.ho111. a.11 y pa. rt .i cl l•s. As Ullt·' wu1 dd 
exp l:'c l., part. icles ro llidP with t.lw wa.ll in l.lw c.o u v< .. r ~t' lll. ser t.io u . es pc·r ia.Hy 

Figure I : Contputa.t.ioua.l llwsh fo i' uozz k witl t :~ :, o ro uve r,C:PII I. ser t.iou and 
15 ' dive rgenl. scc tion (!li x :J< !',rid p o iut,). 
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l he t.wo-phase solutio u . 

in t.hf': inití a l p o rt.ion o f it. , a 11d t.his jusl.ifi es t.he inrre<tsed par t. ic.lf' densit.y in 
t he regio n . On t.he ot.lw r h<llHI, t lw wall regio n downs lrearn of t. lw t.hroat. is 
void of pa rt.icles . One could dr aw i.h t> :;o-called lionit. in g s t.rearnlin <.', t.h a t. is , 
t.h e s tr earnl ine closes t. l o t he wall heyond which lh ere are no partides , base ri 
o n the prt~se nt comput.a tional resul t.s . Howevr: r , si nce we are not. t.rackíng 
individual pa r t. icl es , but. we have a co ut.inuum of pa.rt.icle:; , o tw s hould lw 
ca.reful hecause t he pa rt. ide density IWVP I" ar. l.ually goes t o ze1·o . lt. I .H" C.Olllt'~ , 
neve r t heless , e xt.rernely s rnall jus l. do wns t. r<'atll o f t.l w t.hroat. , <L' i11dicat.<'d 
in Fig. ~ - The lirnit. ing s t.reaml ine cou lcl be raknl a tecl by se t l ing so tTw 
suitable to le ra nce for th ;~ part.icle density, anel co nsidering t.hat. t lwre are no 
part.ides if t. he density hecornes s tna.l\ f': r t.ha.n t.hi s t. o l e rat~ ce . Tl tt' exist. t:> ll n~ 
o f a limit.ing s treamline a nel t.he ov~ r all behav ior t>f t. h<' pa r t.ick de ns it.y in 
t.h e di ve rgent nozz le sect io n is in a. ve ry good q utdit.ati ve agr('e rnent. wit. h 
t.h e availab le data (see ls hii et. ai. , 1 ~8 7 , 1\)K\1, fo r inslann· ). 

CONCLUD!NG REMA R. I<S 

A rnetho d fo r t.he s inmla t.io n of t.wo- ph;c'c tlows in t.ra nso nic r o nverge nt.­
di vergent. nozz les has bPen prest' n t.ed . Tlw phys iral proh iN ns adclreSôe d 
a re typi r.al of Lhe tlow tie lds enr.oun t.e red in so li d ro rket m o tor nozzles , in 
which ::~l urninurn oxide part.ic.les are prcsent. i11 t.ll e <·ornbus ti on produ cts . 
T he rne t.ho d has bee u t.est.Pd on se vt~ ral nozz le J!:t>.OIH<"t. ri e:s , in d ud ing O ll t' 
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ronverge nt eonfigura tion and t.hree ditferent. r.onvergent.- di vergent. r.onfigu­
rat.ions . For each rase, a t. l e a.~ t. t wo leveis of grid re fin rt nent were t.ested 
in ar de r to assess t he acr.urar.y o f t.h e results. Although t.here were no 
actua l exp erimenta l d a ta with whi r h to rom p íire tlw presenl 2-D r.ompu­
t.at.ions, the rak11l a ted results do reproclu r e ali of the e xp er.ted fe atures 
of su r.h t. wo-pha.~e n oZ?.!~ Hows . Qualit.ative c.ompariso n was possible with 
Lo t.h e xperimental a nel o tl1er co rnputat.i o na l res ults ava il ab le in the litera­
ture fo r a xisy mme t.ric <tnd :1- [l ronfigura tio ns . For ali convngent-divergent 
configura ti ons tes ted , t.he rel a t.ive thrnst. loss due to t.h e presenc.e of the 
solid partides, a.~ c.ompared to lhe thrust th a t would b e generated by a 
nozzle with gas only, was be tween 9 .2 anel I :1.5%. This is perfectly within 
the ra nge a r cepted fo r thrus t loss o n so lid ro r ket. ruoto rs due to the pres­
enre o f a lumina p ar t ides. A n ove rall <L'5esstuent. o f the effo rt undertake n 

would indicate that t he result.s o b t a ined a re very good and very promiss­
ing. The ext.ensio n o f the present. work for th e axisyrnrne t.ric r.a.~e an d a lso 
to indude t.he visr.ous terrns in t.h e forrnul a lio n ha.' already been st.arted . 
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SUMMARY 

This study concerns the equilihrium of a drop suspended ahove an aJr-oLown porous surface. Darcy's 

law is supposed to govem the jlow through lhe porous medium. Under lhe assumption of jree houndary 

creeping jlow, in the drop and in lhe ai r, the equilibrium shape of lhe drop is calculated. The problem 

is formulated hy an integral melhod and the quasi-steady Slokes equations are solved by lhe houndary 

element technique. Severa/ results are presented and discussed. 

INTRODUCTION 

The aerodynamic levitation of solid bodies has been known 

for a long time. This technique is used in substitution of magnetic 

levitation when the material to be suspended does not present 

magnetic etfects. Recently, an industrial application in metallurgical 

engineering has motivated the study of the stable behaviour of a 

liquid drop suspended above an air blown porous surface. ln this 

context, Granier & Potard ( 1986), described the development of a 

metallurgical process of production of silicium samples of great 

degree of purity melting samples, maintained in equilibrium, in 

aerodynamic levitation over a porous surface condensed without 

contact with the wall. 

As described by Coutris & Gentil (1989), three flow regimes 

can be experimentally observed when a drop is placed over an 

horizontal perfored plate traversed by a gas injected from bellow. lf 

the rate of injection is sufficiently high, small oscillations appear on 

the drop surface, the amplitude of these oscillations being a raising 

function of the blown rate. ln this case, the surface of the drop may 

eventually touch the wall, the drop seems to "boi!" and quickly 

disperses into small droplets. On the other hand, ifthe injection rate 

is not enough, the drop lays down on the surface. Between these 

two situations exists an interval of gas flow rate for which a drop 

can levitate above the blown surface in dynamic equilibrium. ln this 

condition the interface gas-liquid seems to be immobile. The 

present work concerns the study ofthis equilibrium situation. 

A physical model for the problem was first proposed by 

Goldshtik et ai. (I 986), who studied the phenomenon as an 

analogue of Leidenfrost boiling .. This simple model does not take 

account ofthe flow in the drop. 

We formulate the question in terms of an integral equation 

and we describe the numerical solution procedure. Some results 

presenting stable shapes of drops for severa! flow conditions are 

discussed. 

FORMULA TION 

Statement of the problem. The axisymmetric geometry of the 

problem is sketched in figure 1 where a porous horizontal infinite 

plate, ofthickness e (domain np with permeability k). is traversed 

by the surrounding gas ( domain f!J. with constant density p1 and 

viscosity J.t 1) ) . A drop ( domain fl2) ofsurface Sp, constant density 

p2 and viscosity Jlz, is suspended over the plate and we suppose 

newtonian incompressible fluid flow through the different media. 

z 

--;. 
n 

pinf 

Figure l. Geometry ofthe problem 

The motion generated by the gas injection is considered to be 

a quasi-stationary Stokes flow and our aim is to calculate the stable 

drop shape and the film thickness ( hjupe and hdome in fig. 1) under 

the drop. Thus both, internal flow in the drop and externa! flow in 

the gas film, satisfy continuity and Stokes equations: 

J,l1V2 / 7J(x)= gradp;(x) (I) 

div v<l) (x)= O, x E flf, I= 1,2 

where, vW and p/ are the velocity and modified pressure fields in 

the domain n,. 
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ln the porous medi um (velocity v(p) and pressure Pp *) the 

flow is governed by the Darcy's law: 



k-iJ.I.1vfPJ(x) = -gradp~(x) 
div v(p) (x)=O, X E flp 

(2) 

The boundary condition expressing that the surrounding fluid 

is quiescent far from the drop is: 

vO) ~O , Pi* ~O as x ~ ao (3) 

On the interface gas-liquid the absence of mass transfer and 

the no-slip condition lead to vOJ = v(2) = vi' and to the momentum 

balance (Ascoli et ai ., 1990): 

n.T2 - n.T1 = -an(V5.n)- (p1 - P2)gzn (4) 

where a is the surface tension, T1 (/=1,2) is the modified stress 

tensor in n1, V 5.n represents the mean curvature of the interface 

(outward normal n) and g is the acceleration dueto gravity. 

To these boundary conditions we add the following restrictive 

hypotheses concenúng the porous medium: 

• The pressure Pp (x) is uniform equal to p0 on the under surface, 

Pinf• ofthe porous plate. 

• The tangential velocity on the upper surface, P sup , of the porous 

plate may be neglected since the thickness of the gas film, under the 

drop, is supposed to be much greater than the porous diameter. 

• The continuity of the flow through P sup impose: 

v( I) (x). np = y(p) (x). np , x E Psup 
(5) 

v(i) (x). t =O , x E Psup 

where -r and np are the unitary vectors tangent and normal to P sup· 

The evolution of the drop shape SP can be estimated by the 

cinematic condition (Rallison & Acrivos, 1978) which expresses the 

absence of mass transfer between the two fluids: 

dx = (vs. n) n , x E Sp 
dt 

(6) 

Dimensionless Equations. To express the previous set of 

equations in a dimensionless form, ali velocities are scaled by the 

average velocity of the gas at the porous surface exit., V0 , and ali 

lengths by the capillary length (H0 = [al((p2- PJ)g)]'h ). 

As a consequence of these choices, the scale for pressure and 

stress in np is !li V 0 I H0 , while in n/ it is !li V 0 I Ho, and the scale 

oftime is V0 I H0 . 

The Stokes assumption for the flow around the drop reads: 

Re = VohM < 1 
v 

(7) 

where, hM is the average film thickness under the drop. This 

Reynolds number, Re, is that characterising lubrication problems. 
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ln what follows ,ali equations will be written in dimensionless 

form. ln arder to simplifY the expressions we will use the sarne 

notations for dimensionless variables. ln this way, the momentum 

conservation (eq. 4) can be written as: 

À.n. T2-n T --n~ z · 1- --n 
Cas Cas 

(8) 

where À.= Jlz I JlJ, is the viscosity ratio, and Ca5 = JlJ V0 I a is the 

capillary number. 

FLOW DECOMPOSITION 

The creeping flow in the gas film, and more precisely , the 

pressure distribution on the exit surface P sup• determines the flow 

through the porous plate. 

As observed by Coutris & Gentil (1989 ), the pressure at the 

porous plate upper surface may be considered uniform. As a 

consequence of adding this hypothesis to the Darcy's law ( eq. 2) it 

results that the velocity is also uniform on P sup· Thus , due to the 

linearity ofthe equations describing the motion (eq. 1 and 2), drop 

lift over a porous plate may be considered as a result of 

superposition oftwo motions (fig. 2 ) : 

1 111111111~1111 1 111111 1~111111 1 111 1 1 1 111 1 11~111 11 + 
Ib flow {1) 

ct~ 
flow (2) 

Figure 2. Flow decomposition. 

a ) the gas flow (I), through the wall, under the action of a uniform 

pressure p0 at the under surface Pinf· The pressure at the upper 

surface P sup equals the environmental zero pressure. This flow is 

considered in the absence ofthe drop. 

b ) the Stokes flow (2) generated by the slow drop motion toward 

an horizontal impermeable wall, with conditions of zero velocity and 

~ressure at infinity. 

Due to this decomposition, the velocity at ·a point Ç at the 

irop surface sp is given by: 

v5 (Ç) = V 0 np + VSo (Ç) (9) 

where np is defined in figure 1, and v5o is the velocity at drop 

surface as it falis toward the horizontal impermeable wall under the 

action of gravity. Thus , the solution of Darcy's equations may be 

replaced by giving the value V 0 of the normal velocity at the exit of 

the porous plate. ln what follows we will call this variable " blown 

velocity". 



SOLUTION METHODOLOGY 

The contribution vSo to the instantaneous drop surface 

velocity v8 is calculated by solving the Stokes equations ( eq .I) with 

boundary conditions expressed by equations (3) and (4) and a no­

slip condition at the impermeable planar wall. Using the boundary 

integral formulation due to Ladyzhenskaya (1969), the flow inside 

and outside the drop is represented in terrns of boundarr 

distributions of single and double layer potentials for Stokes 

equations. Thus we can write the jlh component of velocity field , at 

a point -Ç of the interface SP as given by Pozirikidis ( 1990), Hervieu 

et ai . (1992): 

I À. I ) 
2vr<o=Ã.:I jTik<uu (x,.;))v(>(x) nk(x)dSx 

p 

À.+ I 
f u~j)< x,o ~fi(x) ctSx , 
s, 

(lO) 

where n is the unit normal to SP outward to n2; ~fi is the normal 

stress difference at the interface and uUl (x, .;) and Tik(~) are the 

Green's function kernels, calculated by Blake (1971 ), which takes 

into account the presence of the impermeable wall and satisfies the 

no-slip condition on it. 

The stress difference, ~f = À. n . T2 - n . T~o may be evaluated 

from the momentum balance equation (8) at the interface. 

Given a drop initial arbitrary shape SP, the contribution v8o to 

the interface velocity v5 can be calculated by solving the Fredholm 

equation ( 1 O) of second kind. Since axisymmetry is assumed, we 

performed analytically ali integrations in the azimuthal direction, 

reducing the surface integrais into line integrais over the drop 

contour in a meridian plan (Tavares, 1992). This contour is 

parametrically described in a cylindrical coordinate system ( r(s), 

z(s)) where s is the are length. 

The evolution of the drop shape Sp, is then calculate by 

substitution of the total boundary velocity VS, given by equation (9) 

into equation (6). 

ln this context, the problem to be solved is reduced to the 

determination of the stable shape of a drop for each given blown 

velocity V o. 

NUMERICAL IMPLEMENTATION 

Discretized formulation . After azimuthal integration, the 

resulting one-dimensional integral equation for the interfacial 

velocity field is solved by discretizing the half-contour in N 

boundary elements ~sj, with node points placed at each end. These 

elements are assumed to be small enough so that the interfacial 

velocities v8o and stress difference ~f may be considered constant 

within each element, the values being evaluated at the center of 

these elements. The integral equation is converted into a 2Nx2N 

linear system whose unknowns are the interfacial velocity 

coordinates at each element center. The system reads: 
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For i c;; j , each integral is computed using a 4-point gaussian 

quadrature. When i=j, the kernel functions P and Q (Tavares , 1992) 

become unbounded and the above integrais are singular. The 

corresponding ilh element is divided into three sub-arcs. ln the 

vicinity of the singular point, the corresponding singular 

contributions in equation ( 11) can be analytically approximated by 

expanding the singular terrns in Taylor series. The contributions of 

the two remaining sub-arcs are regularly estimated, using Gaussian 

quadrature. 

Interface update. The resolution of the linear system (II) 

provides the instantaneous interfacial velocity v5o at time t, at the 

center x of each element The interface shape at time t + ~t is 

obtained from eq. (9) and the cinematic condition (6), which gives: 

(12) 

Numerical algorithm. The time evolution of the interfacial 

contour is computed through an iterative procedure whose input 

control parameters are the capillary number Ca, the viscosity ratio À. 

the blown velocity V 0 , and the initial position and shape of the 

interface. The input numerical resolution parameters are the number 

of nodes N and the time step ~t. 

At each iteration, we calculate the center of mass velocity of 

the drop, averaged over the 100 iterations preceding the current 

time step. We stop calculations when this value becomes less then 5 

J0-5 ln order to converge to the equilibrium shape more rapidly, 

the initial shape of the interface is imposed (for almost ali cases) as 

being that of the sessile drop of the sarne volume. This initial shape 

is obtained by numerical resolution (Tavares, 1992) of the equation 

defining the profile of a sessile drop at zero wetting angle. 

A Gauss elimination technique is used to solve the linear 

system (11 ). The explicit cinematic equation (12) provides the 

update collocation points, which are redistributed along the contour. 

ln order to obtain an accurate and smooth representation of the 

interface, cubic splines are used to fit this contour. 

RESUL TS AND CONCLUSIONS 

We used 50 elements on the half-contour and differcnt time 

steps for each computation. 

The results present the equilibrium shape ofwater drops (pi= 

1000 kg!m3 and ~2 = I o-3 kg/ms) in aerodynamic levitation on a ai r 

film (pI = I kg/m3 and J..lt = 2 1 o-5 kg/ms). the interfacial tension is 

supposed to be cr = 75 I o-3 N/m. The calculations.were achieved for 



drops of 230, 100 and 10 mm3 of volume. ln each case severa! 

values ofblown velocity were studied. 

ln ali these cases the calculations lead to equilibrium drop 

shapes very similar to those of corresponding sessile drops, the 

bottom surface being less flattened. This trend being a consequence 

of the externa! viscous creeping flow in the air film, we may thus 

conclude that internal flow in the drop has a weak influence on the 

final shape. These results are in accordance with experimental 

observations ofCoutris & Gentil (1989). 

lnitial shapes different from the standard one lead to the sarne 

final equilibrium shapes. 

Influence of drop volume. The results presented in figure 3 

show the equilibrium shape for drops of 100 and 230 mm3 of 

volume and blown velocity V0 = 0.06 rnls. The calculated values of 

the film thickness hctome or hjupe are also shown. Thus, for a given 

V 0 , the smaller drop reaches the equilibrium position nearer the 

plane. ln fact , with this velocity, a drop of I O mm3 does not levitate 

and lays down on the wall. For this drop, the calculations obtained 

either with V0 = 0.1 rnls did not lead to aerodynamic levitation. This 

fact is illustrated in figure 4 where we show the time evolution of 

the drop shape for this case. During the first instants the flattened 

initial drop shape becomes spherical due to surface tension effects, 

the bottom surface being smaller it looses lift and touches the wall. 

hjupe = 30 11m hctome = 123 11m 

.003m o .003m 

hjupe =55 11m hctome = 229 11m 

.004m o • 00Lfm 

Figure 3. Equilibrium shape for drops of I 00 and 230 mm3 

If we compare the radial posttJOn corresponding to the 

thickness hjupe ( 2.95 mm for the bigger drop and 1.95 mm for the 

other one) we conclude that, the equilibrium between hydrodynamic 

lift and drop weight is obtained nearer the wall for drops of smaller 

bottom surface. 

Influence ofblown velocity. Table I illustrates the influence of 

the blown velocity V 0 in the final equilibrium position for a drop of 

230 mm3 of volume. We had noted that the upper hemispherique 

contour of the drop is identical for ali studied cases, the only 
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difference being the film thickness under the drop. As we could 

expected, greater blown velocities lead to greater film thickness. 

This trend is in accordance with experimental data from Goldshtik 

et ai (1986). 

1 : 28 j.JS 1 = 21 j.Js 

l = 14 JlS 

l=?JlS 

1 : 278 j.JS "-' 1 =Os 

Figure 4. Time evolution of the interface for a drop of I O mm3. 

• _..,. .. " ..._ • ..._,_...,,;n,.t.l~~ &.._.I U. ..... "-' .._, .. "--' '-' &OUII '-'• ~ "-"'""''''""' 

v" (rnls) 3 I0-2 6 10-2 1.5 I0-1 3 I0-1 

c a. 8 J0-6 1.6 I0-5 4 to-5 s 10·5 

R e 0.19 04 1.3 2.9 

!H 2 IQ-5 4 10·5 I0-4 2 10·4 

hdome (mm) 0.2106 0.2285 0.2679 0.2989 

hinne (mm) 0.0449 0.0545 0.0787 0.0969 

The sarne features were reproduced for drops of I 00 and I O 

mm3 
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SUMMARY 
We present experimental resu/ts on adiabatic evaporation of superheated dodecane. 

Saturated dodecane was suddenly exposed to a /ow pressure environment by rupturing a 
diaphragm. An evaporalion wave starled ai lhe liquid free surface and propagated imo the 
metastahle liquid Pressure and temperature traces as we/1 as ve/ocity of propagation of lhe 
disturbance are reported for severa/ experimental condilions. 

INTRODUCTION 

When a pressurized liquid is abruptly exposed to a low 
pressure environment, the fluid pressure may be reduced far below 
saturation without immediate boiling. After a brief time delay, the 
depressurization process is followed by rapid evaporation of the 
metastable liquid . The explosive character of this process has been 
the cause of some industrial accidents (Reid, 1976 and 1983). 
Under certain conditions, the liquid will evaporate in a wave-like 
process, that is, an interface or wave moves into the undisturbed 
metastable liquid and a two-phase mixture is observed downstream 
of the wave front. This type of liquid-vapor phase transition has 
been observed in our experiments and by others (Tener, I 962; 
Grolmes & Fauske, 1974; Chaves in Thompson et ai., 1987; and 
Hill, 1991). This phenomenon seems to be dependent on severa! 
factors, such as the nature of the substance, degree of superheat, 
condition of the container walls and depressurization time scale. 
Highly superheated liquids (near or at the spinodal) can show 
explosive features and Shepherd ( 1981) has shown that an 
evaporation wave process can occur on a smaller scale within 
superheated droplets (see also Shepherd & Sturtevant, 1982). 
Moderate superheating, appreciably less than the superheat limit, 
can give rise either to evaporation waves, as analyzed in this paper, 
or to evaporation due to heterogeneous nucleation at the container 
walls. Finally, at very low superheats, ordinary boiling occurs. 

This paper reports experiments carried out with saturated 
dodecane at temperatures ranging from 180°C to 300°C. · As 
discussed in our previous work (Simões Moreira et ai ., 1993'), the 
choice of dodecane is related to the theoretical possibility of 
obtaining a complete evaporation wave in one-dimensional 
experiments. This is because of the high specific heat of a substance 
such as dodecane, which displays retrograde behavior. A detailed 
discussion is given in Simões Moreira (1994). Evaporation waves 
are essentially adiabatic phase transition processes, and the latent 
heat is supplied from the energy stored in the metastable liquid. 
Other terms used to designate this phenomenon are boiling 
discontinuities or boiling shocks (Labuntsov & Avdeev, 1981 and 
1982), boiling front propagation, BFP (Das et ai., 1987) or flash 
boiling by others. Applications of this phenomenon include fuel 
injection systems, loss-of-coolant-accidents in nuclear plants, power 
industry and chemical plants as well as any other systems where 
rapid decompression can occur. 

EXPERIMENTAL SETVP 

A schematic diagram of our facility can be seen in Figure I. 
The test liquid was contained in a glass tube, whose dimensions 
were 340 mm long by 15 mm diam. Glass was chosen because its 
surface was smooth enough to suppress undesirable heterogeneous 
nucleation and it also made photographic documentation of the 
phenomenon possible. Circulation of hot ai r in a square glass jacket 
partially enclosing the cell was used to heat the system to the 
desired temperature. The source of hot air was two "heat guns", 
modified to have the power input controlled by independent 
rheostats. To ensure the uniformity of the initial temperature, a 
thermocouple was traversed within the test cell, and the heat supply 
was adjusted as necessary. A diaphragm (made out of Kapton in 
most experiments and aluminum in a few cases) closed the top part 
of the cell and served to isolate the test liquid from a low-pressure 
chamber. Each experiment consisted in discharging about 50 cm3 of 
liquid dodecane. The experiment began by piercing the diaphragm, 
which quickly exposed the slightly compressed liquid to the low 
pressure reservoir (0.227 m3

) . This was accomplished by using an 
arrow with sharp knife blades (four) driven by a compressed air 
piston actuated by a solenoid valve. The blades were at a shallow 
angle to the horizontal (5°) so that the total piercing time of the 
diaphragm was in the order of a few milliseconds. Substantial 
efforts were made to suppress nucleation at the bottom of the cell. 
The solution consisted in cooling the bottom portion of the test cell 
and allowing it to protrude below the heated section. 

Pressure transducers were located at the bottom of the cell 
and near the cell exit. The bottom transducer was mounted flush 
with the flange . The exit transducer was mounted remotely in a 
small aluminum block and water cooled to preveni thermal damage. 
The exit pressure signal was transmitted through a small steel tube 
from the test cell to the pressure transducer. Exit temperatures 
were obtained using a T -type thermocouple with a bead of diameter 
0.6 mm. Signals were amplified and then recorded using a personal 
computer. We obtained simultaneous still photographs using two 
cameras and a short-duration (O.SJ.ls) light source. One camera 
imaged a front view of the test cell and the other was oriented at 
30° to the evaporation wave plane. The light triggering signal carne 
from a photosensor that was illumin.ated by a laser beam passing 
through the test cell. As soon as the evaporation wave passed by, it 
blocked offthe beam causing the photosensor circuit to generate an 
electrical pulse, which then triggered the light source. Motion 
pictures with a framing rate of 3000 s·1 were also obtained. These 
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PIERCING DEVICE 

CLDSING CLAMPS 

~ HDTAIR 
~ .. _ --TO EXrf PRESSURE lRANSDUCER 

THERMOCOUPLE 

SQUARE GLASS 
..---- TESTING CELL 

HOT AIR --::!:;f! ! ! 1>~ 
COOUNG WATER-~-

Figure 1 - Diagram of the experimental setup 

films revealed details of the development of the evaporation wave 
and enabled accurate measurements ofthe wave speed. 

A typical run started by degassing the fluid at room 
temperature. Then the test cell was filled, the diaphragm installed 
and a second low-pressure degassing process would take place 
while the system was being heated up. After boiling for some time, 
then the glass cell was pressurized with cover gas (N2). Pressure 
was controlled inside the test cell so that the liquid was slightly 
above the vapor pressure. The reservoir was evacuated and brought 
up to the desired pressure with N2. Once the test condition was 
reached, the photographic system (high-speed motion or still 
pictures) and the data acquisition were set up. The triggering signal 
for the data acquisition was either from the high-speed camera, or 
from the diaphragm piercing system. The total data acquisition time 
was in the range of 200-500 ms, depending on the experiment and 
the sampling rate (of the order of 1 KHz). More details on the 
experimental setup can be found in Simões Moreira (1994). 

RESULTS AND ANALYSIS 

Development of the metastable state. Two events on 
different time scales occurred after the diaphragm burst. At the very 
beginning, the process of depressurization occurred via the 
propagation of rarefaction waves in the vapor above and within the 
liquid. Severa! reflections might occur over a period of milliseconds 
before a uniform pressure was established in the liquid. It is 
reasonable to assume that this part of the process occurred 
isentropically. The metastable liquid temperature changes could not 
be measured and were estimated to be less than 0.01 °C during 

decompression. Simultaneously, the evaporation wave started at the 
initial liquid free surface. It appeared that the evaporation wave 
dynamics dictated the degree of metastability the fluid reached and 
the metastable pressure as well. ln other ·words, if no evaporation 
occurred at ali, rarefaction and compression acoustic waves would 
propagate in the liquid until the liquid pressure equaled the 
reservoir pressure. On the other hand, if there was an evaporation 
front, the pressure jump across the front and at the exit of the test 
cell determined the maximum degree of superheat in the liquid. 

Development and propagation ofthe wave. We carried out 
one set of experiments at constant temperature (230°C) and 
variable reservoir or back pressure, PR. The general observations 
are as follow: 

• 1.2 .,::; PR .,::; 1.3 bar. At low superheats, i.e., back pressures 
dose to the saturation pressure (1.387 bar), a wave did not 
start. Nucleation started at the interface ofthe free surface and 
the glass .tube and then the nucleation sites moved randomly 
down tbe tube wall. 

• O. 7 .,::; PR .,::; 1.1 bar. As the back pressure was decreased, an 
evaporation wave appeared to start, but nucleation usually 
occurred somewhere upstream in the liquid. Usually, a single 
slug-flow-type bubble grew until it filled the tube and expelled 
the liquid above it. At PR =0.7 bar, it was possible to observe a 
stable evaporation wave initially but nucleation disrupted the 
process eventually . 

• PR .,::; 0.6 bar. Lower back pressure resulted in the consistent 
formation of evaporation waves. Waves started promptly and 
propagated with a characteristic velocity. No nucleation 
upstream was observed. 

• PR .,::; 0.3 bar. Beyond a certain point, the exit pressure would 
be independent of the reservoir pressure. The evaporation 
wave properties were then insensitive to the back pressure. We 
believe that this was due to the two-phase flow reaching a 
choking condition. 

Table 1 summarizes the experimental observations: PR is the 
reservoir pressure; PE is exit pressure; P8 is the pressure at the 
bottom of the test cell. Wave velocities were computed by 
analyzing the recorded video images from a CCD camera used for 
this set of experiments. The saturation pressure of dodecane at 
230 °C is 1.387 bar. 

PR 
~ar) 

1.3-0.8 

0.7 

0.6 

0.5 

0.4 

0.3 

0.2 

0.1 

0.0 

Table 1 - Back pressure variation experiment 
(T=230° C- Psat=1.387 bar) 

PE PB Vel. 
Observations 

~ar) ~ar) ~cmls) 
1.3-0.8 1.3-0.8 - train of bubb1es/unstab1e wave 

0.700 0.702 8.1 ev. wave + s1ug flow bubb1e 

0.62 0.66 29.0 thresho1d for evap. wave 

0.54 0.62 39.4 evap. wave 

0.41 0.61 45.3 evap. wave 

0.37 0.60 47.2 evap. wave 

0.46 0.61 45.7 evap. wave 

0.44 0.61 46.5 evap. wave 

0.37 0.59 47.2 evap. wave 

The trend of these results is in agreement with the earlier 
experiments of Grolmes & Fauske (1974) and Hill (1991). There 
was a noticeable threshold, at which an evaporation wave could be 
formed and sustained. It is interesting to note that at higher degrees 
of superheat, no nucleation in the upstream metastable liquid wa~ 
observed during the tests. That seems puzzling, since at very low 
degrees of superheat (PR near the saturation pressure) nucleation 
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occurred consistently. This is simply due to the time required for 
nucleation to occur. At low degrees of superheat, the metastable 
fluid remained in the test cell for a long period of time, enabling 
heterogeneous nucleation to occur. On the other hand, if an 
evaporation wave promptly started, the metastable liquid remained 
in the test cell for a shorter period of time and heterogeneous 
nucleation upstream of the wave did not play any role. 

Pressure and Temperature Traces. Figure 2 presents typical 
pressure and temperature traces obtained in our experiments. The 
o.nes sl)own are for a 230 oc temperature test. Notice that the 
signals are steady after the diaphragm rupture event, which is 
indicated by an arrow. ln most experiments the signals dropped 
sharply after diaphragm burst, however in some cases the exit 
pressure drop was slower due to evaporation of condensed liquid in 
the line. The bottom pressure signal was low-pass filtered (f.=IOO 
Hz) to reduce the effect ofthe vibration caused by the impact ofthe 
air piston on the structure. The temperature records showed that 
the exit temperature (I 85°C) was very near the saturation 
temperature corresponding to the two-phase mixture pressure (T .. t= 
I77 °C). 

1.5 

;:::. 

" ~ .. .... 
" "' "' 0.5 .. ... 

0... 

o 
o 

240 

Q 

0.05 

:; .: 
..... ,_ 

--- -- ------ - -

bottom pressure 
/ / exit pressure 

k 

O. I 

1/me{S) 

(a) 

0.15 0 .2 

~ 220 .. diaphragm burst 

" 'ê .. 
E- 200 

~ 

180 -- ---- - ._ _ __ _ 

o 0.05 0.1 

Time (s) 

(b) 

0. 15 0.2 

Figure 2- Typical pressure (a) and temperature (b) ~ecords 
obtained in our experiments. Tteat = 230 °C; PR = 
Imbar. 

Evaporation wave in progress. Figure 3a shows an oblique 
view (at 30°) photograph of an evaporation wave in progress in 
metastable liquid at 2 I6°C. A front view o(another wave at 230°C 
can be seen in Figure 3b. The wave moves from top to bottom. 
The evaporation front is highly disturbed. The nature of disturbance 
is not clear, but could be described as either a layer of vapor 
bubbles or a scalloped surface. Fluctuations of this front are 
obvious in the high-speed motion pictures. If one assigns an 
average plane to the front , a normal vector to this plane fluctuates 
about the axial direction. ln our experiments, it was always possible 
to identity an average propagation velocity (Figure 4). A relaxation 
zone was visible in some experiments similar to the darker zone 
behind the wave in Figure Jb, but not in ali of them. We interpret 
these darker regions as being finer droplets that were scattering the 
rear illumination. Analyses of the motion pictures revealed that 

two-phase region 

evaporation wave 

metastable liquid 

(a) 

two-phase region 

evaporation wave 

metastable liquid 

(b) 

Figure 3 - Photographs of evaporation waves in progress. 
(a)- 30 o view; Ttest = 2 I6 °C. (b)- front view; 
Ttest = 230 °C. PR= I mbar. 

sometimes jet-like structures of very fine droplets would come out 
the wave zone at high speed. The downstream region can be 
characterized by three distinct parts. (I) - streaks of low speed 
liquid flowing along the test cell walls. (2) - vapor flowing in the 
core zone. (3) - fine droplets flowing in the high speed core zone. 
ln the terminology of two-phase flows, the closest classification 
would be annular flow with entrainment. 

Summary of experimental results. Table 2 presents a summary of 
our experimental results. The temperature range was from 180 °C 
to 300 °C at nearly 20 °C steps. The saturation properties were 
calculated using the Lee-Kesler (I 975) equation-of-state (see 
details in Simões Moreira, 1994). Wave speeds were obtained from 
high-speed motion pictures using the method of least squares to 
determine wave speed from position vs. time data. The time 
reference for the motion pictures was obtained from I O ms timing 
light marks on the film . The results are shown on Figure 4. 
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-
Pn and PE represent an average of the pressure signals over the time 
of interest. TE was taken as the exit temperature at the end of the 
steady phase of the wave. The last two values for TE are missing 
because no steady temperature was reached in these two 
experiments. Even at the highest test temperature of 300 °C, the 
downstream state was a liquid-vapor mixture. We anticipated from 
our previous study (Simões Moreira et ai., 1993) that a single phase 
(vapor) downstream state might be reached under these conditions, 
but we were not able to .observe this since a sufficiently low 
pressure was not obtained in the superheated liquid. We estimate 
that the highest quality (mass fraction of vapor) achieved in these 
experiments was above 90% at an initial temperature of300 °C. 

10.00 

~ 
8.00 

~ ., 
6.00 c 

"" ::; 
c 

R, 4.00 

" ~ 
200 

0.00 

Table 2- Summary of experimental results 

Ttcsl 
rq 
180 

200 

216 

230 

250 
270 

290 

300 

P .. , Ps 
~ar) (bar) 

0.39 0 .24 

0.67 0.33 

1.00 0.44 

1.39 0.59 
2.11 0.83 
3.11 1.19 
4.44 1.91 

5.25 2.12 
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PE TE Vel. 
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0.18 155 25.3 
0.22 165 30.9 
0.28 176 39.0 
0.37 186 47.2 
0.52 200 64.8 
0.73 210 83.7 
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Figure 4- Wave position as function oftime 
(from high-speed motion pictures) 

:m 

CONCLUSIONS 

We have observed adiabatic evaporation waves in dodecane 
over a wide range of temperatures. The experiments agreed with 
the results of previous authors in the sense that the wave behaved 
as a front moving at nearly constant speed into the metastable 
liquid. Still and motion pictures showed that the front was a highly 
disturbed zone of transition from liquid to two-phase mixture. The 
propagation speed depended in a systematic fashion on the 
metastable liquid temperature and the degree of metastabilily. ln ali 
cases, the flow downstream of the evaporation wave was a two­
phase mixture. A model of evaporation waves has been previously 
developed (Shepherd et ai., 1990, Simões Moreira et ai., 1993 and 
Simões Moreira, 1994) and can be applied to the problem. A future 
publication will analyze in depth these results, including a 
modification of the simple evaporation wave theory to include a 
more realistic treatment of the two-phase flow downstream of the 
wave, including slip between phases. 
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SUMÁRIO 
Um modelo numérico para o cálculo do movimento não e~tacionário , não linear de uma bolha 

de gá~, bidime n~ional, em um líquido ilimitado é apre~entado. O e~coamento em torno da bolha 
é modelado atravé~ da Teoria Potencial, com condiçõe~ de contorno, cinemática e dinâmica, não 
lineareB; eB ta última inclui o efeito da t ensão superficial. O movimento da bolha é acompanhado 
de.5de o momento em que ela é liberada a partir do repouso; neste ponto ela começa a Be mover 
pela ação do empuxo, deformando-~e s·ubsequentemente. O método numérico é ba~eado numa 
formulação Lagrangeana para o pa.5BO no tempo e no método da Int egral de Contorno para o 
cálculo do campo de 11elocidadcs. N enhuma simetria especial é assumida. 

INTRODUÇÃO 

O esquema numérico de Dold e Peregrine (1 986) para o 

cálculo do movimento não linear e não estacionário de ondas 

na água, é adaptado para o cálculo do movimento de uma 

bolha bidimensional , de gás em um líquido ilimitado. Como 

nos problemas de propagação de ondas de superfície na água, 

vamos supor que os efeitos da camada limite, fina, na inter­

face gás líquido não são importantes ; justificando uma mode­

lagem potencial para o escoamento; com condições de contorno, 

cinemática e dinâmica, não lineares; esta última leva em conta 

a tensão superficial. 

O esquema numérico usa integrais de contorno para re­

solver o campo de velocidades em torno da bolha e um avanço 

Lagrangeano em que partículas na superfície da bolha são 

acompanhadas no tempo. O interesse, no presente trabalho, 

é o estudo de bolhas grandes o suficiente para que a tensão 

superficial não lhes imponha uma forma circular e, pequenas 

o suficiente para que a tensão superficial mantenha o seu con­

torno suave. No instante inicial vamos considerar uma bolha 

de secção circular e em repouso distante ele fronteiras rígidas ; 

como no trabalho ele Walters & Davidson (1962). Por em­

puxo a bolha começa a se movimentar e através do esquema 

de passo no tempo acompanhamos numericamente est~ movi­

mento. Bolhas maiores podem ser acompanhadas , ernprincípio 

só até o ponto em que a superfície ela bolha, assumindo um for­

mato de cogumelo, se auto-intercepta soltando bolhas menores 

a jusante, Collins (1965), Moore & Baker (1989); este é o pro­

cesso ele formação elo equivalente ela bolha ele calota esféri ca 

em duas dimensões. Estamos particularmente interessados no 

estudo da evolução de perturbações no formato ela bolha e sua 

interação com o campo ele pressões e velocidades. Por este 

motivo não se supos nenhuma simetria em torno elo plano ver­

tical passando pelo eixo da bolha; isto vai permitir estudar 

o comportamento da bolha em presença ele perturbaçôes não 

simétricas. 

Na secção 2 vamos apresentar o problema de valores ini­

cial e de contorno. Na secção 3 é apresentada a solução para o 

campo ele velocidades ao redor ela bolha, na secção 4 é apresen­

tada a solução para o avanço no tempo. Na secção 5, discussão, 

são comentados diversos aspectos do esquema numérico e sua 

implementação. 

O MODELO FÍSICO-MATEMÁTICO 
Em um escoamento potencial, é possível reduzir o cálculo 

do movimento do fluido à determinação do movimento nas suas 

fronteiras. O problema é modelado como um Problema de 

Valores Inicial e de Contorno (P.V.I.C.) para um potencial de 

velocidades dado abaixo. 

Em qualquer instante o potencial de velocidades tj; satisfaz a 

equação de Laplace: 

(1) 
A condição dinâmica, dada pela equaçào d" Bernoulli , ver 

apêndice para fórmulas: 
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Dtj; = u
2 

_ (p - p')qy+ -:_~~: 
Dt 2 p . p 

(2) 

estabelece que a pressão é uniforme na superfície da bolha; 

onde g é a aceleração ela gravidade, r é a tensão superficial, r; 

é a curvatura, y é a componente vertical orientada, p é a den­

sidade da água e p' é a densidade do gás na bolha. A condição 

cinemática expressa o fato de a superfície se mover com a ve­

lociclacle ele suas partículas, portanto, para uma representação 

paramétrica (x, y) = (X(Ç, t) ; Y(Ç, t)] = R(Ç, t) temos: 

DR 
u = Dt (3) 

Supomos ainda que: 

lim \ltj; =O 
x~oo 

(4) 

estabelecendo que longe da bolha o fluido está em repouso. 

As condições (2) e (3) caracterizam o problema como um pro­

blema ele evolução no tempo para o potencial ele velociclacles tj; e 

para o contorno R da bolha. Por isto são necessárias condições 

iniciais; no instante t = O vamos supor uma bolha circular e 

em repouso: 

R(Ç,O) = fo (5) 

onde fo é o contorno circular dado no tempo inicial, e 

,P( fo , O)= O (6) 

.. 



Observe que para um determinado instante, a equação (1), a 

condição ( 4) e as condições iniciais ( 5) e ( 6) são suficientes 

para resolver o potencial t/1 neste instante; uma vez que esta­

mos resolvendo a equação de Laplace em uma região conhecida 

e com condições de contorno, suficientes, prescritas em suas 

fronteiras. As condições (2) e (3) são equações para a evolução 

de ·t/I(R(~,O)) e R(~, O) e portanto atualizam a fronteira móvel 

e a condição de contorno nesta fronteira. 

O esquema numérico para a evolução não estacionária tem 

pelas razões descritas acima duas partes principais: i) Solução 

para tjJ dadas as fronteiras e as condições de contorno, e ii) 

Evolução temporal da fronteira e condições de contorno através 

de (2) e (3). Uma vez que as condições (2) e (3) envolvem a 

velocidade, torna-se mais interessante resolver i), o problema 

de valor de contorno, não para t/1 mas para V t/1 que pode ser ex­

presso através da velocidade complexa q = tPx- itjl~. Note que 
para o cálculo da evolução da bolha necessitamos dos valores 

da velocidade apenas no contorno da bolha. 

SOLUÇÃO PARA O CAMPO DE VELOCIDADES 
Em um determinado momento no tempo, tempo t = O por 

exemplo, vamos como discutido na secção anterior, calcular u 

em forma complexa como q(z) = <Px- it/1~ = u-i v no contorno 

da bolha. Este problema pode ser resolvido através de uma 

equação integral. Para isto aplicamos o Teorema Integral de 

Cauchy com Valor Principal para a velocidade complexa q no 

contorno r 
q(zo)=~VP r q(z) dz 

'ln Jr z- Zo 
(7) 

Considerando uma parametrização de r no plano complexo, 

dac!a por 

R(~,t)=x(~,t)+iy(~,t) R(1)=R(n+1) 1:::;~:::;n+l 

onde o parâmetro~ é contínuo. Usando R. = ro podemos 

reescrever q no contorno da bolha como q(z) = <Px- it/1~ 

R:(t/1.- it/ln) e (7) fica: 

(
A. ·-~. ) VP r [<P.(e)- it/ln(e')]R (t:)d I 

7r 'l'n + ''~"• = lr R( e)- R(€') • "' s (8) 

Usando as expressões t/lç = t/I.IIRell e t/111 = rPniiRell e evi­
denciando o valor de t/1 11 (€} na equação (8) temos: 

1rtj111(e) = VP i !R[R(~f~~(e')]t/Jç(()de 
+ VP i ~[R(~f~(~(e')]<P~~(()d( (9) 

onde !R e ~ denotam as partes Real e Imaginária da expressão 
complexa. 

Usando a expansão dada por: 

Rç(~) _ 1 Rçç(~) 
R(~)- R(~') - ~-e + 2Rç{O +O(~-() 

verificamos que só a parte real do integrando de (9) é singular. 
Usando o fato: 

{Ha t/1{0 d( =O 

le-a ~- ~· 

vemos que quando e -+~o integrando em (9) se aproxima de: 

!RRçç(~) Rçç(e) 
2Rç{O t/lç + t/lçç + ~ 2Rç(e} <P~~ 

Aproximaremos a integral (9) através da Regra dos Trapézios; 

tomando os valores inteiros do parâmetro ~ como a malha de 

integração. Pode-se mostrar que para as funções periódicas 

integradas sobre um período inteiro com malha uniforme que 

as fórmulas de Newton-Côtes coincidem, Schwarz (1989), no 

q:ue resulta: 

1rt/111(0 = t [A(~, ()t/lç(e} + B(~, e}t/111((}] 

(10) 

- <Pee<O 1 :::; e :::; n 

onde as matrizes A e B são dadas por 

{ 

Rç(~) 

A+iB= R(O-R(~') 
Rçç{O 
2Rç(e) 

se~=f.e 

se~= e 

Observe que as matrizes A e B soment~ dependem de x , y 

e suas derivadas em relação a ~ e portando, somente depen­

dem da geometria da bolha no instante t = O. O Sistema Li­

near (10) tem n equações e n incógnitas que são os valores de 

t/1 11 nos pontos nodais da superfície, pois os valores de t/lç são 

dados. Sendo um problema de escoamento bidimensional em 

uma região não simplesmente conexa, em torno de um corpo 

de dimensões finitas, o P.V.I.C. dados pelas equaçoes (1)-(6) e 

portanto o sistema (10), não tem solução unicamente determi­

nada, a menos que se dê um valor para a circulação em torno 

da bolha, Batchelor (1967). Vamos portanto, especificar uma 

circulação C e um fluxo de massa M na superfície da bolha 

através da equação 

i qdR = i ( t/lç - it/111 )dç = o 

que pode ser multiplicada por ai e reescrita como 

ai i qdç =ai i (t/lç- i<P~~)de 

=a i (t/1 11 + i</>ç)dç 

n 

~a LrP11 + i</>ç 
{=I 

(11) 

Como o sistema (11) já tem n equações e n incógnitas pode-se 

somar a equação (11) a cada uma das equações do sistema (10) 

que terá então, a forma. 

1r</>11(Ç) = :t [A'(~,()</>ç(() + B'(~,()</>~~(()] - <Pee(Ü (12) 
{=I 

onde 

A'(~,e')=A(~,e)+a e B'(~,e)=B(~,()+a . 
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A escolha do parâmetro a é fundamental, pois (12) é, 

então, resolvido pelo Método Iterativo de Gauss Seidel,com 

convergên- cia de no máximo de 10 interações, dependendo de 

um boa escolha de a. A partir de <P~ e </J, podemos determinar 

u e v como: 

E a partir deu~, v~, u~~ e v~~ podemos obter Ux, Vx, Uxx e Vxx 

como: 

As derivadas com relação a y podem ser obtidas a partir das 

equações Ux = -vy e Vx = Uy . 

O PASSO NO TEMPO 
O conhecimento da velocidade u, permite o avanço no 

tempo, tanto para o contorno da bolha como para o valor do 

potencial restrito a este contorno, através de uma fórmula de 

Runge-Kutta ou multi passo. Ocorre que, para um determinado 

instante no tempo, as matrizes A e B usadas no cálculo de u 

só dependem do formato da bolha, ou seja, da parametrização 

e suas derivadas ; e o sistema (12) pode ser adaptado para o 

cálculo das derivadas da velocidade com relação ao tempo u 1 

e Utt, sem mudanças mas matrizes A e B. O input para o 

sistema sâo os valores sucessivos de <Pt e <Ptt em R(Ç,t); estes 

valores são obtidos derivando a equação de Bernoulli (2) corno 

será mostrado mais adiante. A partir destas derivadas da ve­

locidade com relação ao tempo podemos obter as derivadas 
. . Du D 2 u R rnatena1s Dt e J"it2, para e <P no contorno, obtendo um 

avanço no tempo do tipo: 

D<P D 2 <P t-.t2 
</J(R(Ç, t-.t)) = <P(Ç' O)+ Dt t-.t + Dt2 2f 

D3 4> f:-.t3 D4 4> f:-.t4 Ds 4> t-.ts 
+ Dt3 3f + Dt4 4! + Dts 5f 

onde as derivadas mais altas 00
3

~ 0
0

''.' D'<t> e D'<P sao deter-
t., ' ,, ' Dt 4 Dt5 · 

minadas pela aplicação de diferenças finitas atrasadas a Jf2; e 
0 a<P Dt 

~· 

Os valores de <Pt, <Ptt e <Pw em R(Ç. t) são obtidos da 

equação de Bernoulli (2) e suas duas primeiras derivadas ma-
teriais: 

D 2 <P uDu (p- p') T n,.., 
Dt2 = ----nf - --P-gv + p Dt 

D34> _ D( Du) (p-p') Dv rD2 ,.., 

Dt3 - Dt u Dt - --P-g Dt + p nzt 

A partir daí obtemos: 

Dz<P 
<Ptt = Dt2 - 3uut- 2u(u.V'u) 

D34> 
<Pttt = Dt3 - 3u,ut- 4uutt- 2ut(u.V'u) 

- 2u(ut .Y'u + u.Y'ut)- 3u[Y'(uut)] 

- 2u.V'[u(u.V'u)] 

RESULTADOS PRELIMINARES E DISCUSSÃO 
O esquema numérico, ern fase de implementação, delin­

eado acima é uma adaptação do método de Dold & Peregrine 

(1986), inicialmente formulado para o cálculo do movimento 

de ondas de superfície; as vantagens desta formulação são a 

relativa simplicidade e eficiência. Neste momento já pode­

mos obter alguns resultados numéricos, que permitem avaliar 

que o esquema é eficaz e permite uma boa representação da 

evolução bolha no tempo (ver figura 01 ).Como o esquema ainda 

não está totalmente implementado, o resultado é apenas pre­

liminar, com as variáveis ainda em forma dimensional. A 

eficiência computacional vem de dois fatores: i) a integração 

por trapézios, e ii) a solução rápida do sistema de equações pelo 

método de Gauss-Seidel. A sua maior desvantagem é o requer­

imento de duas derivadas contínuas, com relação ao parâmetro 

da curva, para o perfil da bolha e o potencial de velocidades 

neste perfil. O interesse principal no desenvolvimento e im­

pfementação do presente esquema numérico é o entendimento 

do movimento não linear de bolhas de tamanho moderado que 

têm uma velocidade de subida oscilatória; as oscilações na ve­

locidade de subida podem estar ligadas a perturbações no perfil 

da bolha. No presente esquema numérico, nenhuma simetria 

com relação ao eixo vertical da bolha é assumida; permitindo 

o estudo da evolução de perturbações não simétricas na sua 

superfície. 
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Figura 01: Acompanhamento da evolução da bolha para 5 

tempos dimensionais distintos. Os parãmetros dados foram : 

g = 9.81.d2, T = 0.0728.d3, p = 9.991.d- 1 e p' = 1.225.d- 3 

APÊNDICE 

A curvatura e suas derivadas materiais são dadas por: 

Yççxç - xççYç 
K == a 

(xz + Yn' 
DK 2 2 =-" 
- = ( uçyçç + xçvçç - vçxa - yçuçç)( xç + Yç) ' Dt 

D 2 K 

D 2 t 

2 2 -· - 3(xçyçç- :rççYç)(xç + Yç )>(xçuç + yçv€) 

[Yee(Du) +2uçvee+xe(Dv) -xee(Dv) 
Dt e Dt ee Dt e 

(
Du) ] 2 2 -

3 

-2veuee-Ye- (xe+Ye)' 
Dt ee 

2 2 -. - 3( ueYa + xevee - vexa - Yeued( xe + Yç )' 

DK 2 2 I 
(:reue + Yeve)- 3 Dt (xe + Ye)- (:ceue + Yevd 

' 2 2 -2 ' 2 +. Gt.:(:re + Yç) (:reuç + yçvç) 

2 2 1 [ 2 ( Du) 2 ( Dv) ] -3t.:(xe+Ye)- uç+xe Dt e+ve+Ye Dt ç 

As derivadas materiais da velocidade u são: 

Du 
Dt = Ut + (u.V')u 

D2 u 2 
Dt2 = Utt + 2(u.V')ut + u(u1.V')u + (u.V') u 

Valem as relações: 

u = V'f/J Ut = V'c/Jt lltt = V'f/Ju 

As derivadas materiais do potencial fjJ são dadas por: 

D<f; 
Dt = <Pt + u 2 

D2<j; 
D2t =<Pu+ 3ut.Utt + 2u(u.V' u) 

ABSTRACT 

A numerical Jchcmc to calculate the 1m.<teady nonlincar 

motion of a two-dimcn.<ional ga.< bulbblc imrncrscd zn an un­

boundcd liquid is prc.<ented. The flow around the bubble is 

modeled u.<ing potcntial flow theory, with nonlinear kinematic 

and dynamic boundary condition.<; the latter includc.< .<urface 

ten.<ion effect.<. The bubble rnotion i.< followed Jtarting from 

re.<t; at thi.< inJtant the bubblc bcgin.< to move due to buoy­

a.nce forceJ, deforming Mtb.<equently. The numerical .<chcme is 

ba.<ead on a Lagragian formulation for thc time .<tepping, and 

on thc Boundary Integral Method for the velocity field calcula­

tion. No .<pecial symrnctry aJ.<mnption i.< made. 
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TRANSIENT ANAL YSIS OF NATURAL 
CIRCULA TION lN PARALLEL LOOPS 

José Luis Ferraz Bastos Walmir Máximo Torres 
COPESPISP IPENISP 

SUMMARY 

This paper presents a companson between experimental and numencal solutions of a 
circuit with parai/e/ Joops in one phase natural circulation. The experimental facility is a 
four-loop U-tube heat exchanger similar to a PWR power plant with four steam generators. 
The mathematical model is based on a one-dimensional approximation of the conservation 
equations. The results, for the transient regime have shown a good agreement. 

INTRODUCTION 

Modem nuclear reactors are designed to remove heat 
from the core, in normal and accidental conditions, by passive 
operation modes like natural circulation. These reactors are 
safer and simpler to operate due to the reduced number of 
components envolved. ln order to get an insight in this area, a 
developing program started at IPEN/COPESP in 1991. As 
part of this program a numerical tool to analyse transient 
natural circulation has been developed. Comparisons wíth 
experimental data from CTE-150, the first Brazilian integral 
test facility, have been done showing a good agreement 
(Bastos, 1993). The geometry of CTE-150, however, is 
significantly different from the most pressurized water 
reactors (PWR). Therefore, the information obtained is not 
directly applicable to natural circulation in PWR's. 

This paper presents an analysis of a small-scale facility 
with four parallel loops that resembles a four-loop U-tube 
steam generator PWR. The experimental facility developed at 
EPRI in 1981 consisted of an electrical heater in an aluminum 
vessel simulating the reactor core. Each of the four loops have 
an U-tube heat exchanger simulating a steam generator as the 
heat sink. 

The data generated by the experiment (Jeuck III, 1981) 
is compared wíth a mathematical model based on a cne­
dimensional finite volume formulation . 

MATHEMATICAL MODEL 

The analysis is based on a cne-dimensional formulation 
of the conservation laws. Viscous dissipation, axial conduction 
and heat tosses to the surroundings are neglected. The 
Boussinesq approximation for the driving force term is 
adopted. The momentum equation then becomes 

Where p is the density, v the velocity at the fluid flow 
direction, t the time, s the spatial coordinate, p the pressure, t 

the shear stress and g the gravitational acceleration. 
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The energy balance equation for the ftuid ftow is 

( ôT õT') '1 1 

P cP ,a + v a;)= q (2) 

Where T is the temperatura, cp the specific heat and 
q"' the volumetric heat ftux. 

The heat conduction equation for the tubes has the 
form 

õr. r a2r 1 õr. 1 
p c __.}!!_ = k I~ + - _.}!!_j + ql I I (3) 

P as l a-2 r a-

With T ... as the tube wall temperatura and k the thermal 
conductivity. 

Correlations to estimate pressure tosses and heat 
transfer coefficients are necessary due to the cne-dimensional 
approach of the conservation laws. The friction factor, 
correlation (4), is valid for laminar and turbulent ftows 
(Churchill 1977). Constants A and B are function of the 
Reynolds number and the tube rugosity 

Ir 8 )12 1 )2 
f- 'l- +---;;-' -l .Re (A+sdJ (4) 

The form friction factors are estimated based on the ldei'Cik 
correlatons (ldei'Cik 1960). Natural and forced convection 
heat transfer correlations (Bejan 1993), shown in table 1, 
were implemented in the code and the dimensionless 
parameter Gr/Ré' is used to decide the appropriate 
correlation . 

The code is based on a "Finite Volume Technique• and 
as the fluid is considered incompressible, the "Integral 
Momentum Method" is adopted for the momentum equation. A 
semi-implicit procedure is used to integrate the final algebro­
differential system of equations. 

The procedure of advancing in time follow the steps: 
1. solution of the fluid energy and momentum equations for ali 
loops 1 



2. solution of the heat balance equation for the structure. 

Table 1. Heat Transfer Correlations 

Regime Laminar Turbulent 

Forced Nu= 1.86Gzo333(! ru Nu= 0.023 Re06 Pr 0 333 

Conv. 

Natural Nu= 0.59(GrPrt
25 

NU= 0.021(GrPr)
114 

Conv. 

EXPERIMENTAL FACILITY ANO PROCEDURE 

Experimental Facllity Descrtptlon: The faclllty was 
developed by the Electrical Power Research lnstitut - EPRI 
(Jeuck III , 1981) in order to have the sarne physlcal 
processes as a full-scale PWR. One process proved to be the 
important factor: the ftow in the facillty needed to be turbulent. 

Estimates showed that in PWR during natural 
círculation (0.2% power), the Reynolds number, Re,in the hot 

leg would be about 2x10 6 and 2x1o• in heat exchanger tubes . 
lt was decided that the model should operate in the turbulent 
regime for two reasons . First, the heat transfer mechanism in 
the steam generator would be closer to the prototlpe. Second, 
the pressure drop to flow rate relationship would follow the 
sarne power law. 

Preliminar calculations showed that geometric scalling 
would not produce turbulent flow and the exact geometric 
scalling was relaxed. A practicallimit for the maximum power 
set at 12 kW anda maximum A z =0.9 m was set between 
the heat source and the heat sink. 

The facillty was constructed to operate at atmospheric 
pressure and an expansion tank Is installed to allow for 
specific volume changes of the water during heatup and 
cooldown. The schematic geometry ofthe facility is given in 
figures (1) and (2) ; most of the important parameters are 
summarized in table (2) . 

Experimental Procedure 

lnitially the primary and secondary systems are at rest 
wtth homogeneous temperatura of 20 oc at ali loops and the 
heater turned off. The transient starts turning on and 
maintainlng the heater with 12.1 kW. The variable parameter 
of the experiment is the number of heat exchangers operating. 
From the beginning of the experiment to 240 min (14400 s) 
only the secondary side of Loop A is active. The cooling water 
11ows at 5.7 Umin and the temperatura at the entrance is 20 
°C. At time 240 min, the secondary side of Loop Bis activated 
with the sarne flow rate and entrance temperatura of Loop A. 
Wlth two active loops the transíent proceeds to 380 mín when 
the Loop C is activated also with the sarne flow rate of loops 
A and B. During ali the test , the secondary side of Loop D is 
ínactive. 

I 

. ---- -- - -- ---------- ------ ------ - ----- -- -- - ---- - - - ----
Number of loops 4 
!Maximum power input 12kW 
pperating pressure 101 kPa 
Maxlmum deslgn temperatura 88 c 

otaiJ>rimary_ volume 0.093 m3 
IVESSEL 
IMaterial Aluminum and Pyrex glass 
Helght 914mm 
lnside dlameter 305mm 
DOWNCOMER 
Material Pyrex glass 
Length 806.5 mm 
lnside diameter 229mm 
Outside diameter 249mm 
HEATER 
Dia meter 127mm 
Length 531 .9mm 
LEGS 
Material · type L cooper tube 
lnslde diameter 50.42 mm 
HEAT EXCHANGERS 
Type 12 U-tube 
Number of active tubes ~(6 blocked) 
TUBE 
Material ç_oo_p_er 
lnside diameter 17 mm 
Outside diameter 19mm 
Length (heigth) 1910 mm 
Heat transfer are a ( 12 tubes- 1.18 m2 
·nside diam.) 
Maximum designed secondary 0.0001267m3/s(7 .6 Umln) 
now rate 
,Shell inside diameter 154.1 mm 
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~ 
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~' 
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Figure .1. Natural Circulation Facility Elevation 
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The main parameter of interest during these tests was 
temperatura. To measure this, 26 type E thermocouples were 
installed in the facility. A PDP 11/34 computer is the data 
acquisition system was used. When taking data, the program 
scans the muftiplexer ten times in about 4s. More information 
about the experiment can be found in Jeuck III, P. ( 1981 ) . 

RESULTS 

The model's nodal discretisation, for one loop, is 
presented in figure 3. 
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Figure 3. Nodal Discretisation 

Each primary loop is represented by 56 11uid nodes and 
39 structural nodes. The vessel region has: 

- ·to 11uid nodes for the downcomer region 
- 1 O 11uld nodes for the heater region 
- 11 structural nodes representlng the vessel wall 
- 1 o structural nodes representlng the downcomer wall 
- 1 11uid node for the inlet plenum 
- 1 11uid node for the outlet plenum 

The nodes at the vessel region are common to ali 
loops. 

The U-tube heat exchanger has 20 11uid nodes at the 
primary slde and 18 structural nodes representing the tubes 
walls. The secondary slde Is represened by 1 O nodes. 

The hot and cold legs have 7 11uid nodes each. 
lt's observed that, in general, the model predicts well 

the time evolution of the temperaturas. The numerical results 
are sllghtly above the experimental ones for ali the simulation. 
Nevertheless the temperatura difference between the hot and 
cold legs are wefl predicted. 

For the first part of the experiment - just loop A active -
the temperatures of ali loops present high frequency 
oscillations compared with the time constant of the transient. 
These oscillations are observed at the model resufts but with 
higher amplitudes. A more realistic behaviour of the 
phenomenum would be obtained if structural nodes for the hot 
and cold legs and the heat exchangers shells were considered 
at the model. However, the increase in the number of nodes 
would imply in a increase in the time of processing which is 
already around 24 hours in a Sun SPARC-10. 

Loops B, C and D at the first part of the transient 
present a residual 11ow rate induced by loop A. This 
experimental observation is also obtained by the model as 
shown figure 8. Notice that when loop BIs activated (T=14400 
s) 11ow reversal is observed in loop C. The sarne happens in 
loop O and this inversion in the now rate direction is caused by 
the temperature reduction of the hot leg due to the increase in 
the reactor now rate. 
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CONCLUSION 

This work presents a comparison between 
experimental and numerical results for a one phase natural 
circulation problem. The experimental facility is similar to a 
PWR with four U-tube steam generators in turbulent flow. The 
variable parameter of the experiment is the number of active 
loops - the loops that have a secondary cooling water fluid 
now. 

A good agreement is observed between experimental 
and numerical results . The most relevant characteristics of the 
experiment have atso been detected by the model. The 
inaccuracies of the model are due to the correlations for the 
heat transfer and friction factor coefficients . 
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RESUMO 
Elte. tAabalho p~opõe. a o~zaçao do tempo del~nado ao e.nóino de. Enge.nha­

~a de. Afime.~ol nol eUAhol de. G~duação em Enge.nh~ QuZmiea. Com o Ulo de. pla­
~hM ele.úonieM o dele.nvolvime.nto de. eonte.üdM, ~e.lauonadol ao p~oeelMme.nto 
te.M-ieo e 6~go~6ieação, tMna-le. mw e.6ieaz. AtAavÚ do u.óo delta 6e.Mame.nta, 
M alui'_!;M pMlMam a de.mon6-0M ma-iM inte.Melle. pelo eonte.Ú.do, além de. adq~ 
c_ondiçoel pMa avaliM Ol inum~ol 6atMel -int~6~e.ntel na c_onó~vação de. ali­
mentol. 

INTRODUÇÃO 

Norma lmente no s currículos dos cursos de En­
genharia Química, quando não existe a ênfase Enge­
nharia de Alimentos, são ministradas no maximo 
três disciplinas com este enfoque. Em função disto 
a carga horária disponível a este assunto é muito 
pequena, tornando fundamental a otimização do tem­
po para vencer o conteudo programático previsto. 
Nas disciplinas de Engenharia Bioqímica e de Ali­
mentos I e II do Curso de Engenharia Química da 
Escola Politécnica da PontifÍcia Universidade Ca­
t ó lica do Rio Grande do Sul (PUCRS), . estamos im­
plantando o uso de planilhas eletrônicas para o 
ensino do cálculo de processamento térmico e tam­
bém no dimensionamento de câmaras frigorífic a s . 

Com este trabalho, pretendemos mostrar a 
importância da informatização nos cursos de Enge­
nharia, como também salientar o uso da planilha 
eletrônica como uma ferramenta importante e práti­
ca no processo ensino-aprendizagem. 

O COMPUTADOR NO ENSINO DE ENGENHARIA QU!MICA 

O Engenheiro Químico na atualidade, não po­
de, segundo Mattos (1992), abrir mâo de possuir um 
computador em sua mesa de trabalho. Tarefas que há 
menos de 10 anos, exigiam uma carga horária de 
trabalho em cálculos e consultas à tabelas, hoje 
podem ser feitas em alguns minutos gr a ças aos, mo~ 

dernos computadores pessoais e aos aplicativos. 
Os principais problemas, ou os chamados pro­

blemas clássicos do Engenheiro Químico, são· nor­
malmente no projeto de tubulaçÕes, no dimens i ona­
mento de trocadores de calor, nos cálculos de 
transferência de massa, nas áreas de modelagem e 
simulação de processos e no controle de processos. 
Com o avanço tecnolÓgico, e as exigências de mer­
cado estas áreas têm se tornado cada vez mais com­
plexas, fazendo com que os engenheiros procurem no 
computador a solução para seus problemas. Além 
disto, o melhoramento e a criação de novos 
softwares possibilitam o uso de computadores pes­
soais (PC's) ou funcionam em estaçÕes de trabalho 
ou até mesmo em supercomputadores 

Existem para comercialização um numero sig­
nificativo destes softwares, como por exemplo: 
Hextran, ChemCAD Batch, Aspen Plus, Hysim,SpeedUp, 
Plantwork entre outros. A familiaridade com compu-
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tadores e com a maioria destes pacotes é essencial 

e significativamente importante para o Engenheiro 
Químico no exercício de sua profissão. 

Entretanto, em relação ao ensino de Engenha­
ria Química o uso destes pacotes são fundamentais 
porém devem ser fornecidos aos alunos no momento 
certo. Isto significa que, para um melhor aprovei­
tamento no que tange o processo ensino-aprendiza­
gem o aluno necessita desenvolver suas caracterís­
ticas criticas e de análise. Segundo Guimarães et 
al. (1987), o computador usado simplesmente como 
um processo tecnolÓgico não solucionará os proble­
ma s educacionais existentes, mas sim deve ser usa­
do para proporcionar mudanças no processo ensino­
aprendizagem. Para que isto ocorra, é fundamental 
o uso de softwares educativos, que são aqueles 
destinados a viabilizar a aprendizagem, favorecen­
do o desenvolvimento e a criatividade. Além disto, 
também objetiva o reforço e a construção do conhe­
cimento do aluno (Frankenberg, 1993). 

Retomando o uso de softwares comerciais, 
Dias e Haffner (1992) ressaltam inumeras vantagens 
e desvantagens da utilização destes demonstrativos 
em sala de aula. Dentre as vantagens podemos citar 
como principal, no que diz respeito aos cursos de 
Engenharia Química, a de possibilitar a utilização 
de "recursos computacionais de forma sistemática, 
tornando o curso atualizado e aderente à realidade 
profissional (emprego diário de microcomputadores) 
do mercado de trabalho". Como desvantagens, os 
softwares comerciais, segundo os mesmos autores, 
impedem o uso de exemplos elaborados com o auxí­
lio dos próprios alunos, não são flexíveis e tam­
bém induzem ao conhecimento e aquisição de apenas 
aqueles demons trativos utilizados no curso. 

O USO DE PLANILHA ELETRÔNICA 

Pode-se notar que o Engenheiro Químico ne­
cessita, profissionalmente, cada vez mais, de fer­
ramentas que lhe\possibilitem um maior desempenho 
no que diz respeito aos avanços tecnológicos. Com 
respeito ao ensino de graduação, entretanto, ob­
serva-se a necessidade de artifÍcios que possibi­
litem a geração de novos profissionais críticos e 
capazes de adaptar-se a esses novos avanços. 

Uma ferramenta que vem sendo utilizada pelo 
Departamento de Engenharia Química da PUCRS (DEQ), 
com bastante sucesso é a planilha eletrônica. A 



planilha eletrônica é um "instrumento" com amplas 
capacidades que, ás vezes, pode se tornar intimi­
dadora. Entretanto, o melhor deste "instrumento" 
é que ele é mais ou menos complexo segundo se 
queira. Com muito pouca experiência, o aluno pode 
montar com facilidade uma planilha para controlar 
diferentes processos, por exemplo. 

Existem no mercado um número significativo 
de planilhas eletrônicas, sendo que a grande 
maioria já possui versÕes em português. Dentre 
estas planilhas o DEQ vem utilizando mais inten­
samente o QUATTRO PRO (versão para o DOS e para 
o WINDOWS) e também o EXCEL 4 e EXCEL 5 para 
WINDOWS. Inicialmente o uso deste material era 
restrito a professores, sendo que através dos 
projetos de Iniciação Científica desenvolvidos no 
Departamento começaram a ser incorporados pelos 
alunos. Posteriormente esta ferramenta começou a 
ser introduzida nas disciplinas da graduação. 

A literatura disponível enfocando o uso de 
planilhas no ensino de Engenharia Química é bas­
tante vasta. Inúmeros autores vem se preocupando 
com a utilização deste instr4mento 
(Cheremisinoff, 1987; El Shayal, 1988; Ferrall et 
al., 1986; Finlayson, 1984; Hughes, 1991; Turner, 
1991 e Sowa, 1987) 

Especificamente dentro do enfoque deste 
trabalho, iremos mostrar o uso desta ferramenta 
no ensino de Engenharia de Alimentos, uma experi­
ência obtida na disciplina de Engenharia Bioquí­
mica e de Alimentos II (Curso de Engenharia Quí­
mica da PUCRS). 

CÁLCULO DE FRIGORIFICAÇÃO UTILIZANDO PLANILHA 
ELETRÕNICA 

No ensino de Frigorificação para estudantes 
de Engenharia Química, normalmente enfocam-se 
dois tÓpicos no que diz respeito a parte prática 
deste capítulo. A nível de cálculo, determina-se 
o tempo de congelamento e o dimensionamento de 
câmaras frigoríficas. 

Tempo de congelamento. O tempo de congela­
mento é o tempo que um determinado produto deverá 
permanecer em um equipamento para passar de uma 
temperatura inicial (T1) para uma temperatura fi­
nal (T2), sendo T2 < Tl . Neste cálculo são en­
volvidas uma série de variáveis, tais como: di ­
mensão característica do alimento a ser congela­
do, tipo de fluido refrigerante, velocidade do 
equipamento (caso s~ja um túnel), forma do ali­
mento, condutividade térmica do alimento, coefi­
ciente convectivo do fluÍdo refrigerante, tempe­
ratura do meio refrigerante, temperatura final do 
al i mento, calor latente do alimento e massa espe­
cífica, também do alimento. 

Com o uso da planilha eletrônica pode-se, 
a través de uma montagem simples, demonstrar a in­
fluência destas diferentes variáveis no aumento 
ou diminuição do tempo destinado ao congelamento 
de um alimento. Pode-se, ainda , relacionar os di­
f erentes parâmetros com o custo de produção pos­
sibilitando assim uma análise econÕmica do pro­
cesso escolhido. Inicialmente, trabalhamos no De-
partamento de Engenharia Química da PUCRS, com 
montagens simples de planilha , passando poste-
riormente para estrutura s mais complexas. Estas 
novas estruturas possibili tam além dos cálculos 
tradicionais, o uso de banco de dados com as pro­
priedades principais dos diferentes alimentos e 
dos principais fluidos usados na refrigeração de 
de alimentos. 

Com o uso da planilha é possível, também, a 
montagem de gráficos que expressem estas varia­
çÕes. E através deste materia l torna-se possível 
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uma análise detalhada do comportamento do tempo 
de congelamento em fun ção destes parâmetros. 

Dimensionamento de câmaras frigoríficas. 
Como dimensionamento de c~maras frigorificas, 
subentende-se o cálculo da capacidade térmica 
necessária para manter esta câmara a uma deter­
minada temperatura, resfriando ou congelando o 
alimento nela armazenado. Existem inúmeros pro­
cedimentos de cálculo, entretanto de uma forma 
ou outra todos possuem a mesma finalidade e se­
guem passos semelhantes . Atualmente no curso de 
Engenharia QuÍmica da PUCRS, trabalha-se com uma 
metodologia simples. A determinação da quantida­
de de calor que deve ser retirado é dividida em 
dois grandes grupos: o calor que é retirado do 
alimento armazenado e o calor que deve ser reti­
rado de fatores ligados diretamente a estrutura 
da câmara frigorífica. 

Em relação ao calor que é fornecido pelo 
alimento, deve-se conhecer diversas propriedades 
do alimento' que irá ser armazenado; como por e­
xemplo: calor latente, ca lor sensível, massa es­
pecífica antes e após o congelamento, temperatu­
ra de congelamento do alimento e calor de respi­
ração. Além destas propriedades é necessário o 
conhecimento da t emperatura em que o alimento 
irá penetrar na câmara, a massa de alimento , o 
tipo de embalagem e a temperatura de operação da 
cama r a. 

O calor que é fornecido pela câmara é de­
corrente da tranferência de calor por condução 
que ocorre nas paredes, pelo abrir e fechar da 
porta, pelo atrito causado pelos ventiladores , 
pelas lâmpadas e também pelo número de funcioná­
rios que trabalham na operação de armazenamento. 
Para o cálculo destes parâmetros é fundament a l o 
conhecimento das dimensÕes e da infra-estrutura 
disponível para o processamento. 

Nota-se que o número de variáveis é signi­
ficativo, e o uso da planilha eletrônica para o­
timizar este tipo de cálculo, torna bastante 
simples operaçÕes que até então eram traba lho­
sas. Com a planilha eletrônica o aluno tem con­
diçÕes de verificar as condiçÕes finais, alte­
rando um ou mais f a tores. Também neste caso, po­
de-se entrar com uma variável a mais que é o 
custode operação, com isto tem-se a possibi l ida­
de de avaliar-se também a v iabilidade econômica 
de um determinado process o, escolhendo as melho­
res condiçÕes de operaç ão . 

CÁLCULO DO PROCESSAMENTO TeRMICO UTILI ZANDO PLA­
LHA ELETRÔNICA 

O conteúdo de processamento térmico é de­
senvolvido de forma similar ao de frigorifíca­
ção, além da parte teórica onde são enfocados os 
tipos de processamento, as propriedades, as van­
tagens e desvantagens do processo como os equi­
pamentos utilizados, é f ornecido subsÍdios para 
o cálculo do tempo de operação. Também existem 
diferentes metodologias para atingir-se este ob­
jetivo, sendo apresentadas aos alunos algumas 
destas linhas metodologicas. Atualmente utiliza­
mos o método gráfico pa ra a determinação do tem­
po destinado ao process amento térmico de um ali­
mento. 

O método matemético de avaliação do pro­
cessamento térmico necessita da descrição da 
curva de ascensão e declínio da temperatura no 
ponto crítico de aquecimento do produto. O méto­
do comummente empregado para a determinação dos 
parâmetros de penetração de calor, como dito an­
teriormente, é ~ssencialmente gráfico, sendo 
trabalhoso e demorado (Dall'Oca et al., 1972). 



Logo o tempo em carga horária· dispensado a este 
conteúdo torna-se elevado. Com o uso de planilha e­
letrônica, os alunos, após terem identificado as 
condiçÕes de contorno do processo a ser avaliado, 
podem rapidamente observar variaçÕes decorrentes da 
mudança, por exemplo da temperatura inicial de ope­
ração de uma autoclave. Com pequenas mudanças no 
procedimento podem ser observados os diferentes fa­
tores e variáveis que afetam o processo térmico de 
conservação de alimentos. 

EXEMPLOS 

Para exemplificar o uso da planilha eletrôni­
ca, nos tópicos discutidos anteriormente, seleci­
onamos duas situaçÕes básicas. A primeira situação 
mostrada na figura 1, indica uma curva de destrui­
ção térmica, que é resultado de uma série de cálcu­
los. Os dados são fornecidos à planilha na forma de 
temperatura (no ponto crítico do alimento) em fun­
ção do tempo de operação. Com esta representação o 
aluno pode visualizar o comportamento térmico da 
situação experimental em estudo, e compará-lo com 
dados ideais. Na figura 1, o termo "L" indica a ta­
xa de letalidade de um microrganismo, que e o usa­
do como parâmetro de referência entre a condição 
ideal e real. 
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Figura 1. Curva de destruição térmica obtida 
uma planilha eletrÔnica (EXCEL 5). 
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Tabela 1. Resultados de um estudo de dimensionamen­
to de uma câmara frigorifica 

PARAME'IROS DADOS FINAIS 
COMPRESSOR (l!J.') 0,9 
NUM. LAMPADAS 8 
P~CIA(W) 100 
ISOLANTE Lã de vidro 
ESPESSURA (cm) 15 
ALTIJRA (m) 17 
COMPRJMENTO (m) 25 
LARGURA(m) 12 
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A tabela 1, indica uma relação de resultados 
obtidos no final de uma série de interaçÕes, onde 
inicialmente foram fornecidos os parâmetros mínimos 
para o dimensionamento de uma câmara frigorífica, 
tais como: tipo de alimento a ser armazenado, quan­
tidade e temperatura inicial do alimento. Pode-se 
observar que os resultados não são lógicos (altura 
da câmara de 17 metros). Isto ocorre devido ao fato 
de que, esta ferramenta (planilha eletrônica) nao 
tem como objetivo resolver os problemas de forma 
conclusiva, mas sim de propiciar aoacadêmico, a 
possibilidade de avaliar os resultados de maneira 
crítica e posteriormente poder propor soluçÕes· con­
cretas. 

CONCLUSÃO 

O ensino de determinados conteúdos pertencen­
tes a área de Engenharia de Alimentos para o curso 
de Engenharia Química, não é uma tarefa fácil. A 
Engenharia de Alimentos envolve um número signifi­
cativamente grande de variáveis que devem, para um 
bom entendimento do assunto, ser desenvolvidos 
com uma profundidade considerável. Como nos cursos 
de Engenharia Química a carga horária disponível 
para esta linha de ação não é muito grande, existe 
uma necessidade de otimização do tempo (carga horá­
ria) destinado a determinados assuntos. O uso da 
planilha eletrônica salientou uma melhora conside­
rável no interesse dos alunos para com as discipli­
nas de Engenharia Bioquímica e de Alimentos do cur­
so de Engenharia Química da PUCRS. Esta ferramenta 
possibilita uma maior interação entre a teoria e a 
prática, e também desenvolve a sensibilidade críti­
ca dos acadêmicos frente a diferentes situaçÕes de 
processo. 
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SUMMARY 

The purpose of this paper is the optimization 
of the time spent in learning Food Engineering in 
the Chemical Engineering courses. The use of 
electronic spreadsheet in the development of the 
subject contents on Freezing and Thermal Processing 
has been successful. Through implementation the 
students demonstrate greater interest in the 
subject. Besides, they can analyze several factors 
on food's preservation. 
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L. J. Pedroso; J. L. Vital de Brito; A. N. Barbosa 
UNIVERSIDADE DE BRASíLIA - Faculdade de Tecnologia 
Departamento de Engenharia Civil - Caixa Postal 04492 

70.919-970 -Brasília- DF -Brasil 

Este trabalho apresenta uma formulação analítica que permite evidenciar os diferentes 
aspectos do fenômeno de despressurização brusca de um circuito tubular simples, 
constituído por uma cavidade conectada a uma tubulação. Alguns resultados e previsões 
fornecidos por este modelo são ainda confrontados com resultados numéricos obtidos pelo 
programa TRANS (análise de transientes em reatares nucleares) e resultados experimentais. 
etc. 

JNTRODUÇÃO 

Os estudos requeridos para a segurança de um 
reatar nuclear impõem a análise de um certo número de 
acidentes passiveis . 

Entre estes , uma despressurização brusca (perda 
do líquido de refrigeração- PWR-LOCA) se caracteriza por 
um ac1dente básico de projeto a ser levado em 
consideração. 

Neste estudo pretende-se colocar em evidência os 
diferentes aspectos intervenientes numa despressurização 
brusca de um circuito simples, constituído por uma 
cavidade fechada (vaso) ligada a uma tubulação (circuito 
primário) . 

Ainda para comparar as grandezas definidas pelo 
modelo analítico desenvolvido, são utilizados resultados 
obtidos com um programa de análise de transientes 
(programa TRANS), também criado no quadro destas 
pesquisas . 

Este trabalho também representa a retomada e uma 
nova orientação para alguns estudos já efetuados sobre 
o assunto (Pedroso-Barbosa, 1994, 1990; Kerboudj , 1983; 
Gibert, 1980) . 

COLOCAÇÃO po _!'FOBL~~ 

Centrando-se nos aspectos globais a Figura 1 
apresenta o modelo simplificado em estudo. 

Figura 1 - Modelo simplificado - núcleo do reatar 
(cavidade)+ circuito pressurizado (tubulação). 

São as equações gerais que regem o problema: 

- Equação da continuidade 

~ +div(p;:,.) = O at 
- Equação da quantidade de movimento 

(1) 

(2) 

- Equação de estado 
f(p, p) = Cte- P =pC2 (linearizada) (3) 

Com algumas hipóteses simplificadoras, podemos 
passar das equações gerais às equações 1-D em regime 
incompressível para uma tubulação reta de secção 
constante entre duas seções (S1) e (S2). OU seja: 

Q = Q( t) (4) 

(P1 -P4 ) +C1Q+KO!OI = O (5) 

onde: 
c1 = L/S, coeficiente associado à inércia do 

escoamento. 
K = 1/2p(K1;s

2) coeficiente associado aos efeitos 
dissipativos no sistema . 

Kt_; I<. = coeficiente de perdas de pressão devido 
à viscos1daáe e singularidade (orifício). 

Q = vazão; S = seção do tubo; O= d(Q) /dt 

ESTUDO DA DESPRESSURIZACÃO 

Numa primeira etapa vamos considerar a estrutura 
rígida, e nos deteremos sobre o aspecto de propagação 
das ondas acústicas.(Gibert, 1980) 

Seja o esquema da figura 1, representando o 
sistema cavidade-tubo, com as hipóteses simplificadoras : 

i) A vazão no circuito é limitada pelos efeitos 
dissipativos no sistema. 

ii) O problema é tratado dentro da hipótese de 
um fluido monofásico e incompressível (fato só 
justificado na fase de escoamento do problema real). 

iii) Para este sistema ( Vcmdade» V tubo) o fluido da 
cavidade funciona por sua compressibilidade 
(rigidez-mola) e ao fluido do tubo por sua inércia 
(massa) ~ Problema do ressonador de Helmoltz, que para 
baixas freqi.iências (wL/c « 1) representa a analogia 
acústica de um oscilador harmônico (c = velocidade do 
som, L= comprimento do tubo) . 

iv) Processo adiabático. 

A integração da eq. (1) na cavidade com eq . (3) 
fornece: 

~Pc( t) +Q( t) = O c2 
A equação (5) aplicada ao tubo, vem: 
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Pc( t) -Pe( t) = CrO< t) +K*O( t) lO< t) I (7) 

As equações ( 6 ) e ( 7 ) são equivalentes à eq. 
diferencial de 2ª ordem não linear: 

• K* · c 2 

0+2-0iol+-o = o 
Cr CrV 

com as condições iniciais (c.i.) 

l
Q(O) = O 
ao = Pc(O) -P. 

at Cr 

Fazendo 

Po 
C r 

1 
2 <a> o 

c a 

C r V 
s ):i <a>o • ~LV 1 

-rv'JJ 

(8) 

(9) 

(lO) 

T = L/c = cte de tempo característica da tubulação 
w

0 
= pulsação própria do ressonador de Helmoltz tubo 

-cavidade. 
P = Vc/Vt relação volume da cavidade e volume do tubo. 

onde: 

2 
(a)1 

IPoiK* 
ct 

L 
Cr'" S e 

<a> 1 • ( IPoiK)~ 
2poLa 

K • K*2p 0S 2 

Fazendo uma troca de variáveis adequada: 

T = w0 t e U= 2K* jP0 j 
CrWo -p;O 

aau +juj au +u = o 
i)r2 or 

lU(O) = O 

au(O) = 2K* Po = 2( <a>1)
2 

= 2aa 
ar Cr<a>~ Cr <a>o 

(11) 

(12) 

(12-a) 

(13) 

(14) 

Efetuando mais uma troca de variáveis e integrando uma 
vez a eq. (13) chega-se a: 

Y-log[~]-2a2 +..!.u2 = o 
1 +2a 2 2 

(15) 

A integração de ( 15) é difícil de explicitar 
analiticamente, no entanto, podemos determinar o valor 
de Umáx atingido pela vazão: U = Uaáx 

Se a 2 » 1, U1áx= 2a (16) 

UIMX 
1 

VIM.x = [1-~log (1+2a 2
) ]

2 
( v mAxllim 2 a (UIM.x) lim 

(17) 

CASOS PARTICULARES: 

a) cavidade muito grande - variação da pressão na 
cavidade desprezível. a2 >> 1 (caso típico de um reatar 
nuclear). Uma primeira integração da eq. (13) com o 
termo em U =O, mais a eq. (14), chegamos a: 

au +..!.lulu= 2a 2 

ar 2 <lul = U) (18) 

fazendo ainda algumas mudanças de variável para 
facilitar a resolução (Kerboudj, 1983), chegamos a: 

( 2P0 )~ v= V1imth (<a> 1 t) com V1im = --
PoK 

(19) 

que se estabelece com uma constante de tempo (1/w1 ) 

Desprezando-se a baixa de pressão na cavidade, (Pc 
= Cte :::: Po) , e em função das expressões obtidas neste 
parágrafo, é fácil demonstrar que a pressão num ponto 
qualquer da tubulação pode ser dada por: 

P(x,t) = P0[1--Í(l-th 2 (<a> 1 t)] (20) 

b) Caso onde os termos de amortecimento ( u~) em ( 13) é 

relativamente pequeno (pequena .cavidade aa << 1) 

o movimento do fluido é quase periódico, com um 
período z 2n em T = w0t 

Numa primeira aproximação suporemos que: 

U(T) = A(T)sen[T+.(T)] (21) 

Após um conjunto de procedimenos adequados (Me 
Lachlan, 1979; Kerboudj, 1983), chegamos a: 

v. 1' a Vm(r) = m, •m sen(<a>
0
t) 

l+~a2<a> t 
3x 0 

(22) 

Após algumas idas e voltas da onda a pressão na 
cavidade começa a diminuir. 

Levando-se em conta a hipótese iii, podemos 
mostrar que a pressão na cavidade pode ser dada por: 

Pc(t) = P0cos(w0t) (23) 

Esta pressão se anula no fim do tempo 

to = 
2

:
0 

= ~tv'JJ (ver fig. 4(b)) (Jt) 

e caracteriza o fim da despressurização. 

RESULTAOOS: 

Nesta seção nós apresentaremos alguns resultados 
obtidos com o programa TRANS, que serão comparados com 
as previsões fornecidas pelas soluções analíticas. 

Os casos que serão a seguir apresentados, se 
referem ao esquema da fig. 1. 

O transiente é gerado numa ruptura brutal na 
extremidade da tubulação (guilhotinamento completo do 
tubo J<s = O; ou brecha na extremidade J<s # O) , e 
corresponde a um pulso de despressurização Pcav-Patm = Po. 

São ainda feitas as segu1ntes simplificações: 
i) As ondas se refletem completamente no reservatório, 
e no caso, quando a extremidade rompida for a seção 
plena (K, = O). 
ii) A pressão exterior ao nível do ponto de ruptura (Pe 
= P~m = 1 bar) é por vezes desconsiderada no cálculo do 
grad1ente ( P -Pe) quando Pc » Pe. 
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iii) Os resultados são válidos para o caso de escoamento 
monofás1co: P(t) < Psat 

CASO 1 - Grande cavidade: p >> 1 ~ aa >> 1 
As variáveis gerais envolvidas no problema valem: 
L = 60 m; D =. 0,2 m; c = 1500 m/s; f = 0,02; 
Pcav = 50 bars; x(D) = 45 m da cavidade. 

CASO 1-a - Guilhotinamento completo do tubo na 
extremidade. Dados: w1 = 2,04 rad/s; T1 = 3,08 s. 

A figura 2 mostra a evolução da pressão na 
cavidade (linha reta) e no ponto D, para os resultados 
obtidos pelo programa TRANS. 

Em relação ao regime permanente a pressão a 45 m 
da cavidade tende para um valor dado pela expressão: 

P(x) -Patm= (1--i)Po= (60-45) •S0/60 = 12,5 bars(25) 

CASO 1-b - Ruptura do tubo na extremidade numa brecha 
(orifício) de diâmetro d < D. 
Dados: w1 = 8,56 rad/s; T1 = 0,73 s; J<s = 100. 

... 



A figura 3 mostra a evolução da velocidade no · 
ponto D (3-a); e a pressão na cavidade (linha reta), e 
no ponto D (3-b), pelo programa TRANS. t também plotada 
a velocidade calculada pela expressão (19) -curva média 
contínua, tendendo para um valor limite Vli1 = 9,62 m/s. 

CASO 2 - Pequena cavidade: u2 << 1 
Caso da ruptura na extremidade ( orificio com J<s = 80), e 
L = 50 m; D = 0,3 m; c = 2000 m/s; f = O; 
Pcav = 10 bars; J<s = 80; ,13 = 28,3; 
w1 = 3, 79 rad/s; 1:1 = 1,66 s; 
w0 = 7,52 rad/s; <o = 0,84 s; 
a= 0,53; 1: = 0,025 s; x(D) = 37,5 m. 

A figura 4 mostra respectivamente a evolução da 
velocidade (a) e ·pressão (b) na cavidade pelo programa 
TRANS. 

As curvas médias continuas representam os 
resultados obtidos pelo modelo analitico. 

Neste caso as pressões não são limitadas à 
pressão de saturação, de forma que a região de pressão 
negativa com P(t) < Psat não tem sentido tisico . 

CASO 3 - Cavidade finita - comparação com resultados 
experimentais (Krotiuk, 1980). (ver fig. 5) 
Dados: L = 1,22 m; D = 0,103 m; c = 1460 m/s; f = 0,02; 
Pcav = 115,83 bars; J<s = O, 73; ,13 = 35,19; 
w1 = 61,44 rad/s; 1:1 = 0,1023 s; 
w0 = 201,75 rad/s; <o= 0,0311 s; 
a= 0,3; 1: = 0 .000836 s; x(P3) = 0,305 m (da cavidade). 

Na figura 6 são mostradas as pressões no ponto P3 
da tubulação, distante de x = 0,305 m da cavidade. 

Em (a) são plotados os resultados obtidos pelo 
programa TRANS; e em (b) os resultados experimentais bem 
como aqueles calculados pelo programa WHAMHOC II. 
(Krotiuk, 1980) 

eo --~---, - · 

~hr------·----~· --------~ 

-- -- ~····· - ...... - i ~ - -
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Figura 2 -Evolução da pressão na cavidade e em D-J<s= O. 
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Figura 3 - Evolução da velocidade no ponto D(a) e da 
pressão na cavidade e em D(b)-J<s= 100. 
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Figura 4 - Evolução da velocidade (a) e pressão (b) na 
cavidade. 
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Figura 5- Esquema do experimento (Krotiuk, 1980). 
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Figura 6 - Pressões no ponto (P3). Resultados do 
programa TRANS (a) e da literatura (b). 

ANALISE, DISCUSSõES E INTERPRETAÇÃO DOS RESULTADOS 

b 

a 

Se a 2 » 1 o regime de escoamento aparece antes da 
descompressão da cavidade. Caso de um grande volume -
pressão constante na cavidade e velocidade tendendo a um 
valor limite. (ver figuras 2 e 3). 
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Se a2 « 1 a cavidade se descomprime bem antes que o 
escoamento regularizado seja atingido (ver fig. 4) para 
t ::; O, 209 s -+ Pc = Pata) . Este pode ser o caso em que os 
efeitos dissipativos no circuito são despreziveis (k::;l). 

Vejamos o comportamento da vazão incompressivel 
e da pressão na cavidade durante um ciclo de escoamento 
monofásico. 

Num ciclo de escoamento (O ~ t ~ t 3) a evolução do 
fenômeno é caracterizada pelas constantes de tempo 
caracteristicas (1/wo e 1/w1) . São pontos notáveis neste 
intervalo: tl = tempo de V1áx; tz = tempo de Pc = 0 e t3 = 
tempo para V(t) =O, com t 1, t 2, t 3 = f(w0,w1). 

Para o caso mais geral e real, esta evolução 
possui 3 fases principais evidenciadas na figura 4: 
1ª fase - t 0 :S t :S t 1 

O gradiente de pressão existente (do interior 
para o exterior) na extremidade de ruptura, para t = t 0 

= O, coloca o fluido em movimento . ' 
A velocidade aumenta do valor V( t 0) = O a um valor 

máximo. 
V

1
áx= V(t) = V( a ,v1al (figs. 3 e 4(a)) 

Ao mesmo tempo a pressão na cavidade diminui 
gradualmente (eq. 23) (fig. 4) 

2ª fase - t 1 :S t :S t 2 . . . 
A pressão na cav1dade e a veloc1dade no s1stema 

diminuem progressivamente dos valores já calculados 
anteriormente para t = t 1, aos valores: 

( W 1 t 2 ) 
Pc(tz) = pext = pe e V( t2) = Va~ 2n Vum 

3ª fase - t 2 :S t :S t 
O movimento da massa fluida continua por inércia 

e se anula no tempo t 3(w0,w1) (ver fig. 4(a)) e a pressão 
na cav1dade 1nfluenc1ada por este movimento de inércia 
até o valor: 

Pmin = Pc( t 3 ) = P~ ::, P0)+P9 (ver fig. 4(b)) 

Na verdade o P
1
ln é limitado pela pressão de 

saturação do fluido, e a curva da fig. 4-b seria 
diferente (plana na zona de P. negativa). 

Para o caso em que a ~ 0(1) (ordem de grandeza 
da unidade = grandes dissipações) as soluções analiticas 
obtidas não são mais válidas e a solução da eq . (8-13) 
deve ser obtida por um método numérico ( TRANS) . 

As alturas dos degraus nas curvas de V(t) 
representam as flutuações da velocidade em torno do 
escoamento incompressível (solução analítica). 

O decaimento das amplitudes das pressões na parte 
superior de P0(t) corresponde às perdas no trecho 
cavidade-ponto (D), e na parte inferior as perdas entre 
o ponto (D) e a extremidade. 

Para o caso da singularidade na extremidade (fig. 
3-b) as perdas de pressão na singularidade (parte 
inferior do diagrama) são mais importantes que na parte 
superior (perdas un1camente por atrito). 

Para o caso de pequenas cavidades, sem a 
limitação das pressões no sistema à Psat, as pressões na 
cavidade e no ponto ( D) seguem aproximadamente as 
tendências do modelo (fig. 4). 

CONCLUSõES GERAIS ~__l'ERSE~_CTIVA~ 

Amparados nos resultados apresentados, podemos 
assinalar alguns pontos de destaque: 

Os parâmetros caracteristicos do fenômeno ( l / w11 , 

1/w1, Vl!n) colocados em evidência, e relativo aos casós 
estudados, mostram que a evolução de P(t) e v(t) obtidos 
da forma analitica é similar à evolução numérica, e 
corresponde às previsões físicas e experimentais. E, 
esta evolução, apesar de ser estudada para casos 
simples, representa similaridades com resultados obtidos 
para cicuitos mais complexos. 

A medida que o fluido se coloca em movimento 
atinge uma velocidade llmite, que corresponde aos 
valores calculados em regime incompressível (modelo 
analitico). 

As grandezas do escoamento real (P(t) e v(t)) 
flutuam em torno do escoamento incompressível. No caso 
da velocidade, mesmo por vezes com flutuações 
importantes, sua evolução é gradual. 

Aumentando a velocidade do som no programa TRANS 
(c -+ oo, caso incompressível) os resultados numéricos 
tendem para os valores obtidos pelo modelo analítico. 

As diferenças entre os dois resultados (numérico 
e analitico), é devido ao fato que as soluções 
analíticas só foram obtidas para os casos extremos de a 
« 1, ou a » 1; e tão mais próximos serão os dois 
resultados, quanto mais corretamente forem atendidas 
estas condições. Esta diferença é mais sensível a nível 
dos períodos e das amplitudes máximas. 

Em relação aos resultados experimentais as 
discordâncias podem ser explicadas em parte pelos 
efeitos inerciais (3D) nas saídas da cavidade e 
atmosfera; os efeitos dissipativos na junção tubo­
cavidade; e o problema da presença de um sistema não 
mais monofásico, de.sde as primeuas ondas; efeitos 
estes . não levados em consideração nestes estudos. 

Neste trabalho foi dada bastante ênfase ao 
equac ionamento do problema, e as soluções analiticas 
para o caso de escoamentos incompressíveis, fato 
justificável na etapa de escoamento regularizado (quando 
os efeitos acústicos se reduzem) . Portanto, será objeto 
ainda de um próximo trabalho, os aspectos dissipativos 
do sistema ,e a evolução das pressões no circuito; além 
de considerarmos os esforços provocados sobre as 
estruturas a cada passo do processo. 
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Ni_STRACT 

This paper presents an analytical formulation for 
different aspects of the phenomenum of sudden 
decompression in a common tubular circuit (a cavity 
connected to a pipeline). Some results and pedictions 
given by these models are compared with numer1cal 
results obtained using TRANS ( transient analysis in 
nuclear reactors) and experimental results. 
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RESUMO 
l'am 1nulir· a pot;'ncia irradiada pdo plasma confinado no lokarnak TBR-1, foi pro­
]( lado t · conslruulo um .'!s/.r·uw utilizando-se um dclcdo1· térmico. Para isso foi 
fnto IL111. l'slwlo da 1'Csposla do drt cclo1· cm funçiio da pot ência absorvida. O det ec­
tor [ 01 . calzbmdo dr· duas nuwriras: a calibração tànúca c a calibração absoluta de 
polcncw. l nslalrw.do o si.,fnn.a no vaso da máquina, fo i possível obter a potência 
absonnda pdo dr:lu-tor du m nl f a drsmr:qa do tokamak. 

--------

INTRODUÇÃO 

Em plasmas con fin ados map;naicanwnt.e, Pm m;Íqnin<t.' do 
t ipo tukamak, a. pot[,ncia ôhmi c;t injetada no sistema,; diss ipada 
por dois mecanismos. O primeiro ,; devido aos fenúnaerws de 
t ransporte, condução e r.onvtecçà.o, cnquauto o s~>gundo ,; dtevido 
à rad ia<,:ão emitid<t ( Dolan , 19R2). A potência irrad iada.,; produ ­
zida por processos que envolvem as espPr.ies presentes (átomos, 
íon:~ e elétrous li vres). Desta forma, um aumento da ronr<~ll ­

traçào de impurezas de a lto mímero atômico (Z) no plasma, 
provocará um grande <wm<·rllo da radi ação <e mit ida , j;i que Pssas 
impurezas sofrem imí11w ras t ra nsiçi'ws ati)mi cas <' III iuteraç(ws 
com outra ~es p {,ci t·s (C ri<'n, 1964 ). Portanto, o t•s ped.ro t•n titido 
(. hastantc largo, ahra.ng<'ttdo r.ompri nwntos ''" mHb "" I O A it 

I O J.1.111. No TBi t-1 (Nasci nwn to, I!JX2) , um tokamak de J><'< PH'IIO 
porte cm OJHTa<;.iio no In stituto dt· Físic<t da. llSP, um proj d o 
pa,ra. a tncdid a d('SS(L radia(_Jto c~t{t sendo dcs(-•nvolvi do. Con 1 o 

con lwci nwnto desst· pnfil dt· pot(•nci a. pt> rdida s<!r{t possível, a 
princípio, melhorar o confinamento, controlar a.s in st ai>ilidadt>s 
<' calcJd a.r o núnwru ;~,tômico dd.ivo (Z,JJ) dos it.tomos prt•sfen­
tes n;t descarga de plasma produ~ ido Jwlo t.okam<tk. Os de tec­
tores t(,rmicos tt·n t sido larg;tnwntc ut il izados pMa •·sst· fim por 
apn·sent.;m··.m lllll<t rt'sp;)sta inderwndent•· do comprinw nto de 
onda. da radiaçiio ill r.id tente. Sisteut;ts nndticanais dt' detecto· 
rt •s piroe!Pt.ricos , lt•rmup;u·ps ou bolúnwtros sà.o in st;d;tdos ,.,m 
gr;w dt·s máquinas corno u .J ET (Mü ll cr, I9S4), de modo a SP oh­
ter 1wrfis f!S p<tc.i;t.l e kmporal da potên cia JH'I'llida por rad iaÇão . 
Para o TRH.-1 fo i projdado e const ruído, iui cia lmente, ui11 sis­
t.,m a com um único dt>t.ect.or. Foi esco lhido para esse tra ballro 
um holônwtro Sf!llli condutor lil' silício , cuj a .. o.; c;u·actf,rÍsti c. <t.s são 
compatívei s com a. dur;u,:ào do pulso de pl <tsm <t da. m<tquin a. 

mada de nutt>rial absor vedor (A), qtw geralmenteservt' tamb~m 
como s ubstrato pill'a a deposição à v;Ícuo dos outros film es fi­
u o~ : material isoliuite (1) , fi o semi cond·u tor (S) f! do material de 
contacto (C). O materi a l de contacto é I!Onnalnw11te de o mo 
e a tua como eletrodo. A espessura padrã.o do detecto r assim 
composto ~ de 40 ftm. 

SISTEMA BOLOMÉTRICO 

O detector bolom {, t.ri co, como j{, uwncionado, (· um de­
tPctor t.(,rmico cuja resistência vari a com a t t•mJwrat.ma, ou 
st>ja. , com a <'nPrgia radiant" absorvi da. De fo rm a. a ga.r;mtir 
uma longa vid a de est.a.l.>ilidade ao bolênnet ru, a t<·mperatura 
<'111 operação contínu a, Tt i-W deve excedPr a UíO"C. 

O bolônwtro, tamb,;m conlwcido como tinistor, ,; geral­
mente construído utili z;mdo- St! filnws finos, d., <'S JWSSIIr<t da or­
d <"!lll de mi crons , co mo,; mostrado llit figura I. Esst ·s filnws , qut· 
podem ser de dift,rent.es mater ia.i s, siw compostos por uma ca-

De acordo com Bossas necessidades, para qtH! o holômet.ro 
teuha. um tempo de resposta té rmico curto e uma co11stante de 
dissipação re lativamente alta, é necessário qu<" a.pn•stente uma 
raziio super fíci e-massa alta. A taxa de dissipação de energia 
tam bém dt~pende de sua montagem, que pode ser livre ou sobre 
11m substrato de metal ou cerâmi ca. De modo a se consegui r 
uma capacidade térmica red uzida, foi utilizado um dett•<:tor dt• 
á rea det iva de 4 mm2

, sem supor t" (isto é, o detector,; sustten­
t ado por dois fios condutores). Esses fios de sust<entaçào sào de 
ouro, com revestimeuto de tungstênio. 

f: possível m!'dir a variaçào da resistência bolométri ca 
eletrôni cam!'tltf!, alimen tando o detector com uma fonte de cor­
n·n te c, desde que o valor da corn~nte seja mantida const a11 te , a 
knsào d<•stenvol vida <>nt r!' seus tPrminai s será proporcional it 1'1!­
si stênci a. Para a uxili ar na nwd içào da t<'n sào, levando PIU c011 . 

sidPraçào a p<'q twna amp litu de do sinal t'lll compa.r;u;ào ;w nÍv<'l 
de ruído existe11te n<ts inwdi açÕ<•s da m!tquina, foi projetado ,. 
construído um a mplific;ulor lock- in, que tem grandt• capac idade 
dP filtr agem. Ut ili zando ess!' amplificador, foi possível obt.t'r, 
experinwntalnwntt·, os t!'mpos de rt'5posta ,. de decainwnt.o do 
bolômet ro, utilizaudo para. isso um flash fotográfico e um pul so 
lk laser de Ht•-Ne. As figuras 2 t' :l mostram res pedivamcn te 
os sin ais típicos do tPmpo de resposta. p de decaimento obtidos. 
Como podt' s.•r visto, o ttempo de n •sposta é nwnor que I m.>. 
O l.t>mpo de deca.inwnto por sua vez, foi medido como sendo 
de 2 .s, tempo considerado grande para que não haj a. d eito de 
conduçà.o t<'·rmi ca no detector durante um pulso de plasma do 
TBR-1 , que dma cNca de 10 m .s. Conseqüentemente, o que é 
medido,; a t'Iwrgia absorv ida acumulada durante a descarga do 
tokamak. Para obtf'r mos a potência, torna-se necessário dift>· 
renciar o sinal. 

Para que possamos fa.zer um estudo não só qualitativo, 
mas tambPm quantitat ivo da potência irradiada pelo plasma, foi 
necessário calibrar o detector. Primeiramente foi feita uma ca­
lihraçiio té rmica. Para isso foi utili zado um forno de resistência 
Pl étrica, cuja corrente de a limentação era cont rol ada por um 
;w to-transformador d" tt•nsão ajustável (variac). () ront rol" da 
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temperatura do forno foi realizado através de um termómetro 
digital, enquanto que um multímetro digital, associado aos ter­
minais do detector, foi usado para medir o valor de sua re­
sistência. 

Os dados desta maneira obtidos, permitiram levantar 
uma curva experimental (Silveira, 1992), que pode ser ajustada 
à uma equação do tipo: 

R= R0 exp(aT), (!) 

onde cr é o coeficiente térmico da resistência e RD é o valor da 
resistência à 0°C. Isto possibilitou que fosse encontrado para o 

detector utilizado, O valor de Ct = -0,043 oe-I 

Enquanto não há radiação incidindo sobre o detector, 
o aquecimento provocado pela corrente constante aplicada em 
seus terminais, é balanceado pela perda de calor devido a 
condução nos fios de contacto e pelo efeito térmico na superfície 
do detector. Isso pode ser expresso por (Grum, 1979): 

d(!lE) = K !lT- i2 R{], 
dt 

(2) 

onde o primeiro termo representa a perda total de energia por 
unidade de tempo, K é o coeficiente de transferência térmi ca 
do detector, !lT é a diferença de temperatura entre o detector 
e o meio ambi ente, i é o valor da corrente elétrica qu e alimenta 
o resistor e R0 é o valor de sua resistência à ooc;. Podemos 
relacionar a energia e a temperatura pela equação: 

!lE = -(,'TflT, (:3) 

onde CT é sua capacidade térmica a temperatura constante. 
Se uma fonte externa de energia radiante é apli cada sobre 

o detector, representando a potência radiante absorvida por !lP 
e inserindo esse termo na equação (2), teremos: 

C:T d(!lT) + K !lT- i2 R= !lP(t). 
dt 

( 4) 

Se considerarmos que a potência radiante absorvida pode SPr 
expressa por: 

!lP(t) = !lPaexp(27rift), (5) 

onde f é a frequência de modulação do sistema. Então, subs­
tituindo as equações (1) e (5) na equação (4), e diferenciando 
em t , obtemos a solução: 

lflTI = !lP/[1<2 + (27rfC:T) 2j11 2
• (!i) 

A aplicação da lei de Ohm para o bolômetro é válida, 
já que a variação de tensão nos terminais do detector é di­
retamente proporcional à variação da resistência. Portanto, 
!lv = Gi!lR, onde G é o ganho obtido na amplificação. Desta 
manei ra, podemos determinar !lv, através da equação (1 ), qt.w 
será dado por: 

lflvl = GiRoa!lP/[1< 2 + (27r JCT )2]112
; (7) 

sendo que a potência absorvida pode ser expressa por !lP = 
ELlP', onde E é a emissividade do detector que podemos consi­
derar i.e;ual a 1, e !lP' é a ootência incidentf' no dPtector. 

Portanto, podemos observar pela equação (7) que a 
tensão gerada nos terminais do detector é diretamf' tlte propor­
cional a potência absorvida por ele. Foi realizada então, uma 
segunda calibração, esta, relacionada com a potência absorvida. 
Porém, os primeiros testes realizados com fontes de luz visívd 
incidindo sobre o detector , mostrou claramente a n~cessidade 
de se executar a calibração absoluta de potência com o dete.c­
tor em vácuo, de manei ra a evitar os efeitos de dissipação por 

-·~ ·--

condução e convecção. Foi então projetada " construída uma 
pequena câmara de vácuo em vidro pirex (Silveira, 1992) . Com 
uma montagem feita a partir dessa câmara, foi possível manter 
o detetor a uma pressão de 6, o X I o-3 to7T . A fonte de li:IZ visível 
usada para a calibração foi um laser de argônio Spectra-Physics 
166, de potência variável de O à 800 mW. As medidas foram 
feitas a pa rtir de pulsos do laser que incidiam no detector depois 
de passarem pela abertura do shuttcr, que era programado para 
aberturas de I O m.s. Com os dados obtidos, do sinal do detec­
tor em função da potência absorvida, foi levantada uma outra 
curva de calibraç.ão (Silveira, 1994). Utilizando-se as duas cur­
vas de calibração obtidas, é possível obter experimentalmente 
a capacidade térmica do detector . Baseado na equação (:l): 

AE = -CT!lT, 

podemos determinar uma curva de E(T), e obtemos 

CT = O, :J4 mJf"C: 

Alén] disso, o sistema bolométrico, por tratar-se' de 
um sistema de diagnóstico bastante delicado e sensível, torna­
se convenientt' ter à disposição um mecanismo de calibração 
que possa ser eventualmente usado durante a tomada de dados, 
isto é, dmante a operação em modo tokamak do TBR-1. Por 
isso , ao projetar-se o circuito elétrico associado ao sistema, foi 
incluído um sistPma de calibração interno ao circuito, que pode 
ser utili zado a qualquer momento que se desejar. Esse sistema 
utiliza um capacitor de valor conhecido, alimentado por uma 
tensão fixa, que se carrega e, quando chaveado, se descarrega 
sobre o bolômetro, fazendo assim com que sua resistên cia varie 
(Silveira, 1994 ). Desta forma, toda vez que for necessária a 
verificação do desempenho do detector, isso pode ser realizado 
utilizando-sf' esse dispositivo construído. Além disso, é possívd 
também determinar algumas características do detector, como o 
seu coeficiente de absorção (an)· Esta grandeza é definida como 
sendo a razão entre a energia radiante absorvida e a energia 
radiante incidente, ou seja (Grum, 1979): 
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E" 
Ctn = E; 1 (8) 

sendo que a energia radiante absorvida (E") foi fornecida pela 
descarga do capacitar, considerando-se que não tenha ocorrido 
nenhum tipo de perda neste processo. O valor da energia inci­
dente (E;), corresponde à quantidade de energia depositada so­
bre o detector por um pulso de luz laser na calibração absoluta. 
O valor do coeficiente de absorção obtido experimentalment,.,, 
dessa forma, foi de era = O, 97 ± O, 19. 

RESULTADOS 

Após ter sido realizada a calibração do detector, o sistema bo­
lométrico foi instalado no TBR-1, utilizando-se um flange pro­
jetado e construído por nós. Acoplado a este flange existe um 
tubo colimador, que permite limitar o ângulo de incidência da 
radiação. O atflrramento do bolômetro foi feito , cuidadosa­
mente, no vaso da máquina, de forma a evitar possív.,is loops 
de terra. Os dados experimentais obtidos, após terem sido digi­
talizados por um módulo CAMAC, à uma taxa de amostragem 
de 400 kll z, foram armazenados na memória rígida de um mi­
cro computador PC e, posteriormente, passados para di sq uetPs. 
Além dos sinais gerados pelo sistema bolométrico, quais sejam, 
saída DC (Boc), e AC (BAc), do amplificador f' saída. do dift>­
renciador ( Bdif ) , foram também medidos e analisados os JWrh s 

temporais de corrente da plasma (IP), da tensão ck enlitct> (Ví) , 
das posiçôes vertical ( P,,) t' hori zontal ( l'h) da coluna dt• plas111a 

i 
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e as emissões de raios-X mole (RXm) e duro (RXd) · 
Na figura 4, alguns desses sinais, relativos a uma descarga típica 
do TBR-1, são apresentados. Esse pulso corresponde a uma 
descarga de longa duraç.ão, Td ~ 9, 3 7n$ 1 e corrente de plasma 
Ip . ~ ll kA . Analisando esta figura verifica-se, por exem­
pl~~·que no início da descarga, enquanto a corrente de plasma 
aumenta e a tensão de enlace decresce, o sinal AC do sistema 
bolométrico sobe rapidamente, 'indicando a detecção efetiva de 
radiação correspondente à luz visível e ultra-violeta. Somente 
quando o sinal do bolômetro atinge aproximadamente seu valor 
máximo, quando os átomos de hidrogênio encontram-se com­
pletamente ionizados, e a corrente de plasma quase que atinge 
seu valor máximo, é que observa-se o crescimento da emissão 
de raios-X moles (em t ~ 1, I m$). Logo a seguir, quando toda 
emissão de radiação pelo plasma passa a ser dominada pelos 
raios-X moles, então verifica-se que o sinal do bolômetro s<>­
gue, de maneira bastante próxima, o comportamento do sinal 
de raios-X moles. Na parte final da descarga, quando a den­
sidade do plasma já é bastante baixa, obs<>rva-s<> a produção 
de raios-X duros, que interfere fortemente nos sinais de raios­
X moles provocando transientes no final do sinal. No entanto , 
não é possível observar qualquer interferência dessa nature;:<L, 
no sinal bolométrico. 
Isto provavelmente ocorre porque os filmes finos que formam 
o detector tornam-se praticamente transparentes à fótons com 
energias maiores que 6 ke V (Scaturro, 1980) , e de acordo com 
medidas já realizadas, a energia média dos raios-X duros pro­
duzidos no TBR-1 é muito mais alta que esse valor; da ordem de. 
700 ke V. Esta independência do sinal do bolômetro, com res­
peito aos sinais dos demais diagnósticos, ao mesmo tempo que 
segue o comportamento esperado com relação à taxa de emissão 
da radiação pelo plasma do TBR-1, ao longo da descarga, su­
gere que o sistema por nós construído fun ciona pt~rfeitamente 
bem. 

O perfil obtido com o sistema bolométrico podf' ser com­
parado, qualitativamentf', aos perfis obtidos com o sistf'ma de 
raio-X mole, o sistf'ma de raio-X duro f' um sist<>ma composto 
por um detector piroelétrico, que mede radiação visívf,J, ins­
talado especificamente para este trabalho. Devf'-st• observar , 
qui' o piroelétrico é também um ·detector térmico, cuja res­
posta independe do comprimento de onda da radiação inci(ltent<'. 
Porém, por ele ter sido instalado fora da cãmara do tokamak , 
disposto atrás de uma janela com flange dP vidro pirPX, sua 
resposta ficou limitada à radiação visível. 

Na figura 5, pode-se observar um pulso com corrente de 
pla.sma !Pmo. ~ 11 kA e com duração de Td ~ 8, 7 m.s. Nessa 
descarga observamos a ocorrência de duas disruptura.s nwno­
res, em t ~ 2, 2 m.s e t ~ 2, 6 m.s. No intervalo de tempo 
entre estas duas disrupturas , nota-se um aumento do perfil, do 
raio-X mole e do sistema bolométrico. Concomitantemente, 110 
detector piroelétrico podemos observar 11111 sensível aup)('nto 
do sinal nos momentos em que ocorreram as disrupturas. Os 
três sinais, apresentam ainda, um decréscimo após I. = L, (i 71/.,, 
com apenas alguns pequenos aunwntos em sun nmplitudt ·, att'· 
I = 8, 7 Tn$. Nota-se, e11trdanto , a ocorrência de raios-X du­
ros a partir de I ~ G, () ms, nos p<,rfis dos raios- X molr•s ,. do 
df' tector piroelf;trico, sendo ()'H' t•ssa f'mi ssão não ,·. o!.sf·rvadil 
no perfil temporal do sistema bolorw:t.rico. A pot.<;ncia 111 itxinoa 
absorvida pelo detPdor bolomdrico, <jll<' ' ' ' lllitllif.,sta f'l!t.r<' as 
duas disrupturas já rit<tda.~ , fica f'lll torno de lll!í mW. Est.<­
Vil.lor é compatível à est.imati va re<~.liz;vla, itnt.eriornwnt.<' , j>itra 
a pot<; ncia absorvida po·lo dt· t.eclor. 
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CONCLUSAO 

A análise dos resultados experimentais obtidos 
utilizando-se o sistema bolométrico implantado, mostraram 
uma forte relação com a emissão de radiação do plasma nas 
diversas faixas de freqüência, medidas por diferentes sistemas 
de diagnósticos. Além disso foi possível determinar alguns 
parâmetros que caracterizam o detector bolométrico. Estes 
parâmetros obtidos experimentalmente, que são mostrados na 
tabela 1, nos mostram a sensibilidade do detector utilizado. 
Este sistema deve ser ainda melhor explorado para que, futura­
mente, possamos implantar um sistema bolométrico multicanal. 
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Figura :l: Sinal típico do t<,mpo de decaimento do detr·ctor. 
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fi gura 4: Sinais dos perfis temporais da corrente de plasma ( 11'), 
da tensão de enlace (Ví) , da pos ição horizontal (Ph), dos raios-X 
moles ( RX,.) e saída do amplificador do sistema lwlomi·trico 
(BAc) para um pulso longo (C472). 
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Figura 5: Perfis temporais da corrente de plasma ( 11,), da 
tensão de enlace (Ví), da posição horizontal ( Ph), do raio-X lliOi<' 

( RXm) , do detector piroel~t rico ( D1, ) e do sistema lwtu,n t'·trico 
( BAc ) referentes ao pubo (;446. 
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Tabela I - Característi cas do bolômdro 
obtidas experiment almente. 

Dimensões (mm2
) 

Resistência elétri ca ( kl1) 
H (T = 20°(:) 
H" (T = OOC) 
Tempo de resposta (m.•) 
'J'Pmpo dt> d<~caimento (.•) 
C:oef. térmico da n 'sist. (oc- ' ) 
Capacidade térmica ( mJ j"C) 

2 X 2 

H,lJ 
2:-l ,.'í 
( I 
2 

-0,04:1 
o, :1-1 

( :oef. dt> absorção O, 97 ±O, I tj 

I 
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IN NATURAL CONVECTIVE CLOSED LOOPS 

A. Campo, c. D. Charalambous and K. L. Moore 
College of Engineering, Idaho State University 

Pocatello, Idaho 83209, USA 

su"'_MARY 
No.nline~r . sta .te and feedback transformations are emplo.ved to e .'lactlv linearize a c ontrolled Loren7 

dvna•~cs ar1.S1ng 1n a close loop ther111os.vphon. ln the absense of control these d_vnamJ·cs e .\·hibit bifurcation . 
t.rans1e~t chaos,_ and full .v developed chaos. The third-order d_vnamical •odel represents thermal natural 
corwect1on cons1s t in~ of fluid ''elocit.v and two temperature differenc es. The model asswaes constant heat 
t.ransfer an~ S.Vfl!"'etric heating, The equi, ·aJ ence of the model to a linear s.vs tem in Brunovskv canonical f o r• 
Rllot~·s_appll ca t lon of linea r controJ anal ysis and design techn i ques tosuppress (laminarize) ~xist.ing chaotic 
bPilav.Jor, and thereafter to achie1·e o utput t.rac.king . 

INTRODUCTION 

Recently, significant attention has been 
focused in understanding chaotic behavior in 
dynamical systems. The motivation for this 
attention stems from the extreme sensitivity 
of chaotic systems to their initial conditions 
and the desire to augment or suppress this 
motion in a beneficial way. Occasionally, 
chaos is a beneficial feature as it prometes 
mixing and chemical reactions and provides a 
rigorous mechanism for transporting heat and 
mass. However, in many situations it is 
desirable to suppress chaotic motion as it 
could lead to vibrations, irregular 
operations, and catastrophic events in 
mechanical systems. 

Chaos is known to be described by the 
evolution of the states associated with the 
following system of ordinary differential 
equations 

xl = p ( x2 - xl) 
x2 =rxl - x2 -xlx3 
x3 =x1x2 -bx3 

(1) 

This system was proposed originally by Lorenz 
(1963) as an alternative to the rigorous 
Navier-Stokes and energy equations describing 
thermally-induced natural convection in the 
atmosphere. Since then it has become a 
classical model for representing chaotic 
dynamics. The Lorentz model, which assumes 
constant heat transfer rates and s~etric 
heating has been the fundamental basis for 
both experimental and theoretical w6rks on 
systems exhibiting typical nonlinear 
convective effects. These include, for 
instance closed-loop thermosyphons as shown in 
Figure 1, where the variable, x 1 is 
proportional to the intensity of convective 
motion inside the loop, x 2 is proportional to 
the temperature difference between the 
ascending and descending currents, and x 4 is 
proportional to the distortion of the vert~cal 
temperature from being linear. The three 
participating parameters, p, r, b, are 
respectively the Prandtl number, the Rayleigh 
number, and some physical constants of the 
region under consideration. 

Engineering applications of closed-loop 
thermosyphons convective systems are found in 
buoyancy driven natural convection loops in 
building heaters, emergency passive cooling of 

nuclear reactor cores, internal combustion 
engines, solar water heaters, and natural 
convection heat exchangers (Stern and Greif, 
1987). Perhaps the main advantage of concern 
in using closed-loop thermosyphons is the 
ability to transport heat from a source to a 
sink without utilizing a pump. 

Significant attention has been focused on 
the use of control techniques to stabilize the 
fluid flow to one of the unstable equilibrium 
points associated with the uncontrolled flow. 
Under the assumption of constant heat transfer 
and symmetric heating, Singer et al. (1991), 
used a controlled version of Eq. (1) 

xl = p ( x2 - xl ) 
x2 = -xlx3 - x2 
x3 =x1x2 -x3 -r +u 

(2) 

which was derived along the lines of Lorenz's 
original formulation (Lorenz, 1963). These 
authors introduced an additive control 
strategy, u, of bang-bang type and later 
corroborated that regularization of the 
chaotic behavior is possible, by driving the 
system into one of the unstable equilibrium 
points. The experimental part employed the 
apparatus of Figure 1 wi th A = O. The physical 
meaning of control action is based on varying 
the heating rate through a data acquisi tion 
system. 

Adopting the setup of Figure 1 also, 
Ehrhard and Muller (1990) derived a more 
realistic model for closed-loop natural 
convection and verified it experimentally. 
The proposed model, which does not assume 
symmetric heating (that is, A + O), and 
constant heat transfer (that is, k ,. O), is 
given by 

xl = p ( x2 - xl ) 
*2 =r X 1 - X 2 [ 1 + k I X 1 j1 /3 ] - x1 x3 +r tan 6 ( 3 ) 
x3=x1x2-xJ [l+klxlll/J] 

Notice that for constant heat transfer (i.e. k 
O) and s~etric heating (i. e. A O), 

Lorenz 's or~g~nal model is recovered. The 
proportionality of the heat transfer 
coefficient h oc 1 x1 J

1/3 takes into account 
moderat7 values of fluid flow, that is x 1 , in 
the lam~nar flow regime. 

In the paper by Vincent and Yu (1991), 
the researchers idealized constant heating 
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rate (i.e. using the model of Eq. (3) with k = 
O), and recognized that by using the angle 6 , 
as an external input, the above problem can be 
recast into a control problem with the 
objective of stabilizing the fluid flow. 
However, the control strategy was again chosen 
to be of a bang-bang type, as was done in 
Singer et al. (1991). 

In the References by Singer et al (1991) 
and. Vincent and Yu (1991) the bang-bang 
control strategy was designed to react to 
deviations of the temperature difference of 
the lower and upper part of the loop from some 
preset average va1ue (since this temperature 
is responsible for originating the flow) . 
These approaches, however, h ave the 
disadvantage that if one wishes to control an 
already chaotic motion, one may need to wait 
until the system comes into the vicinity of 
the desired state before activating the 
controller. In addition, if the system is 
operating in this domain of attraction, 
sufficient perturbations imposed externally 
could cause the system to become unstable, or 
experience a bifurcation, leading to fully 
developed chaos. These arguments were in fact 
made by the above authors after arriving at a 
Lyapunov function which guaranteed stability 
only if the velocity of the fluid was 
sufficiently small. 

·Coollne ... ,"' 
ult ....... 

Figure 1. Closed-loop thermosyphon. 

The central focus of this paper is to 
investigate the natural convective systems 
described by Eqs. ( 1) - ( 3) , when a control 
input is introduced. By means of nonlinear 
state and feedback transformations, we are 
able to show that these models are equivalent 
to the linear controlled system 

zl o 1 01 zl 
z2 = o o 1 z2 

z3 o o o z3 
• [~]v (4) 

where, z = T(x), u =e: (x) + ~ (x)v, (u denotes 
the original control) . Qualitative methods of 
designing feedback controls, implemented in 
composite form, are then introduced with the 
main objectives being: (1) to obtain 
stability, thus suppressing chaotic flow into 
a laminar flow, and (2) force the fluid flow 
( or output) to follow a desired traj ectory, 
(periodic, nonperiodic, etc.). Necessary and 
sufficient conditions for nonlinear systems to 
be equivalent to linear systems are given in 
Isidori (1989), Nijmeijer and Van der Schaft 
(1990). 
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EXACT LINEARIZATION OF CONTROLLED LORENZ 
SYSTEMS 

Consider the controlled system 

xl = p ( x2 - xl ) 
x2 = -x1x3 -x2 
x3 =xlx2 -x3 -r+ u 

(5) 

which corresponds to the model extensively 
investigated by Singer et al. (1991). 
Clearly, this model is of the form 

x=f(x) + g(x) u, xER 3 , gER 3 
(6) 

When u = o, it has three equilibrium points, 
which are denoted by 

o 
x"l =I O 

o 

( r-1) 1/2 

x"2 =l (r-l)l/2 1 , 

-1 

- (r -1) 1/2] 
x"3 =1- (r- 1 )t/2 

-1 

(7) 

and corresponding to no-motion, 
counterclockwise motion, and clockwise motion, 
respectively. If one were to simulate the 
uncontrolled motion of Eq. (5), starting at 
Rayleigh number, r < 1, several events will be 
witnessed. One such event is shown in Figure 
2 for p = 4 and r = 48, while the rest are 
summarized as follows: For r < 1, no net 
motion exists while for r = 1, the no-motion 
solution lesses its stability into a 
supercritical bifurcation which results in 
e i ther clockwise or counterclockwise motion 
depending on the random disturbances imposed 
on the system. For values between 1 < r < 
r*(p) = p(p + 4)/(p- 2); p = 4, the motion is 
stable, while at r*(4) = 16, the motion lesses 
its stability into a subcritical Hopf 
bifurcation. Furthermore, for r> r*(4), the 
motion becomes a strange attractor (the so­
called Lorenz attractor) and operates in a 
chaotic regime with occasional periodic 
windows. 

20,----

20 .. 
10 

_, 
-10 ... 
-20 

-20 
o 10 12 " 10 " 20 

Figure 2. Graph of x 1 (t),'-',x3 (t),'--',p 
10, r = 25. 

The necessary and sufficient conditions 
of the exact linearization delineated by 
Isidori (1989) and Nijmeijer and van der 
Schaft (1990) suggests that the matrix ~g, 
adf,g adf2g], has full rank on the set U = 
{- oo < x 2 , x 3 < oo , x 1 * O} • In fact, this is 
evident from the relations 

I 
..l 



- pxl 

adfzg = P (x2 -x1) +2x1 

(1-x{) 

(8) 

It now remains to show that the set {g, adfg}, 
is involutive in U0 , which follows from the 
computation 

l g, ad,g l ·\~], xe R' 
(9) 

Therefore, the Lorenz controlled system is 
equivalent to the linear system in Eq. (4). As 
a consequence, there exists a diffeomorphic 
transformation z = [T (x), T2 (x), T3 (x)]T, and 
a nonlinear feedback transformation u =a (x) + 
~ (x), both defined on the domain U0 that serve 
to linearize Eq. (1). In arder to construct 
these transformations, we need to solve 

which leads to the first arder partial 
differential equations 

ar. 
--

1 
X =O 

ÔXa 1 

(11) 

Accordingly, a trivial solution of the above 
equations is 

(12) 

for i = 1, or i = 2, and therefore by direct 
calculation it follows that 

Alternatively, the system equations 
coordinate system z are written as 

.Zl =z2 =~.I'Tl (x) 

2:2 = zl -~.1'2 Tl (x) 

2'3 =Si/ T1 (x) + 'ilg'il/ T1 (x) u 

where 

'il/Tl (x) = p(p2-px3) (x2-xl) 

+ (p 2 +p) (x1 x3 +x~) -px1 (X1 X 2 -x3 -r) 

(13) 

in a 

('14) 

(15) 

In view of this, it is now obvious that by 
choosing nonlinear state feedback of the form 

(16) 

~- - -

the original system, Eq. (5), is equivalent to 
the linear controllable system of Eq. (4). 
Notice that the form of T1 (x) given in Eq. 
(12), suggests that the nonlinear 
tran$formation T(x) evaluated at xe1 , yields 
T(xe 1 ) = [O, o, O]T, for i = 1, or i = 2. 
Therefore, using linear feedback control, v = 
k 1 z1 + k 2 z 2 + k 3 z 3 , we should be able to 
stabilize asym~totically the linear system at 
z = [O, o, O) . Naturally, in terms of the 
original system, Eq. (5), the above choice of 
control, v, corresponds to the nonlinear 
feedback 

-'ilf3 T1 (x) + t k 1 Si./-1 T1 (x) 
u=--------~1-~1~--------

'iig'ii/T1 (x) 

(17) 

which is designed to drive the nonlinear 
system asymptotically to the equilibrium point 
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xei, for i = 2, or i = 3. The linearization 
ceases to be valid if the fluid velocity, x 1 , 
becomes zero. This situation could be avoided 
by simply imposing the constraint that the 
state variable x~, does not change directions 
(i.e. the fluid velocity is considered as 
unidirectional) at the time the control is 
activated and thereafter. To visualize this, 
let ti, T, O < t ~ T, correspond to the time 
the control is activated, the final time, and 
the time interval of operation, respectively. 
Then if, x 1 (ti) >o, the gain, ki, i= 1, 2, 3, 
should be sucn that, x 1 (t) > o, for t € [ti, 
T], (similarly, for x 1 (ti) <O). However, from 
Eq. (12), we have 

Z1 ( t) = X1 ( t) - x 1 ei , i= 2, 3 
(18) 

which implies that v , should be designed so 
that in addition to providing asymptotic 
stability, the inequality 

Z 1 ( t) > - X 1 "
1 ( t 1 ) , i = 2 , 3 

(19) 

has to be satisfied for t € [ti, T]. 

STABILIZATION OF UNSTABLE EQUILIBRIUM POINTS 

In this section we focus on using 
concepts of linear systems theory in arder to 
asymptotically stabilize at z = o, the linear 
system gi ven by Eq. ( 4) , and then use the 
stabilizer found in a composite loop for the 
purpose of stabilizing the nonlinear system 
described by Eq. (5). Simulations are 
performed only for this system. 

From Eq. (4), and usingv = k1 z 1 + k 2 z2 + 
k 3z 3 , we immediately see that 

and the characteristic equation 
with this equation is 

(20) 

associated 

(21) 



Invoking the Routh-Hurwitz stability 
criterion, we deduce that the conditions 

k i< O, í=1, 2, 3, k1) -k2k 3 
(22) 

should be satisfied in order to asyrnptotically 
stabilizing Eq. (4) at z = o. As mentioned 
earlier, the gain k · , i = 1, 2, 3, are the 
one 1 s that need to 5e used in the nonlinear 
feedback represented by Eq. (17). 

In actuality, we shall apply the 
nonlinear feedback control as given by Eq. 
(17), to the nonlinear Lorenz system of Eq. 
(1), with gains ki, i = 1, 2, 3 that satisfy 
the condition cf Eq. (20). In Figure 3, we 
present the fluid velocity xl(t), and the 
temperature difference x 3 (t), for the 
uncontrolled case (indicated by a dotted line 
and a broken line, respectively), and the 
control case (plotted by a sol i d line), with 
control gains k 1 = - 10, k2 = - 20, k 3 = - 10. 
Here, p = 4 anâ is r = 48, which is three 
times larger than the critical value of the 
Rayleigh number that introduces a chaotic 
motion. The control is activated at t = 4.45 
seconds into the run. The initial conditions 
of the state variables are x1 (0) = 15, x2 (o) = 
20, x 3 (0) = - 10. As may be easily verified 
in Figure 3, the controller is capable o~ 
stabilizing the unstable equilibrium point xe 
given in Eq. (7). 
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Figure 3. Graph of uncontrolledjcontrolled 
x 1 (t) , x 3 (t) . 

Figure 4 displays the fluid velocity, 
x 1 (t), and the temperature difference , x2 (t) , 
for the uncontrolled case (broken line, solid 
line, respectively), and the controlled case 
(solid line), with the sarne control gains and 
parameters p and r as in the previous run, but 
with different initial conditions: xl(O) = -
4, x2 (0) = 5, x4 (o) = 4. Notice tllat the 
controller stabil1zes the equilibrium point 
xe3 closer to the value of the states at the 
time the control is activated . 

CONCLUSIONS 

By the use of nonlinear state and 
feedback transformations, we were able to 
linearize successfully a Lorenz dynamics 
subj ect to adequa te external control. This 
kind of problem typifies a close-loop 
thermosyphon. It was also shown that by simple 
linear analysis . and judicious design 

techniques, we can construct nonlinear 
controllers to perform the tasks well in 
stabilizing unstable equilibrium points, and 
additionally tracking desired reference 
signals. 

30r---------------------~------~------~-----, 
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Figure 4. Graph of 
x1 (t) , x2 (t) . 
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II Simpósio de Engenharia Térmica 

Título do Trabalho: Planejamento da Expans21:o da 

.,... .,.:-- ··. 

Geraç21:o 

Termoelétrica para o Estado de S21:o Paulo 

- Método de Análise 

autores: Jean Casare Negri (CESP) 

Zevi Kann (CESP) 

Para o setor elétrico~ a inclus~o no plano de expans~o de 

um empreendimento termoelétrico é analisada sob o en~oque 

estt-utw-al de acor-do com nor-malizaç:~o estabelecida. Em linhas 

gerais~ dois procedimentos orientam a análise. O primeiro 

estabelece que o custo marginal de expans~o é o limitante par·a 

o custo unitário de geraç~o do empreendimento. O segundo 

vincula em ~unç~o do sistema tipo hidr-otér-mico a oper-aç:~o ao 

princípio de otimizaç~o de despacho~ onde a usina termoelétrica 

garante poténcia ao sistema~ porém gera energia de ~arma 

par-c i a 1 num r-egime complementaç:~o às h i dr-oe 1 étt- i cas ~ 

acionadas prioritariamente. 

A CESP Companhia Ener-gética de S~o Paulo~ vem 

considerando a alternativa termoelétrica como um meio de 

melhor-.:u- a disponibilidade do sistema~ de otimizar- a oper-aç:~o 

do parque gerador e sobretudo de ampliar a participaç:~o da 

geraç:~o pr6pria~ o~erecendo ao estado de S~o Paulo uma 

oportunidade de autonomia de decis~o maior. Neste contexto, 

está sendo elabor-ado um instt-umento de análise com o objetivo 
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de subsidiar a tomada de decis~o. 

O estabelecimento de um programa otimizado de expans~o 

ter·moelétr·ica p.:wa o estado de S~o Paulo é um pr·oblema 

envolvendo aspectos multidisciplinares~ cuja a análise 

apr·esenta consider-ável gr·au de comple:ddade. A soluç~o de um 

pacote ideal de empreendimentos para determinadas condiç~es de 

demanda, local~ etc. é encontr-ada otimizando uma -Funç~o 

objetivo, englobando aspectos técnicos, econômicos e 

ambientais, atende ndo condiç~es de estado e as r·estr·iç~es de 

-Fronteira impostas pelos diversos sistemas de interaç~o. 

O método deve possibilita r· a i dent i-Fi caç~o e d~:-~-F i n i ç~o de 

potenciais e pr·ior·idadess de ger· aç~o ter·moelétt·ica~ o-fer·ecendc> 

condiç~es para a elaboraç~o de uma espécie. de i nventár· i o 

tennoelétt·ico par·a o estado. Estt· utur·almente, o algm· itmo de 

cálculo central de otimizaç~o é alimentado por três bancos 

pr· i nc i pais de dados, onde r:? st~o ar·mazenadas i nfor·maç~es 
' 

per·tim,?ntes sob r· e com bus t í ve 1, tecnologias e locais dE? 

-
i mp l antaç~o. I ntr·oduz indo os v a 1 or·e~s de e:<pans~o de ger·aç~o, o 

pr·ogr·ama deve pr·oduz i r· uma h i e r· ê.u· qui zaç~o de usinas 

ter·moelétr· i cas, E,?SpE~c: i ·ficando por· f?m~H"E?end i menta a loca 1 i zaç~o 

e detalhes técnicos, econSmicos e ambientais. 

o banco de com bus t :í v e• i. s -dt:'VE~t·á conter· i n-fw·maçe!es 

relativas a produtos comerciai s e com potencial de uso no 

estado, incluindo de>talhes sob r· E' custo, disponibi 1 idade>~ 

condiçe!es de importaç~o, características físico-químicos. 
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ATIVIDADES DE PESQUISA E DESENVOLVIMENTO NA DIVISÃO DE EXPLOTAÇÃO DO 
CENTRO DE PESQUISAS DA PETROBRÁS . 

Vitor Celso Ferreira Ielo 
Chefe da Divisão de Explotação-CENPES-PETROBRÁS 

A produção de petróleo exige a contínua busca do aumento da eficiência dos métodos de produção, o 
constante aprimoramento das técnicas usuais e o desenvolvimento de novas tecnologias nas atividades de 
completação, método de elevação e escoamento, tratamento e separação de petróleo. 

Os trabalhos na área de Completação, Restauração e Estimulação de Poços concentram-se em três linhas 
principais de pesquisa: 

• Mecânica de Rochas, voltada para a caracterização mecânica de rochas sedimentares das diversas 
bacias brasileiras e mapeamento de tensões de subsuperficie, através de ensaios de laboratório e 
simulações numéricas. Nesta linha são realizados, também, estudos de estabilidade mecânica de 
poços, notadamente para poços horizontais, onde a estabilidade é um fator crítico para a perfuração, 
além de ensaios para determinação de parâmetros para operações de fraturamento hidráulico. O 
Laboratório de Mecânica de Rochas da DIPLOT possui equipamentos de tecnologia de última 
geração para obtenção de parâmetros experimentais de resistência, constituindo-se num dos mais 
modernos do mundo, prestando ainda, serviços de apoio a diversas universidades e instituições de 
pesquisa brasileiras. 

• Reologia e Remoção de Dano à Formação, atividade em que são desenvolvidas formulações de ácidos 
para a otimização das operações de acidificação realizadas nos diversos campos produtores com a 
finalidade de restabelecer a permeabilidade original de reservatórios danificados. Investiga-se, 
também, a ocorrência de dano em formações produtoras durante operações de perfuração de poços, 
além da caracterização reológica de fluidos utilizados. · 

• Técnicas Especiais de Completação, atividade voltada para o desenvolvimento de inovações nos 
processos de canhoneio de poços, contenção de areia em formações inconsolidadas, completação de 
poços delgados e qualificação de agentes de sustentação para fraturas induzidas em rochas­
reservatório. A pesquisa também se concentra na modelagem matemática de fraturamento hidráulico 
e transferência de calor em formações fraturadas. 

Quanto aos métodos de produção, são desenvolvidas pesquisas em elevação artificial de petróleo, 
notadamente para o aumento da eficiência dos métodos convencionais e a investigação de novos métodos 
para poços offshore, como por exemplo o uso de interfaces mecânicas e para poços horizontais. 
Investigam-se também a aplicação de técnicas de detecção de falhas por análise vibratória, o 
aperfeiçoamento de separadores de gás de fundo e novas idéias para aquecimento de colunas e linhas de 
produção. 

As pesquisas em movimentação de óleo e gás concentram-se na prevenção e controle de tamponamento 
de gasodutos e linhas bifásicas por hidratos de gás e depósitos orgânicos. 

Para a explotação dos campos gigantes em águas profundas estão sendo desenvolvidos sistemas 
inovadores de pressurização (boosting) no solo marinho, tais como bombas multifásicas e separação 
submarina, aí incluindo os medidores multifásicos. 

Na área de processamento primário de petróleo tem-se o desenvolvimento de concepções inovadoras de 
processos de separação baseados em hidrociclones e centrífugas, bem como na otimização de 
separadores convencionais. 

Na áreá de tratamento de petróleo, as atividades da DIPLOT consistem na caracterização sistemática dos 
óleos produzidos no país e em estudos para o projeto de unidades industriais através de simulação em 
plantas piloto especialmente projetados para simular os processos de separação óleo/água/gás. 
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Outros estudos têm-se concentrado na simulação experimental e da tendência do petróleo em formar 
depósitos orgânicos (parafinas e asfaltenos), assim como na avaliação de técnicas preditivas e corretivas 
para este problema através de aditivos químicos. 

As novas tecnologias, provenientes de estudos e pesquisas na área, resultam no desenvolvimento de 
simuladores computacionais , os quais como veículos, têm possibilitado que as mesmas tenham então 
uma maior facilidade de disseminação e aplicação no campo. Grande ênfase tem sido dada à melhoria 
constante na qualidade desses simuladores, enfocando tanto a otimização do modelo matemático quanto, 
principalmente, a interface computacional com o usuário. 

Para tanto são empregados conhecimentos e aplicações, de técnicas computacionais, envolvendo áreas 
específicas relativas a métodos numéricos, banco de dados, computação gráfica, inteligência artificial e 
automação de laboratórios. 

A implantação das novas técnicas desenvolvidas neste núcleo de pesquisa tem trazido um retorno 
financeiro que se mede em milhões de dólares anuais. 
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EMISSÃO DE POLUENTES NA QUEIMA DE ÓLEOS COMBUSTÍVEIS 
ULTRA VISCOSOS 

Fausto Fumari; Renato Vergnhanini Filho 
Instituto de Pesquisas Tecnológicas do Estado de São Paulo S/ A, Divisão de Mecânica e 

Eletricidade, Agrupamento de Engenharia Térmica, Laboratório de Combustão 

No processo de refinação o petróleo é fracionado, seqüencialmente, em unidades de destilação atmosférica e a 
vácuo, gerando como produto de fundo o denominado resíduo de vácuo (RESVAC). O RESVAC submetido a 
um processo de desasfaltação gera, entre outros, o denominado resíduo asfáltico (RASF). O RESV AC e o 
RASF, eventualmente diluídos com frações mais leves, constituem os óleos combustíveis nacionais. Tais óleos 
são classificados pelo DNC (Departamento Nacional de Combustíveis) em tipos I a 9, em ordem crescente de 
viscosidade; A ou B, correspondendo a teores de enxofre alto e baixo, respectivamente. Os óleos combustíveis 
7, 8 e 9 são os denominados ultraviscosos. 

Nos últimos anos a Petrobrás tem incentivado o uso de óleos ultraviscosos como combustíveis em unidades 
industriais, visando economizar diluentes, geralmente óleo diesel, combustível nobre que já há algum tempo 
vem determinando no Brasil as cotas de importação de petróleo. Atualmente tais óleos são utilizados nos 
fomos e caldeiras das refinarias da Petrobrás e em algumas poucas indústrias, no entanto a projeção para o 
futuro é de aumento de consumo. Inclusive se cogita a instalação a curto prazo de usinas termoelétricas 
operando com esse combustível. 

O emprego de óleos ultraviscosos em processos de combustão além de exigir o uso de equipamentos 
adequados nas operações de aquecimento, estocagem, bombeamento e queima, devido às suas altas 
viscosidades, requer também particular atenção quanto à emissão de poluentes uma vez que combustíveis mais 
pesados produzem na sua queima maior diversidade e freqüentemente maiores quantidades de poluentes para 
cada unidade de energia liberada. 

As taxas de emissão de poluentes atmosféricos derivados desses tipos de combustívéis são pouco conhecidas 
na medida que, não havendo tradição de uso, escassos dados experimentais são reportados em literatura, sendo 
reduzidas e pouco confiáveis as correlações empíricas propostas para predição das emissões em função de 
características do equipamento, parâmetros de operação e propriedades do combustível. Essa lacuna de 
conhecimento é particularmente sentida nas emissões de material particulado e de óxidos de nitrogênio. 

Dentro desse contexto, o Laboratório de Combustão do Agrupamento de Engenharia Térmica do IPT com 
apoio das empresas CESP, Petrobrás e Rhodia e da Secretaria da Ciência, Tecnologia e Desenvolvimento 
Econômico do Estado de São Paulo, vem realizando trabalhos experimentais visando a obtenção das taxas de 
emissão de material particulado e de óxidos de nitrogênio derivadas da combustão de óleos ultraviscosos, bem 
como da natureza do material particulado emitido. Observe-se que tais trabalhos estão sendo realizados em 
equipamentos de potência suficiente para que os resultados obtidos possam ser extrapolados para unidades de 
grande porte. 

Embora o número de trabalhos experimentais já concluídos pelo Laboratório seja ainda pequeno para que se 
façam generalizações acerca do comportamento dos óleos ultraviscosos nacionais, dada a quantidade de 
variáveis que influem nas emissões, o emprego desse combustível aponta para a necessidade da aplicação de 
técnicas de abatimento das emissões de material particulado e óxidos de nitrogênio para que sejam atendidos 
os padrões de emissão vigentes. Tais técnicas podem, a princípio, ser aplicadas ao combustível, ao processo, 
propriamente dito, ou aos gases de combustão. 
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RECOZIMENTO DE CHAPAS LAMINADAS A FRIO EM ATMOSFERA DE HIDROGÊNIO 

"HIGH PERFORMANCE HYDROGEN- HPH" 

Eng" Bemd Dotti - Brasimet Comércio e Indústria S.A. 

O trabalho descreve uma nova tecnologia que alterou profundamente os aspectos no recozimento de 
chapas laminadas a frio na indústria siderúrgica. 

A nova tecnologia foi primeiramente desenvolvida para aumentar a qualidade do produto em relação ao 
processo convencional que vinha sendo utilizado há muitos anos. 

Superfícies de tiras mais limpas dispersão das propriedades mecânicas foram conseguidas aumentando­
se a vazão da atmosfera recirculada para alta convecção e a sua substituição por hidrogênio puro. 

Nos novos fomos de recozimento tipo sino com hidrogênio circula um volume de gases de proteção 
algumas vezes mais alto do que em um forno de recozimento convencional. 

Com a excelente condutividade térmica do hidrogênio, algo em torno de sete vezes mais alto que o do 
nitrogênio, o sistema HPH alcança altos valores de transferência de calor para a carga. 

Isto posto o sistema HPH oferece um incontável número de vantagens: 

Entre elas podemos citar: 

• Aumento em 100% na produtividade dos equipamentos. 

• 50% de redução no depósito superficial de carbono. 

• Ausência de descarbonetação em quando recozidos, materiais sensíveis à descarbonetação. 

• Melhor trabalhabilidade. 

Com a melhor uniformidade de calor na pilha, teremos ainda: 

• Reduzidas gradientes de temperatura entre as espiras internas e externas da bobina. 

• Máxima diferença de temperatura ± 5 K no fim do ciclo de recozimento. 

• Não existência de superaquecimento das espiras externas pelo aumento da capacidade de 
aquecimento. 

• Recozimento mais próximo às especificações do produto por uma mínima dispersão das propriedades 
mecânicas, tais como: escoamento, resistência à tração, alongamento, anisotropia, etc. 
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Fire-Side Corroaion in Boiler Furnace Water-Wall Tubea 

Antônio Sérgio Barbosa Neves 
Ricardo Pucca Júnior 

RHODIA S/A 

Corrosion from firing fuel-oils in boilers is essentially 
related to specific impurities in the fuels, wich can 
lead to the formation of nonprotective scales or can 
disrupt rtormally protective oxide scales. The most 
important impurities from Brazilian residual fuel-oils 
are: sodium 80 ppm, vanadium 64 ppm and sulfur 1, 4 % 
wt. . This paper describes a fire-side corrosion occured 
in our boiler furnace water wall tubes. It is a boiler 
type VU-60 and produces 80 t/h of steam at 510 QC and 9 
MPa. During the last inspection in Feb/1994 we observed 
some pi ttings on tubes located in the rear side of the 
furnace. In order to protect these areas, we have applied 
a thermal spraying coatings to boiler tubes. 
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DESAFIOS TECNOLÓGICOS DA 
INDÚSTRIA DE REFRIGERAÇÃO 

Paulo Vodianitskaia 
Multibrás S.A. Eletrodomésticos 

Apresentação para o 
ENCIT/SIENT 94 

São Paulo, dezembro de 1994 

O desenvolvimento de tecnologia da Indústria de Refrigeração Doméstica tem 
resultado em avanços importantes e perceptíveis ao longo do tempo. Portanto é 
certamente falacioso argumentar -se que o grande impulso de avanço tecnológico 
se deu após o aparecimento da questão dos clorofluorcarbonos. Antes houve uma 
mudança de ênfase nas decisões de projeto e lançamento de produtos, passando 
a ser mais francamente dependentes de questões ligadas ao meio ambiente, 
efeito que deverá ser sentido com ainda maior vigor nos próximos anos. 

A Qualidade passou a ser considerada de forma mais abrangente, com a 
tendência de englobar aspectos ambientais. Esta consideração se estende à 
questão energética, independentemente da fonte, já que é sabido que não existe 
energia limpa. Por outro lado a realidade do mercado brasileiro sinaliza 
incessantemente com a fundamental importância do custo de refrigeradores pelo 
seu nítido quadro de demanda reprimida, o quê, aliado a aspectos de 
infraestrutura limitam o espectro de soluções implementadas. Apesar desse 
quadro os esforços da Indústria podem ser verificados pelos seus pesados 
investimentos em instalações fabris de última geração e pela contínua melhoria 
da eficiência energética de seus produtos. A consolidação de mercados no 
exterior se constituiu em outro fator de mudança de padrões técnicos que hoje se 
traduz na ampla aceitação de produtos brasileiros em mercados exigentes, 
demonstrando claramente a capacitação tecnológica do Setor. 

Nesse ambiente de questões complexas e por vezes conflitantes o Setor de 
Refrigeração Doméstica encontra-se hoje inovando seu modo de investimento em 
tecnologia, buscando a convergência de suas necessidades com as de outros 
setores como o Governo, a Universidade, fornecedores e - especialmente - seus 
clientes. 
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NATURAL CONVECTION RESONANCE WITHIN A 
FLUID SATURATED POROUS MEDIUM ENCLOSURE 
SUBJECTED TO PERIODIC HEA TING FROM THE SIDE 

B. V. Antohe and J. L. Lage 

Mechanical Engineering Department 
Southern Methodist University, Dallas, TX 75275-0337, USA 

SUMMARY 
The present study investi~ates the natural convection flow phenomenon within a square 

fluid saturated porous medium enclosure subjected to intermittent heatin~ from one side with thc 
opposite side isothermal and ali other surfaces insulated. The natural convection frequency of the {Imo 
wheel circulatinx inside the enclosure is predicted theoretica/ly using the porous sca/e analysis method. 
Numerical results for water, coverinx a wide ranxe of input heat frequency and severa/ Darcy numbers, 
lllll{irm the existence of a preferred (resonance) input heat pulsating frequency. Anticipated theorctiwl 
n·: ;uifs arr comparcd with numerical results slwwino,: very good agreement. 

I '· ;TRODUCTION 

Natural convection problems with time dependent 
thermal boundary conditions have been studied only very 
recently and the analyses have been limited so far to clear 
fluid systems. A rectangular enclosure subjected to 
oscillatory (sinusoidal) temperature atone vertical wall was 
studied by Yang et ai. (1989) and by Kazmierczak & 
Chinoda (1992) . Lage & Beja!\ (1993) investigated the 
criticai frequency for natural convection resonance in a fluid 
enclosure subjected to intermittent heat flux from the side. 
Mantle et a!. (1992) reported experimental results for a 
shallow rectangular enclosure (aspect ratio 1:4) heated 
periodically from the bottom and cooled at constant 
temperature from the top. 

The present study investigates the heat transfer within a 
square porous medium enclosure saturated with water. The 
enclosure is heated periodically from one side wall with the 
opposite side wall maintained ata constant temperature (ali 
other surfaces are insulated). The focus here is on detecting 
natural convection resonance within the enclos\J.re. 

The search for the resonant state is carried out by 
changing the heat pulsating frequency and observing the 
time evolution of the surface averaged heat flux flowing 
between the two side walls of the enclosure. The resonance 
frequency is defined as the frequency that leads to. the 
maximum amplitude of the surface averaged heat flux. 

MATHEMATICAL MODEL 

The physical model considers a square porous matrix 
enclosure saturated with water. The nondimensional time 
dependent general conservation of mass, momentum and 
energy equations for a porous medium (Hsu & Cheng 
1990), written in Cartesian coordinates, are 

vl1 =o (1) 

(2) 
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(.') 

ln writing equations (1)-(3) it is assumed that the porous 
matrix is saturated with a Newtonian fluid with constant 
properties. The Oberbeck-Boussinesq approximation is 
applied, with fluid and porous matrix being in thermal 
equilibrium. Nondimensional variables, with correspon­
ding dimensional quantities listed in the nomenclature, are 

(X, Y) = (xÍ-p (U, V)= (u, v) 
Ks/H 

I =1.75 - -
( 

Da )1/2 
150$3 

T-To ----
t- tss ·= - - - <jl2H2 

p = (p+pgy) - -2 

À= (pc)s 
(pc}f 

<jlH2/Ks 

J = lls 
11 

ks 
Ks = --

(pc)f 

Q 
.. _ _c(__ 

- " 

K 
Da =H2 

PKs 

v 
Pr=­

Ks 

(4) 

Subscripts 's' and 'f' denote solid and fluid properties 
respectively, while the subscript 'ss' denotes steady state. 
Parameter J accounts for the effective viscosity of the fluid 
saturated porous medium (Cheng 1978). The expression for 
the inertia parameter, I, is obtained by invoking the Ergun 
model (Ergun 1952). 

During the entire thermal process, the left wall (X=O) of 

the enclosure is maintained at a constant temperature, Se, 
equal to the initial fluid saturated porous medium tempe­
rature, 80=0. A constant heat flux, Q"=1, is then imposed at 
the right wall (X=l). The first phase of the thermal process 
refers to the heating of the enclosed quiescent isothermal 
fluid until a steady convection regime is attained. At 1:=0, 



the system undergoes a second phase during which the 
input heat flux pulsates intime following a square wave. 

ln here, the heat pulsation amplitude is kept at 20% of 
the reference value (Q" varying from 0.8 to 1.2). Equal 

heating and cooling periods are imposed, Qh =f!c=f! 
(according to the definition of dimensionless time in 
equation (4), the dimensional heating and cooling periods 

are, respectively: [th, te 1 = [Q h, Q c 1 <1JH2 I K s). The 

nondimensional heat pulsating frequency is then: F=1/(2Q). 
Three parameters are chosen to help understand the 

thermal convective effect of pulsating heat, respectively: 
right (hot) wall instantaneous surface averaged 

temperature, T h; instantaneous surface averaged left (cold) 

" wall heat flux, Clc; and instantaneous surface averaged heat 
transfer rate through an imaginary vertical plane positioned 

' 
at· the middle of the enclosure, CJm· The corresponding 
nondimensional quantities are 

eh= rt el ctY 
Jo X=t 

q~ - fl 
Nuc = ,-, - Jo 

qM 
ael dY 
ax x=o 

(5) 

q~/H _ rl [ue _ao] dY 
Num = ~ - Jo ax X=l/2 

NUMERICAL METHOD 

Numerical simulations are performed by solving the 
system of time dependent differential equations (1)-(3), with 
appropriate boundary and initial conditions, using the 
finite volume method (Patankar 1980). 

This method was previously applied and validated for 
similar problems (e.g. , Henkes & Hoogendorn 1990, 
Kazmierczak & Chinoda 1992, Lage & Bejan 1993). 

Extensive grid accuracy tests were performed, following 
the sarne basic concepts described in detail by Manole and 
Lage (1993). Severa! different grid distributions are 
implemented, depending on the case, using 60 by 60 grid 
lines. Numerical results reported in here are at least 5% 
accurate considering a 50% increase in the total number of 
grid lines. 

THEORETICAL ANALYSIS 

ln this section, a theory based on scale analysis is de­
veloped to obtain an estimate for the input heat pulsating 
frequency that leads to natural convection resonance. The 
result of this simple but powerful analysis is fundamental 
to limit the frequency range for determining numerically 
the precise resonance frequency value. 

As mentioned before, resonance is expected to be in­
duced when the heat pulsating frequency, f, coincides with 
the frequency of the flow wheel circulating within the 
enclosure, fv (Lage & Bejan 1993): fv = f. 

ln dimensional form, the circulating frequency scale is 
obtained by dividing the fluid velocity scale by the enclo­
sure perimeter: fv- v/(2 (H+L)). 

An expression for the nondimensional velocity scale, V, 

is obtained by Lage (1993) as function of 8, the temperature 
scale within the enclosure. 

ln here, the temperature inside the enclosure, e, scales 

.·--r~~ 

with the unknown eh value (recall Oc is zero). However, it 

is possible to obtain an approximate scale for 8, considering 
the simple Darcy regime or the Forchheimer-extended 
Darcy regime (Lage & Bejan 1993). The latter is chosen in 
here since thermal resonance is a phenomenon related with 

high Rayleigh number flow, so eh- (RaDa)-1 /5 and the 

resulting nondimensional flow frequency for L= H becomes, 

( 
1/2 

F _ -0<1>+ 0 2 +4<1J 2Ra415oa-I/5 PrT) 

v XT (6) 

where 0=<1>2 Pr/Da, and T=1+<1> J Pr+0.143 (<1>/Da)l/2 It is 
worth noting that equation (6) provides a unique expression 
for Fv, valid within the entire range covered by the general 
momentum equations. Equation (6) matches the result for 
clear fluid systems presented by Lage & Bejan (1993) by 
simply dropping the terms related to the porous medium 
model. 

RESULTS 

Numerical results are obtained considering a fluid satu­

rated porous medium with <1>=0.4, À=0.4, Pr=7, and J=l. The 
time evolution of thermal parameters is presented in 
Figures 1-3. 
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Figure 1 Time evolution of thermal parameters. 
Da=l0-2 and Ra=1()6 



Figures 1 and 2 are for Da=l0·2 and their rniddle graph 
refers to the input heat frequency that induces rnaxirnurn 

Num amplitude. ln Figure I, for Ra=I06, three cases with 
increasing heat pulsating frequency frorn top to bottorn are 
depicted. The top graph, for F=10, shows the cold wall 
nondirnensional heat flux, Nuc, trailing in time the 
nondirnensional rnid-plane heat flow, Num. This effect, 
caused by the flow wheel inertia, is even more evident on 
the rniddle graph for F=33.3. 
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Figure 2 Time evlllution of therrnal pararneters. 
Da=I0-2 and Ra=lOx 

Furthermore, as frequency increases frorn 10 to 33.3, the 
cold wall heal flux amplitude is reduced more abruptly 
than the mid-plane heat flux indicating a decrease in the 
instantaneous energy being delivered by the .hot fluid 
strearn (flowing synchronously with heating phase) to tlw 
cold wall, a situation fa vorable to resonance. A further 
increase in frequency, lower graph for F=100; indicates a re­
duction in both, cold wall and mid-plane, heat flux 
amplitudes. The heating frequency is too high for the 
system to react. 

ln Figure 2, for Ra = 108, the system responds to an 
increase in heat pulsating frequ ency in a similar fa shion. 
However, the middle graph, for F=294, clearly indica tes 
stronger fl ow resonance within the enclosure (notice Num 
amplitude higher than Q" amplitude) . Although in this 
case the amplitude of the cold wall heat flux is also reduced 
(N uc flattens) as F increases, the Num amplitude value 
increases and d ecreases as F goes from 50 to 294 and from 
294 to 500, respectively. An interesting detail, not so ev­
ident in Figure 1, is the abnonnal behavior of Num for low 
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frequency, F=SO. The heat flow crossing the rnid plane of 
the enclosure oscillates within each heating period. This 
oscillation is related to the natural frequency (modes) of the 
convective flow within the porous rnediurn enclosure. 
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Figure 3 Time evolution of therrnal pararneters. 
Da= 104 and Ra = 1010 \F=l219) 

Figure 3 for Da=l0-4 and Ra=1012, presents the reso­
nance configuration only. The behavior is similar , the only 
differences being higher resonance frequency and the 
alrnost square shape of the surface averaged hot wall 
ternperature. The resonance in Figure 3 is not as 

pronounced as the one obtained for Da=l0-2, Ra=l08 and 
F=294 (Figure 2). This results from the damping imposed by 
the less perrneable porous rnatrix (Iower Da). 

Table 1 presents a cornparison between numerical and 
theoretical (predicted) resonance frequencies from equation 
(6). 

Table 1. Cornparison between numerical and 
theoretical resonance frequencies. 

~ = 0.4, A= 0.4, J = 1, Pr = 7 

Da 1Q·2 I0-4 
R a lQ!'í 107 lOil 1010 1011 
num. 33 114 294 1219 4000 
theo. 18.3 47.6 121.4 699.4 1820.1 

1012 
104 
4636.7 

A surnrnary of the nurnerical results at periodic steady 
regime is presented in Figure 4. Plotted in the ordinate is 
the maximum amplitude of th e oscillatory mid plane 
Nusselt number, Num,max· Notice that for low fr equency 
range (F<20, top graph) Num,max values move upward 
tending to the steady state value equal to 0.4 (exact for 

F-70) . As frequency increases, Num,max decreases up to a 
certain value beyond which the resonance effect se ts in 
forcing its value to increase. Evidently, as F increases 
further on (F-7oo) the systern response dies out as indicated 
by Num,max tending to zero. 

Cornrnon to both graphs in Figure 4 is the appearance 
of additional Num,max peaks following the shape of lower 
Rayleigh nurnber curves, indicating the existence of more 
than one resonance rnode. Note that as Darcy nurnber is 
reduced the systern becornes less susceptible to resonance, 
as indicated by the higher (Ra Da) shown in the bottom 
graph needed to achieve approxirnately the sarne Num,m<~x 
resonance amplitude of the top graph. Reducing the Darcy 

number further on to 10·6 results in no resonance at ali, with 
Num max decreasing rnonotonically as frequency increases, 

for R~ as large as 1013. 
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Figure 4 Maximum amplitude of mid plane heat flow 
versus input heat pulsating frequency. 

CLOSURE 

Natural convection resonance, predicted physically, is 
detected numerically by monitoring the amplitude of the 
enclosure mid plane heat flow. 

Numerical results support the hypothesis vf resonance 
being more evident at high Rayleigh number (high 
velocities), with the minimum Ra value for resonance 
increasing as Da decreases. 

A general theoretical equation for predicting natural 
convection resonance frequency, developed on a scale basis, 
is proven essential to limit the exploratory frequency range 
for numerical simulations. The theoretical predictions are 
shown to be accurate within a factor of order one. 

NOMENCLATURE 

~ coefficient of cubic expansion 
c specific heat at constant pressure 

q> porosity 
g gravity acceleration 
H enclosure height 
L enclosure length 
k thermal conductivity 
K permeability 

K thermal diffusivity 

À volumetric specific heat 

J.1 dynamic viscosity 

v kinematic viscosity 
p pressure 
q" heat flux 

t time 
T temperature 

li seepage (Darcy) velocity 
x, y Cartesian coordina tes 

p density 
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Lage, J.L., 1993, "Natural convection within a porous 
medium cavity: predicting tools for flow regime and heat 
transfer", lnt. Comm. Heat Mass Transfer, Vol. 20, pp. 501-
513,1993. 

Lage, J.L. & Bejan, A., "The resonance of natural convection 
in an enclosure heated periodically from the side", Int. I. 
Heat Mass Transfer, Vol. 36, pp. 2027-2038, 1993. 

Manole, D.M. & Lage, J.L., 1993, "Nonuniform grid 
accuracy test applied to the natural convection flow within 
a porous medium cavity", Numerical Heat Transfer-B, Vol. 
23, pp. 351-368, 1993. 

Mantle, J., Kazmierczak, M. & Hiawy, B., "Natural 
convection in a horizontal enclosure with periodic changing 
bottom wall temperature", Proc. National Heat Transfer 
Conference, San Diego, ASME-HTD, Vol. 198, pp. 49-56, 
1992. 

Patankar, S.V., Numerical Heat Transfer and Fluid Flow, 
Hemisphere, Washington, 1980. 

Yang, H.Q., Yang, K.T. & Xia, Q., "Periodic laminar 
convection in a tall vertical cavity", lnt. r. Heat Mass 
Transfer, Vol. 32, pp. 2199-2207,1989. 
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2nd THERMAL ENGINEERING SYMPOSIUM 

Abdalla, V.R. ... ... ..... ............ .. ................ ....... ... ... ....... .. ...... ... .... .... ... .. .. ....... .. .. ... .. .. ..... ... ....... ......... ....... 163/169 
Aguado, S.B ... ................... .. ...... .. ...... .... ... ......... .... .... ..... ... ................................................................ ............ 67 
Ahuja, S .. ..... .... ................ ...... .... .. ........ .. .. .. ....... .... ..... .... ................... ... ...................................... .................. 493 
Almeida R. A .. .. ..... .. ... ........ .................................................... ............ ... ... ... .. ..... .. ... ......... ... .... ...... ...... ... .. ...... 77 
Alves, A.S.G ........... .. ...... ... ..... .. .. .... .. ..... .. ...... ..... ..... .. ...... .. ..... .. ....... .. ........... ...... .. .. .. .. ..... ... ........ .. ...... ... ...... 443 
Alvim Filho, G. F ........ ........ ... ..... ........ .. .... .... ... ......... ...... .. ..... ....... .......................... ...... .. ........ .. ...... .... ..... .... 153 
Amoritn, R.B ....... ......... ... ..... ........... ..... .... ............... ... ... .. ... ..... .. .................. ...... .. .... ... .... .... ... ... ....... ............ 309 
Antohe, B. V. ................... .... ............ .. ... ........ ............ .. .. ........... ... .. .... ............. ....................... ... .... .... ...... ..... 563 
Aranguren, V. L.P ................... ... .... ....... ..... .... .... .... .. ...... ..... .. .. ... ........ .. ..... ....... ........ .... .... .... .... .... ... ..... ... ....... 6 7 
Azevedo, J.L.F . ... ... .. .......... .. ....... .. ........ ... ... ................ .. .... .......... .... .................. .. .......................... .... .... 51/513 
Azevedo, L.F.A. ...... ... ....... ... .......... .. ........ .. ..... ... ... .... .. ............ .. ..... ....... ............... ... ..... .... .... ............ ... ......... 105 
Bajay, S.V ........................... ........... ............ ............................ ............................. ..... .... ... .... .... ... .. ............... 137 
Balestieri, J.A.P ............. .... ........ .... ..... ... .. ... ........... .. ... .... ... .... ...... .. ...... ..... ..... ...... ..... ... .... ........... ... .. .. ... 125/129 
Bambace, L.A.W ............................................... ... .... ....... .... ... .... .............. ....... .. .. .... ........ .. ...... .... ... ... ... 253/375 
Bannwart, A.C. ........... ... ............................. .. ............................................ .... ................................................. 73 
Barbosa, A.N ......... ..... ...... ... .. .. .. ......... .. ...... .... ... ....... .. ....... .... ......... ... ... .... ....... ........ ... ..... ........ ..... ............... 537 
Barros, J.E.M .. .... ... ............ ...... ..... .... ....... ................. ...... .. ...... .. ...... ... ....... .. ...... ............... .. ...... ................ ... 153 
Bastos, J.L.F .. .................. .. ........ .... .. .... .. .. ................. .. .. ..... ........... .. ............................................................. 529 
Batista, E.A.C. ............. ............ .. ............................................................ ...................... ......... ... ..... ........ .. ..... 273 
Beannan, P.W . .... ...... .. .... ........ .. .... .... .... ..... ........ ..... ............... ............ ....... ... .. ... ...... ......... ........ ................... 227 
Be1trán, J.I.L. ......... ... ... ........................... .' .. .. .. ......... ............. .. ....................... ........................ ...... .... ..... ... ..... 395 
Berthoud, J.S .. ... ........ .. .... ... .. ... .. ... ........ ~ ....... ..... ... ... .... ....... ... .............. .... ... .. ...... ....... .. ...... .............. .... ... .... .. 241 
Beyer, P.O .. .... .... ...... ... ..... ..... .... ..... ... ........ .. ..... ......... .. ....... .. ..... ........ .. .... ......... .... ........... ..... ..... ....... ...... .. ... 285 
Boabaid Neto, C. ............................................. .. ... ... .. .............. .. ........ .. ..... ........ .. ..... .......... .... ............... 419/423 
Bóçon, F.T ................ ...................................................... .. .. .. ..... ... ... .. ...... .... .. ... ... ... ..... .. ...... ... .... .... .... .... .... . 339 
Bodstein, G.C.R ..... ... ...... ... .... ..... .. .. ... ..... ... ... .. .. .... ... ... ..... .. ....... ...... .. .. .. ... .. ....... .. ..... ... .. ... ... .. .. ............ .... ....... 55 
Borges, E.N.M ... ....... ......... .... .... .. ...................................................................................................... ..... ..... 451 
Borges, M.G.S .................... ........ ...... ....... ..... ..... ..... ..... ....... .. ................... ... .... ..... ....... ...... ... ..... ..... ..... .. .... ... 249 
Bottoni, M ................... ............ ........ .. .. ..... ... .. ........ ..... ........ .. .. .......... .. .. ... .... ... ...... ..... .. ... ... .. ...... .... ...... ... ...... 493 
Braga Fo.,W ....... ....... ... .... ..... .. .. .. ............. .... ..... .. ........... .... ... .. .... ............ ............... .... ....... ... ............. ...... .... 351 
Brancher, J.D ......... .. ... ... ..... ...... ... ....... .... .......... ... ................ .. .............. ....... ..... .......... ..... ... .................. ... .. ... 277 
Brasil Jr., A.C.P .......... .... ... .. ........ .. .... .. .. ..... .. ...... .. .... ... ...... ... .. ....... ... ......... .... ...... .. ..... .... ........... ... .. .. .... 113/175 
Brito, J.L.V ..... .... ... ... ... ... ...... .... ..... .... ........ .. .... ... ...................... ... ............. ......... ......... ... ..... .... .. .. ... ........ .. .... 537 
Bullard, C.W . ................... ... .... ................ ..... ..... ..... ... .. ..... ...... ... .... ..... ...... ... ... .... ........ .. .... ...... ......... ....... ... .... 23 

567 



Can1po, A ... ............. .. ... ......... ... ....... ... ..... ..... ...... ... ....... ...... ..... ........... ... ... .. ... ... ...... .. ...... ........... .... ..... .... .... . 545 
Carvalho Jr., J.A. ...... .. .......... .. .. .. ....... .. ................. .. .. .. ... .. .. ... ....... .. .... .. ... .. .... .. .. .. ...... .. ... .. ........ .. .... 159/163/169 
Caser, G .C . ..... ..... ........... .. .... ... .. .. ..... ...... .. .... ... ...... ... .... ... .... ... ..... ... .... .... ............... ......... .......... ... .. .............. 241 
Cerqueira, S.A. .... ....... ... .. ...... ..... .. ...... .. .... ... ... ..... .. .... .... .. .... .. ..... .... .. ...... ... ... ... ..... .. .... ... .... ...... ... ..... .... ... ...... . 85 
Cerqueira, S.A.A.G ............... ....... .... ... ....... .... .. .. ... .. .. ... .. .. .... ... .... .. ............... ... ........ ............ .. .. ..... .. .. ... .... ... . 451 
Chacaltana, J.A.T ..... ...... .................. .... .... .. ..... .. .... .... ..... .... .. ........ .... ....... ..... .. ... ... ............... ..... .. ...... .. ......... .. 55 
Chanlpion, M ......... .... .... .. ...... .... .. ...... .. .... .. ..... ... ... .... ....... ......... .. ...... ... .. ..... ...... .... ......... .... ..... .... .... .. ..... ... ... 191 
Charalan1bous, C.D ...... ........ .... .. ........ ... ... ........ ... .. .. ...... ... .. ... ... ... .. ... .... ... ... .... ... ... ... .... .... .. ..... ....... ......... ... .. 545 
Coimbra, C.F.M . ................................. .. .... .. ..... ............. ....... ....... ... .... .... ...... .. ......... ... ........ .. ..... ... .............. . 379 
Correia, P.B .. ..... ....... .. .. .. ...... .. ...... ...... .. .. ......... ... .... ... ....... ......... .... .. .............. .. ....... ........ .. ........ ...... ... ... 125/129 
Costa, M.L.M . .. ....... ....... .. ..... ...... .. .... ...... ..... .. .. ....... .. .. ... ... .. .. ... ...... ... .. ... ... .... ........ ..... ........ .. .. .. .. ....... .... ...... 305 
Coutinho, A.L.G.A. ...... .... ... .. ..... ... ..... ... .. .... ..... .. .. ...... ... ...... .. .. ... ...... .. .... ... ..... ... ... ...... ... .... .... ... ... .... ... ... .. .... 309 
Coutris, N ........ ....... ... ...... ...... .... .... ... ........ ... ... ........ ...... ....... ............... : ... .......... ....... .... ..... .... ..... ..... .... ...... .... 517 
Cunha, A. R . .. .... .. .. .. .... .... .... .... ......... ... ....... .. ..... .. ... .... ... .. .... .. ....... .. .. ... ...... .. ...... .. ... ...... .. ........................ 359/363 
Degasperi, F.T .. .... .... .... .... ...... ... .... .... ..... .. .... ... .. ...... ......... ...... ... ... ..... .. ...... . · .. ....... .... ...... ...... ..... ...... ..... .... ... 463 
Deschamps, C.J ...... .. ...... ........ .. .... ..... ... ................. ... .. ... ... .. ... ... .. ...... .. .... ....................... ... ......... ..... .... ....... .. 121 
Deshaies, B .. .. .. .. ... .. ...... ...... .. ..... ... .. .................. ....... ...... .... ....... ... ............ .. .... ..... .... ......... ......... ......... ..... ..... 191 
Donatelli, J.L.M ..... .... .... ...... ...... ... ..... ....... ... .. .. ... ..... ... ... .... ...... .... ... .. .. .. ..... ..... ... .. ... .. ... .... .. .... .. ... .. ... .... .... ...... 81 
Dotti, B . ...... .. ..... ....... ...... .. .. ........ .. ..... ........ ..... .. , ... ........ ... ..... ..... ..... .... ... ....... ... .... .. .... ..... .. .. .... .... .. ..... ....... .. 557 
Duarte, L. G. C ....... ... .. ... .. .. ....... .. ... .. ............... ..... .. ..... .. .... ... ........ .. ........ .. ... .. .. .. .. .. ..... ... ....... ..... .. .. .. ............ 105 
Errera, M .R .. .. ... ..... ... ... ........ ..... .... ... ...... .... .... ....... .... .... ... ... .... .............. ... ..... .... ..... .... ... ..... ..... ..... ...... .. ......... 97 
Escobedo, J.F .... .. ...... ... .. ... ....... ..... ... ... .......... ....... .. .... ... ..... ...... ..... ......... ... ... .... .... .... .. ..... .. ....... .. ...... .. .. ... ..... 459 
Fabbri, M ............ .. ... . .. .. .. ...... ................... .. ...... ..... ...... ... .. .. ... .... .......... ...... ...... ..... ..... ........ ... .... .... ... ... ........ .. 329 
Falbo, R. A. ...... .. ...... ....... ..... ....... .. ...... ....... ....... .... ... .... .. ..... ....... .. ..... .. .... ..... .... .... .. ....... .... ... ..... ... .. ... ....... .... 387 
Ferreira, M.A. .. .. .. ... .... ....... ... .. ..... ........... ... .... .. ..... ... ........ ............. .. .. .... ... .. ... ...... ...... ........ .... .. .. ...... ... ... 163/169 
Ferreira, R.T. S ............... ..... .... .. ... ... .. .. .. ... ....... ..... .. ... .. .. .. .. ... .. .. ... ....... .. .. .... ... ... ... ... ... .. .... .... ...... .... ... .... 419/423 
Ferreira, V.C.S .. ..... .. ..... ..... .......... ............ ..... ...... ........ ... .... .... : .. ....... .... ... .... ..... ... .. .. ..... .... .... .... ............. .. .... 265 
Fico Jr., N.G .C.R .... ... ..... ... .. ...... .. .. ............ .. .. .... ... .. .. ....... ... .. .. ... ....... ...... .. .... ...... .... ..... .. .... .... .... ... ....... 43/47/51 
Figueiredo, J.R. ... .... ..... ..... .. ... ... ... ... ..... .... ... .......... .. .... .. ....... ... ...... ...... .. ... ...... ... ... ..... .. ...... ..... ..... ... .... .... ...... 321 
Fiorelli, F.A.S ... ....... ........ ... .. ....... ..... .. .... ....... ... ...... ..... ... ..... .... ... ... ... .. ... .. ..... ... .. .. ... .... ... .... ....... ... .... ..... .. ..... 427 
França, F.A. ................ .. .. ............... .... ............ ... .. ......... ... .... ....... ........ ....... .... .... .... .. ..... ...... ........ .. ... .. .... ....... 501 
Franco, A.T .. ............ .... .. ..... .... ....... .... .. .. .. .... .. ........ .... .. ... .. ... ... ... ...... ....... ....... ... .... ..... .... .... .. .... ... .... ..... .... ... 321 
Frankenberg, C.L.C . ... ... .. .... ....... ... .... ....... ... .. ... .. .. ........ ... .... .. .... ..... .. ... ....... ...... ......... ....... .... .. ...... ... .. ... ... .... 533 
Freire, A.P.S .................. .......... ... .. ..... ...... .. ..... ... .... .... ...... .... ..... ... .... .. ............. ... .... ..... .... ..... ... ... ... ........ 297/30 I 
Frey, S . ... .... .. .... .... .. .. .. .. ........ ....... .. ...... ... .... .... ... ....... ...... .. ...... .... .... ... .... .... ....... ........ ......... ..... .... .. ... ...... ...... 305 
Frisina, V.A. ....... ... .... .... .. .. ... .. .... ... ........... .. ..... .. .......... ..... ... ...... ....... ....... .. .. .. .. .. ..... .... .... .... ... ............... .. ..... 459 
Furnari, F ... ........... .......... .. .... .. .... ........ ..... ... .......... ....... .... ...... ... .. .... .. .... ......... .... .. ..... .. ... .... .... ..... ... .. .... .... .. .. 555 
Gan1a, R.M.S ... ..... ........ .... .... .... .................. ...... ........ ..... ............. ....... .... .. ............ ...... .... .. ... ..... .. ... ... ...... ...... 305 
Girardi, R.M .. ... .. ........ .. .... ... .... .. .. ... ... ... ...... ... .. ..... ... ..... ..... .. ............ .. .... ... ........... ....... ... ..... .. .... ...... ............... 39 
Goldstein Jr., L . ... ... .. ..... .... .. .... ... ..... .. ... .... ... ........... .. .. .... ....... .... ... .. ... .. .. ... ..... ........ ... ..... ....... .. .. ... .... .. .. 203/207 
Gonçalves, J .M ..... ............ ..... ........... .. ................... .... ... .. ........... .. ... .. ...... .... .. ...... .. ... .... ..... ... ... .... ..... .... 419/423 
Guedes, R.O.C ... .... .... .... .... ... .. ... ... ........ .... .......... ....... ... .... ....... .. .. ... ... ....... ..... .... .... .... ..... .... .... ..... .... ............ 281 
Guimarães, G .. .. ..... ... ........ .. ..... ..... ...... .... .... .. ........... ......... ... .... .. ........ .. .. ... .......... ....... .. ..................... .... ....... 391 
Gurgel, J .M .. .. .... ...... ... .... ...... ..... ....... ..... .. ..... ... .. ....... .... ... .... ... .... ... ..... .. ... .. .... ... ..... .. ... .. ............. .. ..... ... ... .. .. . 435 
Hackenberg, C.M .... ... ... ..... ........ .. ...... ....... .. ..... ... .... ....... .. ... .. ...... .... ..... ... ... .... .. ....... .... ....... ..... ....... ... .... 497/509 
Han1dullahpur, F ..... .. .... ... ..... ... .... .. ... ... ..... .. ..... .... .. ..... .. .. ... ... .. .. ... .. .. .. ....... .. ..... ... ... ..... .. ... ... .. .. .... .. ... ... ......... 223 
Hayashi, T.C .. ... .. ..... .. .... ....... ..... .... .. .... .. ... ....... .... ... ... ... ... ........... ..... ... ........... ....... .... ........ ... ..... ............. ...... .. 63 
Hernandez Neto, A ......... .. ... ... .... ..... .. .... .... .. .... .... ...... ........... .... ... ........ ...... .......... .... ..... ........ ........ ...... ... 427/431 
Hervieu, E .......... .. .. .. ...... .. .. .. ............... .... .. ...... .. .. .. ..... .. ......... ........ .. ........ ..... ...... .. ...... .. .. ... .. .. ... .. .. .. .............. 517 
Hirata, M.H . .. .. .... .. .. .. .. ..... .. .... .... .. ...... .. ..... ... ... .... .. ... .... ........ ... .. .. .. ..... .. ... .. ...... ....... .. ... .. ... ... .. ... .. ... .. ... .. ........ . 55 
Hrnak, P ... ...... ...... ..... ... ........ ... ........ ....... .. .. ... ........ .. ... .... .. .. ...... ...... .. .. ... ... .. .. .... ..... ....... .... ... ... .. .... ... ... ... ... .... 455 
leio, V.C.F ...... .... ..... ..... ........ ..... .. ... ............ ... ..... ... .... ....... ... ... .... .... ... .... .. ..... ....... .. .... ... .. ... ....... .. ... .. .... ..... ... 553 

568 

__ .. ..-



-------

Ismai1, K.A.R. .. .. ..... .. .. ..... ...... .... ...... ......... .. .... .......... ... ..... ... ... .. .. ... ... ... .... ..... .. .... ........ ....... .. .. ... .. .. .. ... ... 479/489 
Jolmson, F. ........ ..... ... ... ... ..... ...... .... ... ... .... .. .... .... .. ...... ...... ... ... ... .... .. ... .. .. ... ...... ......... .. .. .......... .... ... ........ ....... 455 
Kan, Z ... ... .. ..... ..... .. .. ..... .. .... ... ........ ... .. .. ... .. .. ....... .... ...... .. ........ ... ... .. .. .. ..... ...... .... ... .... ..... ... ..... ........... .... 223/549 
Kieckbusch, T.G . .. ... ... .... ..... ... ... ... .. ..... .... .. .. ..... .... ..... .. .. ... ........ .. ...... .... ........ .. ...... ... .......... ....... .. ........ .. 219/447 
Kinghorn, F .. ...... ... .. ... .. ... .. ... .. .. .. ..... .... ..... .... ....... ..... ... .. ... ......... ..... ... .... .. .... ... ... .. .... ..... .... ...... ... .... ... ..... ... ...... 3 3 
Kirkpatrick, I. A. L. .... ........ ... .. .. ... ..... ..... .... ..... .. .. ..... ..... .... ...... ..... .. .... ..... ... ... ............ ... ...... .... .. .... ..... ....... ..... .. 63 
Kobayashi, W.T. ..... .. ... .. .. .. .... ...... .. ........ .. .... .... .... ... .. ....... .. .. ... .... .... ... ... ... ... ..... ... ... ........ ... .. ..... ...... ...... ........ 179 
Krenzinger, A .... ..... ...... .... .. .. .. ... .... ..... .. ... ... .... .... .. ........ .. ... ... ....... .......... .. ........ ... .. ..... ...... ..... .... ...... .. .... ..... ... 439 
Lage, J. C .. .... ....... ..... ... .. ... ...... .. ... .... .. .. ........ ... .... ....... .. .... ....... ... .... .. ........ .... .. ..... ..... ...... .. ... .. .... ... ... ..... .. ... .. 567 
Lage, P. L. C .. . .... .... ....... .. ... ... .... .. .. ... .. .. ..... ... .. .. .... .. ... .. ... ..... ..... .. ... ...... ..... ....... ... ..... .. ... ... .. ... .. ... .. .. .. .. .... .. . 509 
Leiroz, A.J .K. .. .... .. .... .............. ... ......... ... .... ... .. ... .......... ... .. ... .... ...... ...... ..... ....... .. ........ ..... .... .... ... ..... ... ..... .... 367 
Lemos, M.J.S ... ....... .. ...... .. ... ..... .. ... ..... ... ... ... ..... .... .. ..... ... ......... .. ...... ... ..... ....... .. ....... ... ....... .... ...... .. .. ... ..... ... . 317 
Livramento, M.A. .. .. .... .... ...... ... .. .... ...... .. .... ..... ........................................ ...... ... .... ... ... ...... ... ... ...... ..... ... 359/363 
Li.zarraga, J.M.S .. .... ... ... .. .. .... .. .... ..... .. .... .. ... ... ... ... ... ..... ................ .... ... .. .. ... .. ... .. ...... ... .. .... .... ... ........ .... ... .... .. . 67 
Lockwood, F.C. ..... ... ... ... ...... ... ... .... ..... ... ... .... .. .... ..... .... ...... ..... .. .... .. .... .... ... .... ... .. ... .. ... ... ..... ... ... .. .. ...... ... .. ... .. 31 
Lora, E.S . .. .. ... .. ...... ...... .... ............... .. ....... ........ ...... ... ... ......... .... ... .. .. ... ...... ... ...... ... ... ........ ...... ... ... .. ... .......... 199 
Luengo, C.A. ... ..... .... .. ... ....... ..... ... .... ..... ...... ........ ... .. .... .... .... ...... ... .... ..... .. ......... ... ... ....... ......... .... ..... .... ....... 133 
Macedo, A.P .. .... ..... ....... .... .. ... .... ..... ....... .... ...... .. ..... ... .. .. .......... ..... .. .... ... .. .. ....... .......... .. ... ... .. ..... ... .. ...... .. .... 175 
Maliska Jr. , C .R .. .. .. ... .. .... ... ... ..... ...... .... .. .. ...... .. ..... .. ...... ..... ..... ..... .. .... ... ......... ... ............. ............ .. ...... .. .. .... 355 
Maliska, C.R. .... ...... ....... .... .... .. .... ... .. .... ... .... .... .. ..... ... .. .. ... ..... .. ..... ... ... ... ........ .... 109/325/335/339/355/359/363 
Marcondes, F . ... ... .. .. ... ........... .. ... ... .... ........ .. .... ... .... ..... .......... ......... ....... ......... ... ..... .... ........... .... .......... ... ... .. 335 
Mariani, A.L.C. .. ..... .. .. ...... .......... ... ... .. .. .. ... .. .. ..... ....... .. ... .. .... ... ........ .... ........ ....... .... ..... ... ... .. .. ..... .. .... ...... ... . 245 
Marotta, A .. ... ... ... .... .... ..... ... ..... ... ... ... ..... .... ... .... ...... .. ..... ... ..... .. ...... ...... ........ .... ... ...... .... .. ... .. .. .. ...... ....... ...... 149 
Massarani, G ....... .. ....... .... .. ... ... ..... ... .... ... ........ .. ...... .. ...... ....... ... ..... ...... ..... ......... .. .. .. ... .. ..... ... ... ... .. .... .. .... .... 411 
Matida, E.A ... ....... .... .. ........ .. ... ....... .. .. .. ... ..... .... ... ... .. ..... ...... ...... ..... ..... .... .. ... .. .... .............. .. .. ...... ......... ... ..... 483 
Mazza, R.A .. ... .... .. .... ..... .. .. ...... ... .. ... .. .... ... ......... .. .... .......... ... .... ... ..... .. .. .. .... ... .... .. ... ... .... ..... .... .... .. .. .... ... ... .. 467 
Meirelles, A.J.A. ..... ...... ..... .......... .. .. ....... ... ... .. .. ...... .. .... ......... ..... .. ... ... ..... ... ...... .. .. .. .. .. .... .. .... ... .... ....... .. ....... 273 
Melo, C. .. ... ...... .. ... ..... .. .. .... .. ... .... ... ... ... .... .... .. ..... ... .. ...... .. .. ... .... .... ... ... ..... ... .. ... ... ....... ..... ... ... ........ ..... ... 419/423 
Melo, J.M.D ...... ....... .... .... .. ........ .. ....... ... .. .... .. ...... .... ..... .......... ... .. .. .. .... .. ........ ... ......... .... ......... .... ... ... ..... .. ... 459 
Mendes, P .R. S . .. ... .. .. ..... ...... ...... ... ....... .. .. .... .......... ... ..... ..... .... .. .... ............ ... ... ... ..... ........ ... ..... .. ........... . 211/415 
Meneghini, J.R . ..... ... .. .. ... .. ... .... ... ..... ....... .. .... .. ......... .. .. .... ... .. ... ... ...... ..... .. .... .. ... .. ...... ...... .. ..... .. .. .... ..... .... ..... 227 
Menezes, J .C. L. ... ....... ....... ... .... .... ...... ... ... .... ...... .. ..... ... .......... ....... .... .. ... ... .......... .... ........... ... .. .. ......... ...... 43/47 
Mesquita, A. L. A. .... ..... ........... ... ...... ..... ......... ..... .... ... ... ... ... ...... .... ........ .. ... ......... ... ..... .... .... .. ... .. ..... ..... ........ 443 
Messias, L. S ..... ...... .... ....... .... .. .. ........ ... ... .... ... ... ........ .... .. ... .... ... ... ..... ....... ... .. .. ............. ...... ...... .. ... ..... .... .... . 179 
Meyers, J .. ........ ..... ..... ........... .... ....... .... .... ...... .... ....... .... ... ... .. .... ........ .. ..... ... ..... .... .. ..... .. .... ... .. .. .. .. ....... ...... .. 455 
Milanez, L.F .... ....... ..... .. ... ..... .... ...... .. .... .. ..... ... ..... .... .. ...... ... .. .... ......... .... ... .. ... ..... ..... ... .... ... .... .... .. ... .... ..... ..... 97 
Militzer, J ... ... ... .. ..... ... .... ... .. .. ........ ... ...... .. ..... ......... ..... .. .. ..... ... .... .......... ..... ..... ... ... .... .... ... .. ... .. ......... .... ...... .. 223 
Monuna, L.J . ..... ... .... ......... ....... ...... .. ..... ... ..... .. ........ .. .... ..... .. ... .. ..... ... ... ... .. ..... ...... ...... .... .. ... .. .. ..... ...... ..... .... 169 
Moore, K.L ........ ... .. ......... .... ... ... ... .... .. .... .... ...... .... , ........ ... ... .. .... ... ..... ... ....... .. .. .... ..... ... .... ..... .... ... .. .. ... ... .. ... . 545 
Moreira, J .RS .... .. .... .. .... .... .. ....... .. ... ..... .. ...... ... · ..... . ,, ..... .. .... .... ... ... ........ .. .. ... .. ..... ... .... ..... ...... .... ...... ..... ... .... 521 
Moreno, R.Z ... .. .. ... .... ... ...... .. .... ... ........... ... .... .. ....... .......... .... .. .. .... .. ........... ............. .. ... .... .. ... .... .... .. .. .. ...... .. . 403 
Mota, M.A.A. .. ... ...... ....... ... ... .. ... .... .. .... .. ..... ... .... ..... .... ... ..... .......... .. .. .. ...... .... .. ..... ..... ........ ..... ... .. .. ... ... ..... ... 325 
Moura, L.F.M ..... .. ..... ... .. .......... ..... ... ..... ... .. ...... ........ .. ..... ... .. ..... .... .. ... .... .... .... .. ... ... .......... .. .. ..... .. ..... ... .... .. .. 249 
Muraoka, I ..... .... ... .... ........ .. .. ..... ... ...... ...... ...... ... ...... .. ............ .... ............. .... ... .... .... ... ..... ..... .. ...... ..... ....... ..... 375 
Naccache, M.F .... .... .. .. .... .... .. .. ... ................... .... ........ ... ..... .. .... ..... .. ......... .. ......... .. ... ....... .. .. ...... .. ... ....... 211/415 
Nagata, E . ... ....... .... ... ... .... ... ............... ... ........ .... ... ... ............. .. ..... .. ..... .... .... .. .. ... .... .. . · .................... ..... .. ... ..... . 513 
Nebra, S.A ... ... .. .... .. .... ... ....... .... ..... ... ..... .. ....... ... .. ........... .. .... ..... .... ... ............ .. ... .. ... ... ...... ....... .... ... ... .. .... ..... 195 
Negri, J.C ...... .. ... .. .... .... .. .. .... .... ..... .... .... ... .. ..... .. ... ... .. ..... .. .... ... .. .... .... .. ....... .. .. .. ............... .... ... .... ..... ........ .. ... 549 
Neves, A.S.B . ... ..... .. ... ........ ... .. ... .... ........... ... .... ..... ... ...... ... .. .. ...... ... .... .... ... .. .. ....... .. .... ..... ... .. .. .... ..... .... ..... .. . 559 
Neves, L.C . ... ... ... .... .. ... .. ... ...... .... .. ... .... .... ... .. ... .. ... ...... .... .. ... ....... .... .... .. ......... .... .... .. .... ... .... .. ... .... .. ... ... .... .... 44 7 
Nicolau, V.P ...... .... ... ..... .. .. ... ... ... .. .... ... ... .... ..... ... .... .... .. ..... .. .. .. ........... .. ..... ...... .. ...... .. ... ..... ... .. .. ....... .... ..... ... 399 
Nieckele, A.O ..... ... ...... .. .. ..... ... ...... .... ..... ... ... .... .. .. ............ .... .. ..... ....... ... .... ..... .... ..... .. ..... ... .. ... ..... ... .. .... . 343/347 

569 



Nobre, D.N .. . : ...... ... .... .......... .. .. .... ....... ... ......... .. .. ..... ... .... .. ..... ... ......................... ..... .... ...... ... ........... ..... 183/471 
Nogueira, E.M .......... ... ..... .... .... ..... ....... .. ..... ...... ... ........ ....... ... ............. .... ..... ........ .. .. ......... .. .. ..... .............. ... 383 
Nogueira, L.A.H ....... ...... .... .... ................. ............. ... ...................... ... ...... ...... ...... .. ...... .. ...... ... ... .......... ...... ... .. 81 
Nogueira, L.H ........ .... ... .......... .... ....... ..... .. .. .. ... ......... .... ... ...... ........ ... ...... .............. .... ... ......... ... .... .... .... ..... ... 137 
Oliveira Fo., A.G .... ... ........ ........... ....... .. .. .. ............. ..... ...... .. ...... ........ ..... ......................................... ...... ...... 183 
Oliveira Fo., O.B ......... , .......... .. ..... .. ........... ...... ... ................ .... ..... .. .. ........ .. ..... ....... ..... ..... ..... .. ... .. .. .... ... ........ 89 
Oliveira Jr., S .......... ....... .. ..... ... ......... .. ... .. ... ................... .. ..... ... ............. .. ... .... ...... .. ... .. ....... .. ... ... .. .... .. ... .... 89/93 
Ordoiiez, J.F ......... .. : .... .. ....... .. .... .. ......................................... ... ..... ...... ... .. .. .... .. ... .. ................... ......... ............. 89 
Orlande, H.R.B .... .. ...... ........ ..... ......... .. .. ... .... ....... ......... ...... ..... ...... .... .... ... ........ ..... .... ..... .......... ........ ...... .... . 289 
Ortega, M.A ..... .. .. ..... .. ..... .. ... ....... ..... .. ... .. .. ....... ...... ... ...... .... ... ............... .... ... .... ... ... .. .. ..... ... .. ................. ... 43/47 
Ozisik, M.N ............. .... .............. ............................................ .. ....................... ..... .. .. ... .. .. ..... ........ ......... 281/289 
Paglione, P. . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 15 3 
Paiva, M.A.S ...... .... ................ .. .................. .... .... .. .. ... ..... ...... .. .. ...... ........ ... .... ...... .. ...... ...... ........ ... ....... ........ 427 
Pauletti, R.M.O .... ... ....... ..... ... .... ... ..... ... ... ............................. .. ........... : .......... ...... .. ................ .... ... ..... ........... 463 
Pedroso,L.J .. .......... ... ... ... ...... ... ....... ...... .. ..... ......... ........ ....... ......... ... : ..... .. .................................. ......... ...... .... 537 
Peixoto, R.A. .......... ............ ........ .. ..... .. ..... .. .. ......... .. ...... .................. ........... ..... .... .. .. ............. .... .... ...... ...... ... 455 
Pereira, C.M.S .......... .. ....................................... ..... ....................... .. .... ......... ... ..... .... ................. ... .. ....... .. .. .. 411 
Pereira, R.G ............... ..... .. ...... ...... ..... .. .. ....... .... ... ... ...................... ....... ... ..... ...... .... ...... ...... ....... ... .. ...... ........ 407 
Pereira, R. H. ............................................................................................................ .. .. .. ............ .. ................ 423 
Perirn, M.M ......... ... .... ........ .... ... ............................. .... .......... .... .... ..... .. .... ................ .... .. ............ .................. 447 
Philippi, P.C. ..................................................... ...................... ... .. .......... ... ....... .... ........ .. .... ......... ...... ... . 215/391 
Pimenta, M.M ......... .. ............... ...... ...................... .... .. .. ........ ...... ... .. .. .. .... ...... ............ ..... ... ...... 245/313/371/43I 
Pimentel, J. R .. ... ... ... .... ... ... ... .. ... .. ... ..... ......... ..... .. .. ...... ..... ....... ...... ... ... ... ... .. .. .. ... ... .... ..... .. .. ......... ..... .......... . 4 79 
Pinheiro, P.C.C ..... .... ............ ... ...... ........ .. ............. ....... .... ... ... .... .. ...... ........ ....... ... ..... .... ..... .... .... ...... ... ....... .... 85 
Pinto, A.D ... .... .... .. .. .. .. .. ......... ... ... ....... .... .... .. .... .... .. .. .. ............ ... .... .... ... ... ..... ... ..... .... .... ... .... .... ... .... ....... ..... . 497 
Pires, L.F.G . ....... ...... .... ... ......... ... .... ........... ... ... ........... ... ........ ... ............ ... .... ..... ............. ... .... ... .. .......... 343/347 
Pironti, F.F .............................. .... ... ... ........ .. ............ ... ...... ....... ..... ................................ ..... .. .. ....................... 475 
Podio, A.L ...... .. .... ..... ........ ... ........ .... ... ........... .... .. .. ...... ...... .... .. ............................ ... ...... ....... ... .... ..... ... ........ 237 
Portilho, E.L. .... ............. ... ... ... ... ... .... .. ... .. ..... ...... ... ..... .. .. ... .. ...... .... ......... ................... .... ..... ..... .... .... .... ...... .. 24I 
Prata, A.T .............. .... ............ ... .... .. ... ...... ............ ... ..... ...... .. ... .......... .. ... .. .. ...... .... .... ... .. .. ......... ... ..... ... ... .. .... 505 
Pucca Jr., R ................. .......... .. ....... ..... ... .... .. ...... .... .... ....... ..... .. .... ........ ... ............. .... .... .......... .......... ... ..... .... 559 
Queiroz, M ......... ..... ..... ......... .. .. .. ... ......... ... ............................. .. ... ...... ..... .... ........ ..... .... .... ........ .. ...... .. .... .. .. .. 379 
Queiroz, R.S ... ..... ...... ...... .. .... ..... .. ........ ... .... ... .. ... .. ... .............. ........ .. .... .............. .. .. ... .. .. ... .. ...... .. ... .... .... ...... 387 
Quiroga, M.H.V. .. .. ... .. .............. .. ..... ........ .... ...... .... ...... .... .... ... ... ......... ... ............ .... .... ..... ......... .... .... ... ........ 50 I 
Ramos, F.M ... ....... .. ... .. .... ...... ...... ..... .... .... .. ............ .. .... ... ........ ....... ..... ... .... ......... ... ......... ... ...... ................ .. . 253 
Rangel, J .J .A. ....... .. .... ............ ................................. ... ...... ........... ...... .. .... .... .... ........ .... .......... .... ........... ........ 269 
Rangel, R.H. ....... ... ... ...... .... .... .. .......... ..... .. ........... .. ....... ........... ...... ... .. ..... ... ......... .. .. ... ...... .... .... ... ... ...... 367/509 
Reis Jr., N.C ................... ................................. .............. ..... .. .. ... .... ..... .... .... ...... .. .......... .... ... ..... ... ... ..... ... ..... 241 
Renggli, U.R .. ..... ... ... ..... ..... .. .. ....... .... ....... ...... .. ......... ......... ...... .. ........ ........ .. ...... .... ..... ....... .... ... ........ ... ...... ... 63 
Ribeiro, P.R ..... ... ...... .. ..... ... .... .... ... ......... ... ....... ... ... .. .. ... ........ ........ ........... ............... ... ...... ..... ...... ........ .... .... 237 
Ribeiro, R. S ............ .. .. .... .... .... .. ......... .... .... ... ... .... .... ... ... ... ..... .............. .... ........................ .... ........... ............... 35 
Rizzi, R. L ........... .. ......... .... ... ... ... ..... .... .. ..... ............. .. ..... ..... ......... ... .... ................ .... ...... ... ..... ......... ... ....... ... 525 
Rocha, A.L.N . ........ ............... .... ..... .............. .... .......... ........ ... ....... .... ............ ....... .. .. .. ... ...... .... ... ......... .. ... .... 383 
Rocha, R.T ................ ... ... .... ...... ..... ...... .. .. .... ... ..... ... ..... ...... .. ... ........... .... .. .... ..... .. .... ..... ...... ..................... .. .... 63 
Roma, W.N.L ....... ....... .. ..................................................... ... .. ... ..................... .. ........... .... ..... .. .... ................ IOI 
Romani, R ....... .... ... .......... .. ........ ....... ..................................... ........... ...... ........ ..... .......... ... ... ..... ..... ..... .. ...... I87 
Ropero, A.J .M ...... ... .... ............ ..... ... ....... ....... ....... ......................... ....... .... .... .... ... .. ... .... ....... ..... .. .... ... ............ 67 
Rosa, E.S .. ......... ... ... .. .. ..... ... .. ...... ................................ ........ ... .. ........ ....... .......... ... ........ .. ... ............. ... ... 467/50 I 
Rossi, L.F.S .. ................ ...... ......... .... .... .. ......... .... ...... ..... ........................... ... ..... .... ......... .. ... ... ..... .. ... .. .. ... 73/I95 
Sacadura, J.F ........ .... .... .... .... ... .... .... .... ..... ...... ... ......... ..... ... ........... .... ... ... ..... .... ......... .... ........... .. ..... ... ......... 399 
Sáez, A.E . ...... ... ........ .... .... ............... ...... .. ... ....... ..... ............ .. .... .. ... .... ... .... .. .. .... ............. ........ .... ...... ..... ....... 475 
Saglietti, J.R.C ... ..... ....... ... ..... .. .. .... .... .......... .... .. .... ... .... ... .... .. ...... .. ... .. ..... ...... ... .. ... ........... ... .. ... ...... ... .. ........ 459 

570 



- -. 

Sanchez, C.G .. .. ... ........ ...... ............ ................................... ........ ....... .. .... .. ........ ........... .. ..... ..... .. .... ... .... .... .... 199 
Santos A.H.M .. ..... ... .. ... .... .. .... ....... ........ .. ..... .. ....... .. ... ..... .. .... .......... .. ... ..... .. ...... .. ..... ... .... ....... ... .... ...... ... .... ... 77 
Santos, F.J .... ...... .... ........ ... .. ..... .. .. ... ... ....... ... ... .. ....... ... ..... ...... .. ... ... ... .. .... .. .. ... ... .... ...... .. ..... .... ......... .. ... 203/207 
Santos, J.M . ... ... ...... ..... ..... .. ........ ....... ........ .... ....... .. ..... ... .... ... ... ..... .. .... ... ... ... ... ...... .... ...... ....... .. ..... ..... .. .... ... 241 
Santos, L.C.C . .. ...... ... ... ...... ..... ......... ................. ....... ... .... ... ...... ....... ...... .. ..... .. .... ...... ........ ..... .. ..... .. .... .. ...... . 301 
Scalon, V.L ..... ... .. .... .... .... ... ... .. ........ ... .... .. ... .. .... .... .......... ..... ...... ....... ..... .. ... .. .. ..... .... ... ............. ........... .... ... . 489 
Schmidt, M.J.P .... ........ .... ......... .... ........ .. .... .. ........ ...... .. .. .... .. .. ... .. ..... .. ... ....... ... ... .... .. .... .. .... .......... ........ .... ... 261 
Schuls, H. E ..... _ ...... .... .. ...... ... ..... ...... ... ...... ....... ... ......... .. ..... ...... .. .... ...... .. ...... .. ..... ..... ....... ......... .. ..... .. .. .. ... ... . I O 1 
Scofano Neto, F. ::) ...... .. .. .. .. ... ... ... ... .... .. ........ .. .... .. ..... .... ..... ...... ..... ... ........... ............... .. .... ..... 183/269/281/471 
Sengpiei,W .. ..... :-· ..... .. .. ..... .. .. ....... ... ..... ... ..... .... .. .. .. .. ... .. .......... .. .... ... ... ... .. .. ..... ... ... ....... ..... .. .. .. ............ .. .... .... . 493 
Senna, J.G ............. .. ....... .. .. ... ... .. .... ... ... .. ....... ... .... ..... .. ..... ... ...... ... .... ... .... .. .. ... ..... .. ..... .. ... .. .... ... .... ... ...... .. .. , .. .. 59 
Senna, J.G.S.M . ..... .... ... .. ...... ... ... ..... ...... .. ...... .. ...... ...... .. .... ... .... ... ..... ... ....... .... ... ... .... ... ...... .. .... .. ................ .. 141 
Sepehrnoori, K ... ... ... .. ...... .. ... ... .. .. ... .... ... .. ...... .. ..... ....... ....... ...... ... ..... .. ..... ...... ....... .. ...... ... .... .... ........ .... .. ...... 237 
Shakourzadeh, K. .. .. .... .... .... .... ... ...... .. ... .. ... ..... ..... ... ... ..... ... .... ..... ... .... ... ........ .... ..... ... ... ..... ... .... .... ..... ... .. .. .. .. 223 
Shepherd, J.E. ............... .. ....... .......... .. ....... .... ..... .. ............... ........ ... .. ... ... .. ...... ... ... .. ...... .. .. ....... .. ... ... .. ... ..... ... 521 
Shiono, K ............... .... .. .. .. .. ..... ... .. ...... .. ... .. .. .. .. .............. .... .. ...... ..... .... ... .. ............ .. .... .. .. .... .. .......... .... ..... .. .... 117 
Silva Fo., D.H .. .. ... ..... ... ... ..... .... .. .... .. ....... .. ...... .. ... .. .... .... .. .. .. .... .... ... ..... ............. .... ... ... ... .. ... ....... ... ....... ... ...... 39 
Silva, A.F.C. ....... ... .... ...... ... .... .. .... .. .... .. ... .... .. ....... ... ... .... .... ... ....... .... .... ..... ... .. .. ..... ... .... ..... .... ... .. ..... ... .. 359/363 
Silva, A.F.T. ... ......... ...... .... ....... ...... ............... ... ... ....... ... .. .... ........ ......... .......... ... ........... ... .. .......... ......... .. ..... 525 
Silva, F.A ....... ....... ... .. ..... ... ........ .... ... ... ..... ..... ............ ....... ....... .... .... .. ... ....... .. ....... ..... ...... ..... .... .... ... ............ 475 
Silva, L.F.F ... ... ... ....... .. .... ....... ... ........ ... ...... ........ ... .. .... ..... .. ... ..... ... ... .... ...... .. .. ... ... ..... .. ... ... .. .......... .. .... ...... .. 191 
Silva, L.O.M .. .... ........ .. .... ... ... ..... .... .. ........... ... .. .............. .. .... ... ... ...... .. ... .. .. ...... ...... ..... .. .. ... .... .... .. ..... .. ... .... .. 149 
Silva, 0.0 ....... .... ....... ..... ................ ................................................ .. ... ........... .... ............... .... .. ..... .. ..... .. ..... .. . 59 
Silva, R.J . .. .. ... .. ......... ... ... .. ....... ..... ... .. .... ...... ... .... ......... .. ... .. ... ..... ....... .......... ...... ....... .... .... .... .. ...... ....... 195/257 
Silvares, O.M .. ..... ... ... .. ..... ....... .. .. ...... .. ......... .. .. .. .... .... ... ... ..... ................. ...... .... .. ...... ... .. .... .. ... .. ... ... .. ....... ... . 427 
Silveira J. L ........ ..... ..... .... ... .. .. .. .. ..... .. .... .................. ... .. ....... .......... ... ............... ... ... ........... ... ...... .. ... ...... .. 77/133 
Silveira, R.M .. ....... ...... ........ .... ... ..... ........ .... ... ... .... .... ... ... ..... .. .... .... ................. .... .... .... .... ... .......... ...... ......... 541 
Souto, M.R._/. ........ .. .... ... ....... ... ..... ........ .. ......... .. .... .. ..... .. .... ... ..... .. ..... ... .. ....... .. ....... .... ... .. .. ....... .... .. ... ........ . 471 
Souza, C.Â:G ... ..... .. ...... ............ ... ... .. ...... .... .. .... ... ....... ... ... .. ... .. .. .. .. ............... ..... ... ... .... .. .. .. .... .. .... ... ...... ... ... . 219 
Souza, F.D.A ..... ... ... ... ...... ..... ........... .. ............ ...... .... ... .. .. .... ......... .. ...... .. .. ... .. .. ... .. ... .... .. ... .. .. .. .. ... .. ..... ... ...... 179 
Souza, H.A. .... ................. ... .............. .. .. .... ..... ... .. ..... .... .. ... .. ... ........ .. ..... .. ... ............ .. .. .. ...... .. ............... .. ...... 215 
Souza-Santos, M.L. .. .. .. ... ... ...... ... ... ..... ..... .... ... ......... ... .. ...... ..... ........... ..... .. ...... ... .... ...... ... ........ .. ... .. ... ... .. .... 145 
Speranza Neto, M . ..... .. ...... ...... ..... .... ... .. ....... .. .... .. ...... .... ... .... ... ....... .. .. ...... .. ..... ..... .... .............. ..... ... .. ... .. ..... 269 
Su, J ... .. ..... ............ ... .... ..... ........ .. ...... ........ ................. .... ... ....... ....... .... ....... ... .... ... .... ..... .... ... ..... ....... ............ 297 
Tarnbelini, F .... ... ... .... .... ... ..... ......... ... .... .. ..... ... ..... .. .... ... ... ... .... .. .. .. .. ..... ... .... ... ..... .... ...... .... ... ......... ... .......... ... . 49 
Tavares, M.R ... ... ... ...... ... .... .. ............... .. ... .... .. ..... ..... .. .... .. ..... .. ...... .... .. ...... ....... ...... ..... ........ .. .......... .. ..... ... .. 517 
Teixeira, E.C ............. .... .. ... .... ... .... ..... ... ....... .... ... ... ..... ... ... .... ... .... ... .. .. .... ... ... .. .. ......... ... ..... ...... .. .. ..... ... ... .... . 117 
Thiessen, M.R ... .... .... .... .. ... .... ... ..... ....... .. .... .. ... .... ....... ... ... .... .... ... ........... ...... .. ...... .... ....... ..... ... ..... ........ 419/423 

Thompson, C.A. ···· ·· ··· ··· ···· ···· ······· ······ ·· :·· ·· ··· ······ ···· ···· ··· ·· ···· ··· ······ ··· ···· ··· ···· ··· ···· ······· ··· ···· ····· ····· ····· ····· ······· · 351 
torii, K. ..... ..... ...... ... ..... .. ... ..... ... .... .. .. , ..... ...... ..... .... ..... .. ... .. ... ......... .. .... ......... .... ... ... ... .. ... .. .. ... ... ... .... .. .... 31/483 
Torres, E.A. ... .... ... ..... ........ ............ ... ... ... ....... ...... .. ...... .. .. .... ...... ....... ... ........... ..... .... .. ............ .... ..... ......... 63/159 
Torres, W .M ..... ....... ... ..... ... ..... .. .... .. ... ... .. ........ ..... ... .. ... ... ...... ..... ....... .. ... ...... .. ..... ..... ...... .. .. .. .. ... ... .. .. ........... 529 
Trevisan, O.V ..... .......... ...... .... .. ... ... ...... .. .. .... ... .. .... ... .. ..... ... ...... ...... .. .. ... .. .. ...... .. .... .. ...... ... ..... ... .... ......... ..... 403 
Uribe, E.O ....... ... ........ ......... ....... ..... .. ... ....... ....... ... .... ............. ............ .... .... ... .... .... .. ... ..... .. .... ... ... ..... .... .... ... . 321 
V.Jr., J.A .... .... .. ...... .... .... ......... ... .. .. .... .... ...... ... .... ........ ....... .. ... ...... ....... .... ..... .. ...... ..... .... .......... ...... ..... ... ...... 383 

Valle, R.M. ···· ··· ·· ··· ·· ··· ··· ··· ····· ······ ·· ·· ····· ·····' ·· ·· ····· ···· ·· ······· ······ ··· ······ ········ ···· ········ ······· ······· ···· ··· ······ ·· ···· ······· 231 
Vannucci, A. ..... .... ... .......... .... ... ........ .. ..... ..... ..... ... ... .... ......... ..... ... ... ...... ... ... ...... .... .... ... ........ ..... ... .. ........ ... .. 541 
Varejão, L.M.C ..... .. .. ........... ... ....... .. ............ ... .. .... ... ...... ... ... ..... ..... ....... .... ... .. ... .. ... ... .. .... .. ... ....... ... ... ... ...... .. 387 
V are lia, S . .... ...... .... ..... ... ... ...... ........ .. .... ... .. ....... .... ... .. .... .. ... .... ....... ....... ... .... ... .... .. ..... .. ... ....... ..... ... .. ...... ...... 25 7 
Vasconcellos, J.F.V .... ... .. .... ..... .. ... .... ......... ...... ... .. ....... ... ........ ... ... ... .... ... .. .... ... .... ... ..... .... ... ... ...... ......... ....... 109 
Vergnhanini Fo., R .... ... .. .... .. .... .. .. .... .. .......... ... .. .... .. .... ....... .. .. ....... .. ..... ... .......... .... ..... .. .. .. ... ... .. ...... .. .... 179/555 
Vertiola, S.R. ........ .. ..... ... ...... .... ... .... ...... ........ .... .............. ....... .... ... .... ... ....... ... .... .... .... ....... .... ... ....... .... ......... . 93 

571 



Vidal, M .... ...... .. .... ..... .... ...... .... .. .. ... ... ....... ....... .. .... .. .... ...... ....... .... .... ... .... ..... .. .. ....... .. ...... ... ... ........ ...... ... .... . 191 
Vielmo, H ....... ..... ... .. ........ .......... .... ... .... ................... ..... ....... ........ ....... .. .. .... ............ .... .. ... .... .... ..... ...... ... .... . 505 
Vilela Fo., G.R ...... ........ .... ..................... ..... .... ...... .... ....... .... .. ... .... ............... .... .... .... ................. ......... .. ...... .. 451 
Vilhena, M.T.M.B .. .............. ........ .. ... .. ..... .. ..... .. .... .... ... .. ..... ....... .......... .... ... ......... ... .... ..... .. .......... .. ...... 277/285 
Villas-Boas, M.B .. .... ... .. ....... ....... ..... .... ... ... ......... .. ........ ... ................. ... ...... ... .. ..... .. .. .... .. .. .. ... ... ................. .. 293 
Vod.ianitskaia, P ... ......... .. .... ................ ...... ............ ..... ....... ..... .. ...... ... .... ........ ... .... .... ...... ..... ....... ........... 427/561 
Volpe, E. V. ... ....... .. ........... ........... .... ...... ....... .. ..... .. .. ... ....... .... .... .. ... ...... ..... ... .... .. ........... ............ ..... ...... 313/371 
Walter, A.C .... ... ....... .... ... ... .... ... .... .. .. .... .. ... .......... ..... .. .... ..... .. .. ........ ... ..... ... ..... ...... .... ... ... .......... .. ............ ... 137 
Walter, A.C.S ..... ........... ... .... .. ........... ... ... ....... .. ....... ... .... ... ....... ..... .. ....... .............. .... ... .. .. .... ... ..... .. ........ ...... 133 
Watkins, A.P ......... .. ... .... ... ... .. ... ................ ...... ... .. .. ....... ... .... .... .... ... .. ... .... ....... .... ..... ......... ... .. .... ... .... ... ... ... .. 121 
y anagihara, J .I ........... .. ...... .... ... .. ......... ... .. ... ......... .. ...... ............. ..... ........ .. .... .... .. ..... ... .. .... .. ..... ..... ............... 187 
Zambaldi, M.C .. ........... .... ........ .. ...... ... .. .. .. ... ...... ..... ... ....... ........ .. .... ........... .......... ............... .. ... ...... .. ... .. ... ... 335 
Zaparoli, E.L. ..... ........ . ~ ... .. ...... ..... ... .... ... ......... ..... .... ... ...... .... ...... ..... ..... ........... .. ........ .. .. ... ...... .. ....... ... .... ... . 141 
Zaro, M.A .... ....... ... ..... ..... ... ... .. ... .. .. ... .... ............... ..... .. ... .... .... .... .... ..... ........ ... ..... ..... ........... .... .. ... .. ..... ........ 277 

572 
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