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BOAS - VINDAS AO
COBEM g

Uito anos se passaram desde o primeiro Encon
tro en Floriandpolis. 114 quatro anos se fun-
dava o Associacdo RBrasileira de Ciencias Me-
canicas. 0 COBEM jd se consugrou como um re-
trato [icl da pesquisa em Lngenharia Mecani-
ca no bBrasil, representando a melhor oportu-
nidade existente de contato e intercambio en
tre os interessados no desenvelvimenteo desta
arca. Scu nivel tem reconhecimento fora do
Brasil ¢ uma crescente participagdo vem mos-
trar soer o pesqulsa realizada dentro da rea-
lidade tecnologica brasileira cientificamen-
te relevante para uma coletividade muito mais
ampla.

A flevista Brasileira de Ciéncias  Mecanicas
finalmente nasce por ocasiao deste Vo COBEM.
Lla representa o esforgo de todos nés e deve
ra scr o velicule natural de divulgacdo  dos
melhores trabalhos realizados nesta drea. Pe
la sua penetracao cla devera mostrar ao pi-
blico empresarial ¢ industrial, o potencial
de pesquisa e desenvolvimento que existe no
nosso pals, bem como nossa capacidade de co-
laborar com uma teccnologia brasileira,

Ao recalizar, simultancamente com o V COBEM, u
ma Mostra [ndustrial e o Painel sobre Finan-
ciamento a Pesquisa e Projetos cm Engenharia
Mechnica, foi nossa intengao acelerar a peng
traga&o nesse meio. Esperamos que todos pos-

sam tirar o mdximo proveito destes eventos.



A Ultima inovag3o do V COBEM & o Premio ABCM
para estudantes de graduagao em LEngenharia
Mecanica. Ele foi instituido com o objetivo
de incentivar a participagao de alunos em
trabalhos de pesquisa e desenvolvimento tec-
noldgico. Embora, no momento, cste premic se
ja modesto, ele deverd ser convcnientemente
estruturado para transformar-se numa insti-
tuicao de reconhecido mérito e valor.

O COBEM & organizado por um grupo de pesqui-
sadores que, nao sendo especialistas na rei-
lizagao de Congressos, sio imbuidos de uma
enorme boa vontade. A Comissao Organizadora
empenha-se a valer para conseguir realizar,
no ambito de uma Universidade, um Congresso
que satisfaga a todos. Em especial temos g
agradecer ao CNPq pelo substancial suporte
financeiro que possibilitou a realizagav do
COBEM ¢ a impressdo destes Anais.
Apradecemos ainda a FAPESF ¢ a todos que co-
laboraram financeiramente com a realizagao
deste evento, bem como d@ UNICAMP, que gentil
mente cedeu suas instalacoes.

Sejam todos bem-vindos

O PRESIDENTE




WELCOME TO
COBEMyg

In 1971, we held oun §irnst meetding 4in Fto-
nianopofis. Fourn yeans Later, the Brazifian
Association of Mechanical Engineening was
founded. In the meantime COBEM has became an
impontant measdune o4 the nesearch in the
field of Mechanical Engineerning 4n Brazil.
1t atso proved 2o be _he best opporntunity Lo
exchange views and ideas unden the nesearchers
wonking 4n this anrea. The standards of COBEM
have been highty necognized internationally
and then, reffect the accomplishments 4in
heseahch and fechnology 4in Brasil.

The Brazilian journat forn the Mechanical
Sciences has finally appeared 4Ln thdis
moment. It nepresents Lhe efforts of atd
working in that area and serves as a fauid jul
channef to cinculfate good papers. Through
this cincubation, 4t can demonstrate <to
goveanmental organdizations and industrial
compandies oun standands of nresearch and
development and our capaciiy Lo cocperate
with them in onden to upgrade brazilian
technotogy. Simubtaneousfy to this Congress
you will find a small industrndial exposition
and the realizaticn ¢f a panef of discussdion
about budgetfing mechanical engdneerding
research in Brazdil.

COBEM was organized by a ghoup or hesearchenrs
which ane not skifted for this kind of
activity but worked with great enthusdiasm.
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0S ANAIS

A revisdo e selegido final dos trabalhos pelo Conselho Edito-
rial e revisores resultou na edi¢do dos Anais do V COBEM em
quatro volumes. Cada volume contém os trabalhos referentes a
uma das grandes areas de concentragdo: Energia (Volume A),
Fabricacdo (Volume B), Projeto Mecanico (Volume C) e Métodos
Numéricos e Analiticos (Volume D).

0 Editor deseja expressar seus sinceros agradecimentos a to-
dos os participantes, autores e representantes de empresas e
organizagdes governamentais ou particulares que, contribuin-
do com trabalhos cientificos notdveis ou por sua simples par
ticipagio, tornaram este Congresso um grande evento. Também
ao corpo de revisores o editor manifesta profundos e since-
ros agradecimentos, por suas opinides e comentdrios eficien-
tes e francos.

Finalmente, o editor deseja a todos os participantes uma per
manéncia proveitosa e agradavel.

THE PROCEEDINGS

The final selection and neviewding of the editorial boand and
nevdewens nesulted <n gfourn velumes as the proceedings of
COBEM 79. These volumes anre broadly alleocated to the foun
majon areas, dedicating a volume fon each concentralion area
namefy: Enengy (Volume A), Manugactuning [(Volume B), Desdgn
(Velume C) and 4inally Numerical Methods and Techniques

te the above aneas [(as volume D).

The editon would £ike to express his sdincene gratditude Zo
all panticipants, authons as well as nepresentfatives of
companies, private or govermmental ongandzaticons who by thedin
contaibution edthen by notabfe scientific work on by sample
participation, ftunned this Congress fo a big event. A deep
and sincere ghatitude 44 also due to oun board of neviewehrs
fon efficient, dedicated and sdincene opindions and commenis
that no doubt added a €ot to oun Conghress.

Finally, the Editon wishes afl panticipants frudtgul and
enjoyable stay.

EDITOR



COBEM-',9

Realiza-se, pela quinta vez consecutiva, o
Congresso Brasileiro de Engenharia Mecanica.
Sendo procurado por um nimero sempre crescen
te de participantes, que apresentam cada vez
uma quantidade maior de trabalhos de alto ni
vel, o V COBEM supera todas as expectativas.
Mais de cento e sessenta trabalhos foram a-
ceitos e incluidos nos Anais pelo Conselho
Editorial, dos quase duzentos submetidos.
Abandonou-se a denominagdo discriminatoria
dos trabalhos como "paper'", sem tradugdo ade
quada, e ''nota técnica", sendo esta vista
sempre como um trabalho incompleto ou de ni-
vel inferior. Passou-se a denomind-los  por
Trabalho de Pesquisa ou Trabalho Tecnoldgico,
ambos de igual mérito e diferindo principal-
mente quanto aos objetivos buscados e a for-
ma de ser desenvolvido. Considera-se Traba-
lho de Pesquisa uma investigagdo cientifica,
tedorica ou experimental, com objetivo de de-
senvolvimento da ciéncia e ndo necessariamen
te com uma aplicagdo imediata a um problema
industrial existente. E considera-se Traba-
lho Tecnoldgico uma investigagdo pratica o-
riunda normalmente de um problema experimen-
tal e nao necessariamente acompanhada de uma
explicagdo tedrica para o fendomeno.

Diversas palestras serdao proferidas por con-
ferencistas estrangeiros de renome e vindos
de diversos paises, conforme se verifica na



Agenda do Congresso, o que amplia sua impor-
tancia ¢ o caracteriza como um cvento de ni-
vel internacional.

A distribuigdo prévia da Agenda aos Congres-
sistas que se¢ inscreveram com antecedéncia,
facilita sobremancira a programagio indivi-
dual de sua participagiio em cventos de reali
zagllo simultinea. A Mostra Industrial ¢ o
Painel de Debates do Gltimo dia modificam um
pouco o Congresso ¢ merccem scer  destacados,
bem como a programagiio sdcio-cultural em que
s¢ deve salientar a presenga do Coral UNICAMD
e uma visita ao Observatdrio Astrononico de
Capricornio.

Outras novidades ndo foram introduzidas des-
ta vez e serio sugeridas para o VI CORBLEM,
tais como a realizagdo de Simposios Seto-
riais entrc um COBEM e outro, o uso de micro
fichas dos Anais e a realizagio de cursos na
semana que antccede ou que sucede a realiza-
¢ao do Congresso.

Esperando que o V COBEM satisfaca, na medida
do possivel, as espectativas dos congressis-
tas, desejamos a todos BOM TRABALNO.

0S SECRETARIOS



= - - g

COBEM,q

The Congress <4 held eveny two years in one
of the imporntant nesearch centens of Brazil,
To the present §{fth Congness about two hundred
papens were submitted and mone than one
hundned and sixty were accepted and included
in the Procecdings by the Editondial Counsef.
The studdies ane presented {n the form of
Reseanch Papens of Technical Papers. A
Reseanch Papens undenstuvod to be an academdic
investigation of a theonetical on expernimental
natune (on a combination of both) and need
et to be nefated fo existing industnial
practice on problems., A Technicaf Papex {4
webated fo a practical investigation of an
tndustreal problem on Laboratory expeniment
and need not incfude a thechetical examination
o4 the problem.

The agenda includes talks by invited speakens
of infernational reputation as well as technical
sessdions for presentation of paperns pertinent
to mechanical engineening in Brazil.
Previous distanibution of the Proceedings
alfow the conghressdists to plan thein
particdpation in activities taking place
simultaneously.

The Indsutnial Exhibition and the Last day's
Round Table complfet the activities of Conghress
togethen with social and cultural programmes
including a visdit to the Capricorndioc
Observatony and Chonrus of UNICAMP,

THE SECRETARIES
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ANAIS PROCEEDINGS
ES'I.\QQ
& COBEM 79
H c‘g V CONGRESSO BRASILEIRO DE ABCM
: ENGENHARIA MECANICA ;
UNICAMP CAMPINAS, 12-13-14 o 15 DEZEMBRO 1979
TRABALHO DE PESQUISA %
RESEARCH PAPER Ne°  A-01 p.P. 001-010

PRODUCCION DF TRABAJO MECANICO UTILIZANDO ENERGIA SOLAR
TRABAJOS REALIZADOS EN LOS ULTIMOS 15 AROS
Oscar S. Hernandez
Professsor Depto. Engenharia Mecanica

Universidade Estadual de Campinas
Campinas - Sdo Paulo - Brasil

RESUMEN

Fueron deducidos los rendimentos de maquinas termicas
de Carnot utilizando colectores planos, en base a los rendi-
mentos obtenidos se fijardon limites de rendimentos miximos
a ser conseguidos utilizando maquinas térmicas solares; para
reforzar los resultados obtenidos se recopilo informacidn
sobre condiciones de operacion y rendimentos obtenido: con
maquinas termicas de combustible convencional y solares en

los ultimos 15 anos.

SUMARTIO

Foram deduzidos os rendimentos de maquinas térmicas de
Carnot utilizando coletores planos, em base aos rendimentos
obtidos foram fixados limites de maximos rendimentos a serem
conseguidos com magquinas térmicas solares. Para reforgar os
resultados foi feita uma recopilacao de informacdo sorre as
condicbes de operagdo e rendimentos obtidos com maquiias ©ér
micas de combustivel convencional e solares nos ultines 15

anos.
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1. Introduccion

Este trabajo encierra una pesquiza bibliografica de 15
anos sobre publicaciones en el area de peneracidn de Energfaa
Mecdnica. El objetivo primordial perseguido es analizar el
estado actual de pesquiza en esta area, resultados obtenidos
y posibles tendencias.

Uma vez completo el andlisis anterior sec pretende al
exponer este trabajo intercambiar ideas y recibir superencis
sobre la forma mds convencible de enfrentar el problema de
obtencion de energia mecanica (Potencia y trabajo mecanico)
con energia Solar.

2. Sistemas utilizados para producir potencia Mecanica
Antes de discutir los sistemas utilizados para producir!
potencia mecanica es bueno observar la Figura 1, en la cual

se exponen los posibles conversiones directas e indirectas
de los diferentes tipos de fuentes energéticas conocidas, lo
cual es un buen comienzo.

Vemos en la Figura 1 que la energia solar puede conver-
tirce "directamente" a energia térmica, energia eléctrica vy

FIGURA L

LAS FORMAS COLORIDAS MUESTRAN FUENTES HOY EN DIA IMPORTANTES.

LAS LINEAS A TRAZOS MUESTRAN CONVERSIONES RARAS, INCIDENTALES O TEORICAS.
LAS LINEAS 50LIDAS MUESTRAN FORMAS |(NTERMEDIAS DE ENEROIA,
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teoricamente a energia quimica; de los tres tipos o formas
de conversion directa la que interesa en este estudio es la
térmica, que puede a travéz de sistemas térmicos (mas ade-
lante analizados) convertirse en energia mecanica.

La energia mecanica solo puede obterse de forma directa,
sea: cnergia radiante + energia mecanica, con rendimientos
globales del 1% de acuerdo al trabajo de Beam, Jedlicka [9]
por medio de sistemas termo-elasticos, pero la experiencia
hecha por estos investigadores [9] probd que la relacién
volumen sobre potencia es desfavorable a este tipo de con-
version.

Una vez obtenida la energia térmica es posible conver-
tirla a energia mecanica a travéz de una maquina térmica.

El rendimiento de conversion en el mejor de los casos
(usando una maquina de Carnot) va a depender del nivel de
temperatura de coleccion (tipo de colector).

Howel [2] hizo un estudio sobre temperaturas optimas de
colleccion usando colectores planos y una '"maquina térmica
de Carnot" y consiguié a partir de un balance térm:co en el
colector y el rendimiento térmico de Carnot hallar una rela-
cion entre los parametros radiante (a) y convectivo (b), y
la relacion

2
e oT_“A
g ° B hTwAB

L] L}
T.o. ' .COSY QA Teag .cosysquc

[

optima de temperatura O=TH/T_ ; resultado mostrado en la fi-
gura 2, Howel [2] analizé otros ciclos fuera del Carnot como
el Stirling, Brayton, Erikson, que son normalmente ciclos
que usan gas como fluidos de trabajo, faltando solo el ana-
1isis del ciclo Rankine, el cual puede ser hecho de una mane
ra similar.

Se puede de la figura 2 hacer prediccidon muy riapida de
lo que se puede esperar con cada tipo de colector plano y
sobre el 1imite que existe en rendimiento térmico a lograr,
pues es facil ver que todas las curvas de b=cte son asintdti
cas cuando a+0, es posible predecir que los limites en rendi
mientos térmicos minimos y maximos esperados utilizando co-
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FIGURA L

TEMPERATURAS ©DE COLECCION PARA TRABAJD  MAXIMO
CON UNA MAQUINA TERMICA OCFESANDO CON  EL  CICLOD
CE CARNOT.
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lectores planos estan entre 16% y 45} y si tratamos de acer
carnos a la realidad nos es posible obtener menos del 50%
de esos rendimientos de Carnot.

No fue encontrado en la literatura analizada, analisis
semejantes para otros tipos de colectores, teniendo en cuen-
ta que a medida que sube la temperatura de coleccion aument:
el costo del colector y que solo los colectores planos son
economicamente factibles, la figura 2 nos indica por tanto
el futuro de la generacion de potencia con energia solar, n
necesitandose por tanto el analisis hecho por Howell para
otros tipos de colectores.

Antes de entrar a analizar las perspectivas sobre rend:
mientos teérmicos que pueden obtenerse usando energia solar
es bueno analizar los resultados ya obtenidos usando combus-
tibles convencionales y energia solar; resaltando los pro-

e
e
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blemas y limitaciones competitivas de los sistemas solares.

En la tabla 3 se expone una recopilacion de los rendi-

mientos de las maquinas térmicas usando combustibles conven

cionales y de maquinas térmicas usando energia solar cons-

truidas y probadas con sus temperaturas de operacidn y ren-
dimientos térmicos obtenidos.

1.

2

Observaciones importantes a resaltar de tabla 1:

Combustibles fosiles - % Carnot max. alcanzado: 64%

Energia Solar - % Carnot max. alcanzado: 13%

Los sistemas que se presentan con mejores posibilidades

térmicas y de competir con aquellos alimentados con com-

bustibles fosiles [4], [6] [3] , [8], utilizan colectores

planos con superficies selectivas y expansores especial-

mente para el caso, lo cual torna el costo de KW produci-

cido no competitivo

Las causas que resaltan como causantes de bajo rendimien-

to en sistemas solares con:

a) Bajas temperaturas de coleccidn < 130°C

b) Bajos rendimientos de coleccion < 40% (75% calderas)

c) Bajos rendimientos de turbinas < 70% (85% turbinas
convencionales).

3. Conclusiones
El analisis realizado sobre lo que se ha hecho, lo que

espera hacerse y las futuras tendencias de la produccidn de
potencia mecanica, revela los seguientes hechos:

L

En el estado actual de desarrollo tecnologico de la ener-
gia solar, la produccion de potencia mecanica continua y
controlada no ofrece condiciones competitivas con los me-
todos convencionales.

Es recomendable el uso de concentradores (CR<10) solares
para potencias altas (> IOZKW). y el estudio de colectores
plano-concentradores (CR40) tipo CPC, para temperaturas
de operacion mayores a las obtenidas con colectores planos
simples para aumentar rendimientos.

. E1 uso de bajas temperaturas de coleccién (T_<00°C) para

generar potencia mecanica, se justifica para tipos de tra-
bajo intermitentes (irrigacién), y donde no sea practico,
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COMBUSTIBLES_ _  FOSILES
MAQUINA TERMICA 12 oo [ra W1 T 5 U o gt

MOTOR DE VAPOR .
oy MAGUINA DE MOVIMIENTG RECIPROCO, REALIZA UN
\ CICLO IMILAR AL MCSTRADD, €L Cusl ES

TEAMODINANICOS PORQUE LA MASA UE VAPOR
© A€ GQUE REALIZA EL CICLO ES VARIABLE.

OIFICIL DE REPRESENTAR A& TRAVES DE FROCE3DI|

400*C

60*C

20 % | BF % | 39 %

CICLD RANKINE A VAPOR:
CICLO AMPLIAMENTE UTILIZADD PARA GENFR‘I
ELECTRICIOAD, CON ALTOS REWNLMNIEAT
CERICO A QUE RECIBE ¥ RECHAZA C-.LOR EN 3U
HAYORIA A TEMPEAATURA COMSTANTE (10UAL
AL CARNCT) ¥ ALAEDEDOR DEL CUAL SE HAN
CESARROLLADC AMPLIOS CONOCIMIENTOS
TECNOLOGICOS, USA AGUA COMO FLUILO DE
s TRAGAJDO NOAMALMENTE.

560°C

40°C

25 % - 40 %-

62 %
0 % .61 %

CICLO JOULE O BRAYTON A GAS:

VIANDC AL

an o SENERACHH
| CICLO UTILIZADO PAAA BENERAR ELECTRICIDAD 73.2% 478 %
e ( PLANTAS DE CARGA PICO) SISTEMAS DE
- L PROPULSION DE AVIONES { JET) NORNALMENTE
: » EL CICLO ES ABICATO COMENZANDO EN A ¥
TERMINANGO EN D Y USA AIRE COMO FLUIDO 0 .
T L. DE TRABAJO NOAMALMENTE. Bon 68 % | 49 %
- Ll
i E MOTORES DE COMBUSTION
tovel 2.8 INTERNA .
Sope) CICLOS UTILIZADOS PARA
VEHICULDS ¥ MAGQUINAS 2000%C! 28°C 35 % | 85.1% (411 "%
ESTACIONARIAS USAN COMO
® il FLUIDO DE TRABAJO AIRE
(MEZCLADO CON COMBUSTIBLE]
v v

ENERGIA__SOLAR

UI3 - AUDIOVIZVALED

Temparate|Tempara ﬂmaimlon- Randimian o,
NAQUINA TEAMICA ra Mdaimo|ra Mitmo®|to Térmico| 1o de &
Carnot. da Carnot
(D 1968 - [121  GIRARDIER SOLAR PUMP:
UTILIZA UN CICLO RANQUINE ~ COLEGTOR PLAND, UTILIZA UN FLUIDO
INORGANICU COMO FLUIDO DE TRABAJO Y TIENE COMO CARACTE - s eciza * 1% | 7.8 13 %
RISTICA IMPORTANTE QUE UTILIZA LA MISMA AGUA A SER BONBEA- |° o B 1 8%
DA COMO REFRIGEAANTE DEL 3iSTEWA ¥ UN SISTEMA DE BONBEO
USECRA) PROFO MO SE CONOCEN CCTALLES DE ) ¥ nec.
988 11 SHU ST B LEO BS. | Mimr sreewnver | [148 °C 1,8%
MICIERON PRUEBAS QUE 30N LAS UNICAS ¥
REPORTADAS UTILIZANDO CONCENTAADUS | vamare seioe - eive s |148 °C 1,22 %
RE _T:PQ ESFERICY ¥ MAGUINA EXPARSU SRR & VABDR ey
RA A VAPDR DE TIPO MOVIMIENTO RECE - ppperinirteaesslll Sog Sl 1T Y 0,47%
PROCO,
MAGUINA & YAPCR OF TIPD
* roPPET - vaLve " 148 °C 1ii8%
@ 1976 71 BOMBA SOLAR DE 1KW.
UTILIZA GICLO RANKINE, USANDO AQUA CON FLUIDO DE TRABAJO,
CONCENTRADOR DE TIPO CILINDAICO- PARASOLICO {ny= 3,9% ,
ne = 40 % ), UTILIZA TURBINA DE ACCION ( MAS RECOMEADADA |I31 °C | 31 *C|¥0,2%| 28 % 1 %
PARA BAJAS POTENCIAS] DE LAS UTILIZADAS EN INOENIO3
ATUCARERDS, * TRABAJD MEXICANG*
CARACTERISTICAS DEL COLECTOR-CONCENTRAGOR <09, Ew0,2
(@ 1978 (42 :’E.'?"";;"E“"*
CICLO RANKINE CON RESENERACION ¥ PRECALENTAMIENTO USADO E'L‘-‘i‘»;.\‘im .
PARA REFRICERACION, USAMDO k- LA CUMD FLWLGO NE TRABAJD - 3
¥ UNA MINITURGISA OE ALAGES ESPECIALKENTE Cisefapa por |'0h8 °C129,43%Ci™ 63 % 119 % | 34,2 %
BARBER NICHOLDS ENG €O (At = 072, fp = 0,5, Acicts *106%]} w.-'l.w°
data %
bt 1268 ———e By u
DARYL PRIGMORE & BARBEA. s o
(B 1973 181 PBOMBA DE AGUA - PO,
UTILIZTANDO CICLO RANKINE, COLECTOM FLAND CON = 0,83 , Wi Aok -
£+ 0,15 CON [O3 VIDNIOZ - FLUICO DE TRABAJO A- 114 gl
Lee 729 280 % * 40% ) TUAVINA TIPO 126,6%c | 28,6%¢ |~ . .
S LR aving‘ « Mcolector +G°C | 26,6"7C 9% | 28 %,
ARTHUR D. LWTTLL 3G %
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ESTUDIOS _TEORICOS OPTIMIZADOS

Tarmp: —— o,
MAQUINA TERMICA ra mdnimafra Minima i&‘:':r'm"“ ;2,,?,%' de C:ﬂ'u!
; TEMPFRA -
@ 1978 (18] PLANTA PRODUCTORA DE PUTENCIA ELECTRICA Tums sy
190 MWel:  UTIIZANDO COLECTORRS PLANGS (SIN [ A014 rons
EIPECIFICAR L), NI TIPO DE TURBINA SOLAMENTE SE ADOPTA FLAND L]
Fd = Q010 :al!cl;zna 2 420 W/m2  LO CUAL DARIA: A £ || s | BB
“.‘i‘.‘&".:""' $3%  (CICLO  RANKINE) 200°¢
ADEN MEINEL
@ L9TE 3} PLANTA PRODUCTORA DF POTENCIA ELECTRICA
A CICLO RANKINE (100MWe ) [nc= 27%, ny=90%,
Aeiclo, = 13% )
et e lig,ree! 35 wlzea i w
UTILEZANDO FLUIDO DE TRABAJO R=il, COLECTOR PLAND «=0,90,
€= 0,08 , UNA CUBIERTA DE VIDRIO, TURBINA NO DISERADA HASTA
ESTE NONENTO RODERICK. € ATHEY
@ 1978 - (L @1 PLANTA PRODUCTORA DE POTENCIA ELECTRICA
A CICLO RANKINE [ 10 MWal
UTILIZANDO SOLAR PENDS COMO COLECTORES (n, ¥ 28 % ,
n rIS%N) FLUIDD DE TRABAJO R=~It Y TRES CAPAS DE B3 *C |27 °C| 3 %| 16 % |i8,7T%
PLASTICO EN LO® COLECTORES.
DICKINSON
L8TS LI
PLANTA DE i0 Mwe, PROYECTO DE CNR3 - BOBCOCK WILCOX
¥ THE SALT RIWER FPHROJECT OF PHOEMNIK UTILIZANDD
CONCENTRADOR _HELIOSTATICOS : 482 °C | 65 °C [ 25 % | 8% % | 45,5%
F. A BLAKE 8 J 0 WALTON.

TABLA N* |

DEBIDD A QUE LAS FUENTES WIBLIDGRAFICAS CONSULTADAS PARA OBTENER E3STOS DATOS, NO INFORMAN
A08AE RENDIMIENTOS TERMICOS DE LAS CALDERAS VA A SER ADOPTADD UN RENDIMIENTO DE » 7% % PARA

TO005 LOS CICLOS, SIENDO ESE RENDIMIENTO CONSERVATIVO.

EL RENDIMIENTO DE TURBINA DEPENGE DE MUCHOS PARAMETROS (rem,
MIENDO CONDICHINES OPTINAS DE DI1SENO SE PUEDE ADCPTAR UN ny = 085

Pa/Pb, To/To, stc.) NAS SUPO-~
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ni posible el uso de combustibles convencionales.

4. Es recomendable el dirigir investigaciones sobre el uso
de ciclos termicos de Stirling, Erickson, Voullemier, o
el estudios de sistemas directos de conversion.

5. Devido a que los usos posibles de la energia solar son
solamente tres:

a) Conversidn directa (celulas solares, fotosintesis)
b) Conversion a energia mecanica (via maquina termica ci-
clica o no ciclica)

c) Calentamiento (agua caliente y vapor)

Y en base a las consideraciones anteriores, se reco-

mienda un estudio profundo sobre los usos mas promisorios de
la energia solar para calentamiento.

(2]

(3]

[4]

(5]

(6]

(7]

(8]
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SUMARIO

0 destilador solar tipo bandeja de multiplo efeito po
de oferecer uma alternativa mais econdomica ao destilador
convencional, de {inico efeito. Ensaios em um médulo de du-
plo efeito révelarem um acréscimo de 40 a 55% na produgdo
de dgua destilada comparado com um médulo semelhante de sim
ples efeito. O melhoramento aumenta com a intensidade de ra
diagdo solar incidente, um resultado conveniente em aplica-
¢oes onde a demanda cresce mais rapidamente que a intensida
de da radiagao solar incidente.

SUMMARY

The multi-effect basin type solar still can offer a
more economical alternative to the usual, single effect, ba
sin still. Tests on a double effect module showed an increa
se of 40% to 55% in the distilled water yield as compared
to a similar single effect module. The improvement increases
with incident solar radiation intensity, a convenient result
for applications in which the demand increases more rapidly

than incident solar radiation intensity.
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INTRODUGAO

0 destilador de tipo bandeja oferece prolongada vi-
da 0til e pode ser facilmente operado por mio-de-obra nio
especializada. Este tipo de destilador [1,2] foi desenvol
vido até um estdgio onde o investimento por unidade de pro
dugdo ndo varia significativamente entre bons projetos al
ternativos. O principal obstdculo para sua utilizagdo em
larga escala & que o custo de dgua produzida excede o das
técnicas alternativas de dessalinizagdo para produgdes a-
cima de 20 m3 por dia [1] . Destiladores mais eficientes,
tais como bandeja em cascata [J,Z,ﬂ , tecido inclinado [2,
4] ou vertical [5] e o destilador tipo coluna de miltiplo
efeito acoplado a um coletor solar [l,ﬂ sdo mais caros e
hd diivida se sua produtividade mais elevada, compensa o
aumento dos custos de construgdo [1,2] . 0 destilador mal
tiplo efeito tipo bandeja promete um investimento mais bai
xo por unidade de produgfo, Ele mantém a simplicidade de
construgdo a operagdo do destilador convencional, enquan-
to aumenta a produgdo através dos efeitos adicionais, De-
vido ao nimero limitado de dados levantados, os resulta-
dos apreéﬁntados sdo ainda de natureza preliminar,

PRINCIPIO DO PROJETO
Em um destilador de miltiplo efeito, a entalpia de

condensagdo a uma determinada pressdo & utilizada para a
evaporagdo a uma pressdo ligeiramente mais baixa, A desti
lagdo por miltiplo efeito normalmente envolve equipamen-
tos relativamente sofisticados [1.2‘51 e sua economia de
pende do uso de uma fonte de calor a temperatura elevada.
Uma vez que coletores solares de alta temperatura sido mais
caros ou menos eficiente, enquanto o funcionamento a bai-
xa temperatura reduz a produgdo, o investimento nos desti
ladores solares miltiplo efeito nio & muito diferente da-
quele no convencional por unidade de produgio [1] .

Para se minimizar o investimento, projetou-se o des
tilador tipo bandeja [7,8] miltiplo efeito baseado no des
tilador convencional, no qual problemas construtivos es-
tdo razoavelmente resolvidos.A estrutura principal da uni
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dade de mlltiplo efeito & idéntica ao correspondente des-
tilador padrdo. Os efeitos extras sdao obtidos através da
evaporagdo de agua colocada no conjunto de bandejas trans
parentes entre a coberta de vidro e a bandeja principal
da estrutura como mostra a figura 1. A evaporagao em cada
bandeja & energisada pela condensagdo sob sua superficie.
A dgua nas bandejas intermedidrias pode ser mantida esta-
ciondria de acordo com a figura 1 ou pode escoar em peli-
cula continua sobre uma chapa transparente. Em ambos os
casos, a superficie inferior deve ser molhavel e plana na
direcdo do fluxo do condensado, a fim de se obter a con-
densagdo por pelicula. As paredes laterais das bandejas
devem ser vedadas contra o vazamento da dgua salobra para
a superficie de condensagio,

PROTOTIPO DE ENSAIO
Para se obter dados de testes comparativos, abstra-
indo-se de efeito de escala e de condigdes muito especi-

ais, modelos fisicos foram construidos na forma de dois
modulos com idénticas dimensdes externas, Para simplifi-
car a construgdo os modulos foram pequenos (0,50mx0,50m )
e a fim de facilitar a comparacao com destiladores mziores
a geométria foi similar i dos destiladores de polistireno
expandido ( n? 58 ) de Howe (1]. As paredes e a base fo
ram de polistireno expandido, os vitrais de 3mm sendo in-
clinados a 10? da horizontal, A irea da bandeja principal
foi de 0,25 m®. 0 médulo padrdo tipo bandeja estd descri-
to na figura 1. O outro mddulo, tipo efeito duplo, apare-
ce na figura 2. Para o segundo efeito, uma lamina de vi-
dro de 2 mm foi colocada paralela & cobertura externa com
9 paredes separando 10 canais, contendo agua de alimenta-
¢do a ser destilada. A produgdo foi medida com uma prove-
ta calibrada e as temperaturas com termometro de merciirio.
A intensidade de radiacdo solar incidente sobre um plano
horizontal foi obtida através de actindgrafos Robitsch-
Fuess,

PROCEDIMENTO DOS ENSAIQS
Duas unidades foram operadas lado a lado com a mes-
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ma orientag¢do geografica. Cada manhid, 2500 cm3 de dgua era
colocada na bandeja principal de cada mddulo e 250 cm3 en
cada um dos 10 canais da bandeja intermediaria, correspon
dendo a uma profundidade média em torno de 1 cm, suficien
te para evitar que os destiladores apresentassem dreas se
cas mesmo durante dias de radiagio solar maxima, Para o
modulo de teste de duplo efeito, foram realizadas medi-
gO0es separadas da coleta de condensado de vidro externo,
designada produgdo do primeiro efeito, e da superficie in
ferior da bandeja intermediaria, chamada produgdo do se-
gundo efeito, Em alguns dias, foram feitas medigdes hora-
rias da produgdo, A intensidade de energia solar corres-
pondente foi obtida por integracdo dos actinogramas.

RESULTADOS E OBSERVACOES
Os resultados estdo apresentados graficamente nas
figuras 3 e 4. A figura 3 & uma representagio griafica das
médias hordrias da energia solar incidente e produgio da

dgua para um dia mais ensolarado e um mais nublado, As
produgdes medidas ndo refletem exatamente as taxas verda-
deiras de evaporagdo em cada efeito, uma vez que algum va
por produzido na bandeja inferior escapa pela bandeja in-
termedidria para ser condensado sob a coberta de vidro,
aumentando assim a produg@o do primeiro efeito,

A produgdo didria do primeiro efeito € aproximada-
mente igual a produgdo do destilador convencional, A pro-
dugdo do segundo efeito, portanto, representa aproximada
mente o ganho do destilador de duplo efeito sobre o des-
tilador convencional, Devido a influ€ncia da inércia tér
mica sobre as produgdes horarias, foi realizada uma re-
gressdo linear entre a produgdo e a energia solar inci-
dente separadamente para os dados obtidos pela manha e
pela tarde, A partir destas regressoes deduziu-se a cur-
va de correlagdo média entre produgdo e radiagdo solar in
cidente. As curvas médias de correlagdo sdo plotadas nas
figuras 4(a) e 4(b), onde &€ evidente que o ganho do desti
lador de duplo efeito estd relacionado com a energia so-
lar incidente e para uma andlise econdmica global necessi
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tar-se-ia a distribuigdo temporal esperada da intensidade
de radiagdo solar incidente baseada nas frequéncias de
possiveis sequéncias obtidas de registros anteriores. Na
fipura 4(a), os resultados de Cooper [9] e Bloemer [ld] ‘
que correspondem a aquecimento elétrico direto da dgua na
bandeja de um destilador simples efeito, foram multiplica
dos por 0,8 para incorporar o efeito do produto transmis-
sividade-absortividade do destilador. VEé-se que a curva
corrigida do Bloemer aproxima o desempenho medido., A fig.
4(b) descreve o desempenho em fungdo da energia incidente
didria para médulo convencional, cada efeito e global do
duplo efeito, e tres outros tipos de destilador [1] . 0]
destilador Howe n® 58 € de construg@o e dimensdes muito
semelhantes com o modulo convencional dos ensaios aqui
descritos, e seu desempenho & muito parecido.

- -2 -l
Pradu;ao{:nﬁ mz h}

T T T T
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Energia Solor Incidente MJ mzh

Fig.4(a). PRODUCAO HORARIA MEDIA DOS DESTILADORES BANDEJA CONVENCICNAL
E DE DUPLO EFEIT0 - as curvas "Cooper' e "'Bloemer' cor espun
dem aos trabalhos respectivos [9.10'.
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Fig.4(b). PRODUGAO DIARIA MEDIA DOS DESTILADORES BANDEJA CONVENCIONAI
E DE DUPLO EFEITO

Os desempenhos dos destiladores "Howe'' foram obtidos de [1]
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CONCLUSOES
A principal conclusdo a ser extraida dos resultados
€ que o ganho do destilador de duplo efeito sobre o desti
lador convencional & quase 40% a 10 MJ m"2 dia“l e sobe
com a radiagdo total diiria para cerca de 55% a 25 MJ m_

“1. Como a demanda de dgua aumenta rapidamente com in-

dia
tensidade de radiagdo solar o melhoramento nio-linear &
uma vantagem porque assim uma planta para satisfazer a de
manda maxima n8o serd super-dimensionada para condigdes

normais.

0 custo adicional da bandeja intermediiria depende
principalmente dos custos da lamina de vidro. Como acpera
¢do do novo destilador ndo difere essencialmente dos des-
tiladores convencionais, acrescentando somente limpeza
das bandejas intermediarias, ndo seriam introduzidos maio
res problemas de adaptagdo. Se forem utilizados plésticos
para estas bandejas, o correspondente custo por uridade
de produgdo seria bastante reduzido se, espessuras muito
menores da ldmina de plastico tornam-se vidveis, resultan
do ainda em valores de condutdncia térmica substancialmen
te -mais baixos, e consequentemente em produgdes mais ele-
vadas no segundo efeito., O ganho na produgdao poderia tal~-
vez aproximar-se de 80% por cada efeito, o que € normal
nas plantas convencionais de dessalinizacio por miltiplo
efeito [ 11 J.
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SUMARIO
Este trabalho apresenta uma metodologia de cdlcu
lo para a obtencdo dos niveis de insolacdo na cidade do

Rio de Janeiro. Obietivan oe vovelhosx wm modelo determinis
tivco para a radiagao solar, que melhor se ajustasse as cui

vas solarimétricas medidas na regido.

Com a utilizacdo deste modelo tedrico, foi deter
minada a drea Util de captacdo para um coletor cilindro-pa
rabdlico empregado em um sistema de refrigeragdo a absor -
gdo e avaliados os periodos de funcionamento deste sistema.

RESUME

Dans cet article est presentée une méthodologie
de calcul pour 1l'obtention des niveaux d'insolation dansla
ville de Rio de Janeiro.

Un modeéle non probaliste a €té utilisé pour le
rayonnement solaire pour analyser les courbes d'ensoleillement
mesurés dans la regido. -

A partir ce modele tedrique a €té determinée 1la
surface utile de captation pour un miroir cylindro - parabolique
‘utilisé dans un systéme de réfrigération & absorption et ont
eté obtenu les periodes de fonctionnement de ce systéeme.
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1 - Introdugao
0 estudo de sistemas de refrigeragao a ciclos de absor!

¢ao utilizando como fonte de calor a energia solar € assun-
to de real interesse devido a sua aplicabilidade em camaras
para conservagao de alimentos, na fabricagao de gelo e no

condicionamento ambiental. Diversos trabalhos tem sido pu-

blicados a respeito [1-2]; porém, em virtude do grande nime
ro de elementos intervenientes no projeto do sistema de re-
frigeragdo (nivel local de insolagdo, tipos de coletores sQ
lares e de ciclos de absorgdo) é ainda necessaria uma anﬁli
se rigorosa a fim de que se possa adequar o projeto a um
fim especifico.

Neste trabalho, esta analise compreende trés etapas.l-
nicialmente sao determinados os niveis de insolagdao local a
partir de modelos deterministicos; a seguir é escolhido o
coletor solar baseado nas caracteristicas do sistema de re-
frigeragdo, e finalmente sao avaliadas as condigOes de ope-
ragao do sistema em fungao do nivel de poténcia fornecida
ao gerador do ciclo de absorgao.

II - Determinacgao dos Niveis de Insolacao Direta
Como sitio para a instalagao do sistema de absorcgio
foi escolhido o Rio de Janeiro. Porém, para esta regido i-

nexistem dados solarimétricos de radiagdo solar direta e
difusa, dispondo-se somente de dados diarios de radiagdo
solar total [3].

Assim, a partir destas curvas de insolagdo total dia-
rias foram ajustados modelos deterministicos a fim de se
conseguir um modelo que melhor representasse as condigdes
diarias de insolagdo total na regiao considerada.

Basicamente, os modelos deterministicos existentes pa-
ra a radiagao solar total s@o constituidos de trés parcelas:
Radiagao Solar Direta, Radiagao Solar Difusa e Radiagdo Re-
fletida do Solo. Esta ultima depende do tipo de albedo exis
tente, e neste trabalho sua influéncia sobre a radiagdao so-
lar total foi considerada despresivel como em [4].

Para a radiagado solar direta utilizou-se os modelos
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de Holman (5], Dogniaux [6] e Kreider [7].

Esses modelos, seguem a expressao geral dada pela Eq.
(1), distinguindo-se basicamente quanto aos valores do ar-
gumento da fungao exponencial.

-kt
ID=Io-cos bre (1)

onde , ID € a radiagdo solar direta em W/m?, I, a constante
solar 1353 W/m® * 21 W/m?®, b o angulo formado pela reta
que une terra-sol e a perpendicular ao plano do abservador,
k o coeficiente de atenuagdo total ao longo de todos os com
primentos de onda e t a espessura da camada que absorve a ra
diacgao.

No calculo da radiagao solar difusa foi utilizado o mo
delo de Liu-Jordan [8], que determina a radiagdo solar difu
sa (Id) em termos da radiagao solar direta considerada.

14=0,2710 I -cosb-0,2939-1p (2)

Este modelo ja se verificou aceitavel para duas regi
oes do Pais [5] , [9] .

Nos modelos, foi considerada a variagao da posigao do
sol a cada minuto, sendo para tanto utilizado um programa
automatico de calculo desenvolvido a partir de [6].

Como base para o desenvolvimento dos calculos, utili-
zou-se o ano de 1974, pois para este ano se dispunha dos
dados de insolagdao didria total integrados [3] .

Os modelos tedricos empregados, se referem a condi-
gGes de céu claro sem nuvens e consequentemente foram des-
prezados na comparagao dos resultados os dias que apresen-
taram acentuado grau de nebulosidade.

Desta maneira, foram estimados os niveis diarios de
insolagdo total utilizando-se os modelos considerados e
posteriormente comparados com as curvas medidas disponi-
veis. Foi admitido para a radiagao solar total integrada
no dia considerado um erro maximo de * 10%.
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III - A Escolha do Coletor Solar

III.1- Tipo de Coletor

A energia solar utilizada para o aquecimento do gera-
dor do sistema de absorg@o pode ser captada através de co-
letores planos ou concentradores (Parabolicos ou Esféri-

cos) dependendo da temperatura de trabalho do fluido frigo
rifico do gerador. Para um ciclo amdnia-agua de funcionamen
to continuo, utilizado neste estudo,a temperatura necesséri
a do fluido no gerador € em média de 135°C [10], tornando
inadequado o emprego dos coletores de placa plana do tipo
comercial. Um concentrador solar parabdlico de foco linear
permite fornecer ao fluido de trabalho altas temperaturas
tendo boa eficieéncia [2] e nAo apresentando a sofisticada
automatizacao requerida para o dispositivo orientador como no
concentrador tipo esférico [11].

0 concentrador parabdlico se fixado na direg3o Leste-0
este, devera ter um movimento obedecendo.a eclitica do sol,
cujo valor médio diario & dade por [6] .

Devido a simplicidade do sistema de controle utilizado
no coletor parabolico e o preenchimento das especificagdes
requeridas pelo ciclo de absorgao empregado, este tipo de
coletor sera escolhido.

As dimensdes caracteristicas do concentrador paraboli-
co: Comprimento, largura e distancia local serao dependen-
tes do bindmio carga de resfriamento-insolagao.

1I1.2- Area do Concentrador

A area do concentrador pode ser determinada por:

S (3)

Mam Ngalp
onde, P € a poténcia requerida no gerador do ciclo de absor
gao, n; a eficiencia do ciclo de absorgdo, n, a eficiencia
do coletor, incluindo as perdas térmicas e Oticas, que pode
ser obtida a partir de [12]e TD a radiag3o solar direta me-
dia.
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III.3- Calculo da Radiagdo Solar Direta Média (TD)

Como os modelos de insolagao utilizados s@ao para condi

¢oes de céu claro, varios dias durante o ano foram selecio-
nados a fim de tornar a escolha do modelo mais rigorosa. Di
as com percentual de nebulosidade maiores que 5/10(10/10 céu
totalmente encoberto, 0/10 céu descoberto) foram excluidos.
A tabela 1, mostra a variagdo média didria da radiagdo
solar total medida e calculada para 96 dias selecionados.

% ERRO
VALOR MEDIA
DIA DO (W/m2dia )| MODELO I | MODELO II | MODELO III
05/01/74 | 330 » | 4,2 ~0.,8 ETR
06/01/74 | 315 +0,3 +2,7 -8,0
07/01/74 | 307 +2,8 22,1 -5.6
08/01/74 | 300 -6,9 -4,0 <55
16/01/74 | 270 +6,1 +11,4 6,0
17/01/74 | 307 +0,5 -12,6 | -6,9
18/01/74 | 285 +9,2 RE +0,1
19/01/74 | 315 1.3 +1.4 9,6
20/01/74 | 298 +4,1 +4.6 -4.6
23/01/74 | 338 -8,6 -8,6 -16,3
24/01/74 | 322 -4,2 -2,6 -12.%
25/01/74 | 307 +0,4 -2,9 ol ]
26/01/74 | 277 +4,0 +2,8 +1,6
02/02/74 | 292 +4,1 -8,1 -5,0
04/02/74 | 313 5.5 .3 <138
05/02/74 | 307 -1,6 5. 10,3
06/02/74 | 309 <% .5 40,6 ~11.1
07/02/74 | 307 -2,0 -0,2 -10,8
08/02/74 | 310 “3,2 -0,2 -11,9
09/02/74 | 285 -5.,0 +6,8 -4,5
13/02/74 | 301 “i:5 1.2 -10,5
14/02/74 | 305 -3,0 “2.9 -11,9
15/02/74 | 299 1,4 -11,4 -10,5
17/02/74 | 286 42,5 <76 -7.0
20/02/74 | 284 42,4 6,2 -7.3
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$ ERRO
VALOR MEDI -

DIA DO(W/m2dia) [MODELO 1| MODELO II| MODELO III
21/02/74 | 293 1.0 16,4 -10,4
22/02/74 | 266 +8,7 -14,6 <17
23/02/74 | 270 +6,6 -12,8 -3,5
02/03/74 270 +4,1 +3,2 -5,9
03/03/74 277 +0,87 +0,4 -9,1

_ 04/03/74 | 270 +3,3 -2,3 -6,9
5 05/03/74 271 +2,5 -7,0 =7.7
06/03/74 272 +1,6 -14,2 -8,5
09/03/74 279 3.1 -3,1 -12,0
10/03/74 | 280 -3,1 -1,0 -12,5
11/03/74 | 249 +8,7 +10,6 -2,3
15/03/74 | 261 +1,8 +3,0 =87
16/03/74 | 262 +0,7 +2,8 -8,7
31/03/74 | 247 +1,2 i1 -12,3
01/04/74 232 2,5 -9,5 -7,2
04/04/74 | 225 +1,9 +0,1 <58
07/04/74 | 238 +2,7 -5,8 -13,0
30/04/74 | 211 -6,2 <12,6 -15,9
03/05/74 | 195 -0,9 52,3 +11,1
04/05/74 | 180 +6,7 -0,2 -4,3
11/05/74 | 181 +1,4 +11,7 -8,9
16/05/74 | 185 -4,3 -5,4 -13,9
17/05/74 | 176 +0,2 -3,0 -9,8
18/05/74 | 187 6.2 -6,5 =157
21/05/74 | 165 +4,7 -12,4 -5,6
22/05/74 166 +3 .6 +1,8 -6,6
23/05/74 | 180 -5,3 -1,2 -14,6
24/05/74 | 171 +0.7 +0,6 -10,4
25/05/74 180 6,1 -6,5 -15,3
03/06/74 | 148 -6,2 -23.6 -0,7
09/06/74 | 157 +1,9 6,5 7,9
15/06/74 163 -2,8 -1,0 -11,9
03/07/74 172 -6,2 ~1,5 -15,4
04/07/74 | 172 -6,3 -6,5 ~15,1
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$ ERRO
VALOR MEDT
DIA DO(W/m2dia)l MODELO I | MODELO II| MODELO III
05/07/74 176 -8,1 -8,1 -16.7
06/07/74 | 168 -3.5 -9.3 -12.6
07/07/74 167 -2,3 -17,0 -11,5
08/07/74 164 -0.06 -24.2 -9.5
10/07/74 151 +9.3 -7,2 L2
11/07/74 181 -84 -15 .6 =171
12/07/74 165 +1,5 -10.8 -8.2
13/07/74 172 -2.5 -13.0 -11.9
17/07/74 173 -0.8 -20.6 -10.5
21/07/74 171 +3.0 -33.0 -7.1
27/07/74 166 +9 .9 =33 0 =10
29/07/74 172 +7.,9 -11,8 -2.9
03/08/74 183 +5,1 -8,7 -5,6
20/08/74 202 +8,4 +11,1 -3.0
21/08/74 210 +5,5 -14,7 -5,6
24/08/74 223 +1,4 -27,0 -9.,%
25/08/74 211 +8 .4 -6,6 -3,1
26/08/74 213 +7,7 -9,6 3,7
13/09/74 247 +5,3 +4.,4 -5,9
14/09/74 249 +5,2 ¥4 -5.9
16/09/74 258 +2,9 +3,8 -8,3
22/09/74 255 +7,6 +10,0 -3,6
25/09/74 268 +3.8 +4.,4 -6,9
11/10/74 292 +1,8 +4.4 -8,2
15/10/74 285 +6,1 +6,0 -4,2
23/10/74 285 +8.7 +4,0 -1.,6
01/11/74 315 -0,4 +1.2 -9,3
05/11/74 296 +7,0 +10,3 -2,5
19/11/74 300 +7,0 +9.6 -2.1
24/11/74 328 +7,0 +1,4 -10,4
25/11/74 311 +3.4 +7.1 -5.3
26/11/74 298 +7,8 +11,7 1.8
01/12/74 306 ¥5 3 +9,0 -3,5
02/12/74 296 +8,9 +12,8 -0,2
09/12/74 330 ~2.5 +0,8 -10,5
12/12/74 311 +3,1 +7,3 -5.3
28/12/74 318 +0,2 +2,1 -8,0
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Tabela 1~ Comparagao dos modelos utilizados com o va-
lor medido (média Diaria) da radiag@o solar total.Modelo I
Dogniaux + Liu/Jordan, modelo II- Holman + Liu/Jordan e mo
delo III-Kreider + Liu/Jordan.

Para a determinagic da radiagdo solar direta média fo
ram considerados cinco dias com céu claro para diferentes
meses na primeira metade do ano [13], e a partir dai estabe
leceu-se um nivel médio de radiag@o solar direta disponivel
{ver tabela 2).

DIA T MEDIO W/ (m2dia)
06/01/74 267,23

21/02/74 246,54

16/03/74 223,54

03/05/74 156,08

09/06/74 124,12

VALOR DE T 214,19

Tabela 2- Determinagao de ID

Iv-Avaliacao das Condicoes de Operacdo do Sistema

A area do concentrador calculada pela Eq.(3) € um va-
lor estimado pois TD foi escolhido segundo o critério indi-
cado no §3.3. Por conseguinte, necessita-se conhecer os pe-
riodos de funcionamento do sistema de refrigeracgdo ao longo
do ano e verificar se estes periodos atendem &s necessidades
de projeto.

A poténcia disponivel (P;) no gerador do ciclo de absor
¢do ao longo do dia sera determinada por:

Pd= "1'"2'S'ID (4)

Sendo I, a intensidade de radiagdo solar direta, que
variavel ao longo do dia e dada através do modelo determin
tico selecionado.

€

f—
Conhecida a variagao de Pd ao longo do dia, pode-se es-

tabelecer um periodo de funcionamento do sistema em fungio

da poténcia requerida (P) pelo ciclo de absorgdo. E assim Te
avaliar-se o valor anteriormente assumido para ID e S,
’
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V - Resultados e Conclusoes

A tabela 1 mostra a comparagéo entre as médias diari-
as de radiagdo solar total obtidas a partir de trés diferen
tes modelos deterministicos e de dados solarimétricos para
o Rio de Janeiro.

Observa-se que para o modelo de Dogniaux + Liu/Jordan
o percentual de erro obtido para 96 dias do ano de 1974 foi
menor do que 10%. Assim, este modelo representa de uma manei
ra, satisfatoria as condigdes de insolagdo total e consequen-
temente o modelo de radiag@o de Dogniaux sera utilizado pa-
ra 0 calculo de ID (Eq.4).

Com a finalidade de ilustrar a determinagio dos perio-
dos de funcionamento do sistema de refrigeragao considerou-
se um ciclo de absorgao tipo comercial(n1-17,8$ e P=325 W)
e admitido n,=60% [12]. Utilizando-se o modelo de Dogniaux
para o dia 28/12/74 e as Eqs.(3) e (4) pode-se através da
Fig.l avaliar neste dia o periodo de funcionamento (¢) do
sistema de refrigeragao.

7 (w)
.
700} / \
600. ! \
! \
500 | \
400 / \
/ - P
300 1 )
]
200} fl i\
) W\
100} I} ;o
D —— ) ——
1 AN
g L . 4 St o il
o 8 16 24 Tih)

Figura 1 - Periodo de Funcionamento do Sistema
para o dia 28 de Dezembro de 1974,
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Observa-se que para as horas de baixa insolagdo o sis-
tema para funcionar necessitaria de um sistema de estocagem :
ou fonte auxiliar de energia. Também existir@o periodos nes |
te dia em que a poténcia fornecida pelo sistema de concen- :
tragao sera maior do que a poténcia necessaria ao sistema
de refrigeracao requerendo consequentemente um controle da?
vazao do fluido de trabalho no concentrador. :

Por conseguinte, para se obter a confiabilidade do sis ;
tema ao longo do ano para um determinado periodo de funcio- k
namento, faz-se necessidria uma andlise semelhante para os
96 dias selecionados.
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SUMARIO
Um método tedrico para avaliar a eficiéncia de um pira
nometro € apresentado.

As leituras espectroradiométrico das superficies dos
sensores e campanula de vidro utilizados sdo os parametros
necessarios e suficientes para prever o seu grau de confiabi
lidade.

SUMMARY
An theoretical method for evaluation of on piranometer
efficiency is presented.
The spectroradiometrics lectures of the glass chamber
and sensers surfaces are the necessary and sufficent
parameters to confiability evaluation.
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I- Introdugao

Antes de se conhecer a precisao de qualquer aparelho de
medigao, & necessdrio ter certeza do seu funcionamento
adequagao ao ambiente e as condigoes solicitadas.

0 nivel dessa adequagao devera ser evidentemente relacio
nado a precisao do aparelho e podera ser chamado de grau '
de confiabilidade.

0 grau de confiabilidade podera, sem divida ser obtida’
experimentalmente submetendo o aparelho construide as viari
as condigoes e ambientes e comparando a um outro aparelho'
padrao.

Esse procedimento, alem de necessitar de equipamentos '
auxiliares de grande precisao e uma tarefa bastante ardua,
sempre tras duvidas quanto ao seu hom funcionamento do apa
relho projetado, colocando ate em divida a fidelidade do a
parelho padrao.

Um estudo de modelo tedrice aplicado a um Piranometro,'
possibilitara, atraves do método computacional, avaliair o
seu grau de confiabilidade. analisando os .parametros de
transferencia de Calor existente no sensor de radiagao.

0 sensor de um piranometro mais simples consistem de
duas placas metalicas finas conectados por um fio metdlico

nos centros conforme a fig.l

MILIVOLTIMETR!

N =

rsd

J AMPLIFICADOR

Fig.l Esquema de um Piranometro
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As placas e os fios metalicos sao de materiais distin
tos a fim de possibilitar um efeito termoeletrico.
Deve se salientar que as placas A e B da fig.]l possuemsenm
pre caracteristicas espectrais diferentes nas suas super
ficies de modo que, quando expostas a radiaggo solar esta

belecem a uma temperatura de equilibrio diferentes. Obser

vando que a parte inferior das placas sao isoladas termi-
camente.

A tensao da ordem de milivolte perada nas extremidades
das duas placas & uma funcao da diferenga de temperatura'
das mesmas, consequentemente uma funcao da intensidade de
radiagao.

A fim de evitar poeiras, umidades e atenuar a transfe-
T

réncia de calor por convecgao, o sensor e coberto por

uma campanula de vidro conforme a fig.2

CAMPANULA

/

A B

.\
il
G
435 9 |
\STLI,CAGEL

Fig.2 Sensor de um Piranometro

IT- Modelo Tedrico

A analise do comportamento da temperatura superficial
em chapas exportadas a radiacao solar nas condigoes do

g o e s yion :
estacionario ou de equilibrio termico ja e bem conhecida,

5

Long (1], Howell et ale [ 2], Dzrsik (31, Hivbara (4,
shaffer [51, Siegel e Howell LG? i

e |

N EEE——
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Neste caso, além das chapas expostas, & necessario in-
cluir no estacionario, a influéncia da campanula utilizada,
uma vez que o vidro € totalmente opaco a radiagao de gran-
de comprimentos de ondas, onde se processa a reimissao das
chapas.

Problemas semelhantes foi estudado por Suzuki f?} e !

Suzuki e Hackenberg [BJ, adaptando ao modelo de esfera con
centrica analisado por Siegel e Howell [6].

E neste caso o modélo € bastante simples uma vez consta

tada que a campanula apresenta uma temperatura praticamente

igual a temperatura ambiente durante toda exposigao solar.

4 4
al(Tygr = 24T =T ) + ¢ (1-1a)> /4 (1)
Al L
Vet e Gy P
onde:

qr= Fluxo de radiacao solar
U= Constante de Boltzmann
T= Temperatura absoluta da superficie da chapa
u(T)= Absortividade global da chapa de temperatura T
E(T)= Emissividade global da chapa a temperatura T
Ev(Ta)= Emissividade global da campanula de vidro a tempera
tura Ta
Ta= Temperatura absoluta do meio Ambiente,.
c= Fator de convecgao
$1= Area da chapa
A,= Area da campanula de vidro
0 calculo da Emissividade e Absortividade global para a
banda de comprimento de onda no qual a radiagao & emitida ou

absorvida podera ser facilmente determinada, bastando para '

isso conhecer a distribuigao da emissividade monocromatica '
E} e utilizando a seguinte equagao:

o

fm qeb ;AdA
E(T) = 42 (53

fqeb,ldh
o}
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nde qek , ) corresponde a potencia de emissao expectral
e um emissor ideal, ver Plank ig}

Da mesma forma para absortividade temos:

ful geb,Ad}
0 (3)
‘[qeb,ldl

(9]

onde a) & a absortividade monocromitica.

a(T) =

A avaliagao numérica destas integrais pode ser simplifi-
; s 4
cadas observando de que o denominador e igual a 0T , mudande

a variavel de integragao de ) para )T obtemos:

E (1) = EX Sfl;-l—-d(:vr) (4)
oT
o
v ) ,fza_qmafm s
UTJ
13

Dunkle ElO}, mostra que com a curva ahvsi ou Elvsh,ja
que segundo a lei de Kirchdroff El= wl, pode ser avaliado
numericamente, tornando-se um incremento adequado de T,
tabelando-se os produtos individuais.ﬂh(qeb,?chS)h[AT] e
finalmente somando-os.

0 coeficiente de convecgao & dado por

1/4

h= c¢(T-Ta) ver Hottell e B.B Woertz (11], onde ¢ e o fator

de convecgao utilizado na equagao _1}
IIT - Resultados

- - - - N f
0 metodo computacional aplicada as equagoes [lJ, E&]e le
permitiu mostrar as influencias das variagoes dos parametros’
1

em funcao das diferengas de temperaturas de equilibrio das

duas chapas A e B
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As figuras 3,4,5 e 6, mostram que o aparelho pode trazer

erros bastante grosseiros a qualquer alteragao das caracte-

risticas espectais das surperficies dos sensores.
a7

(1]
L1

a0

65 B8 Absortwidude
¢a chapa B

Fig.3 Influencia da Variacao da
Abortividade Global da Chapa B

o 02 e M Tas T ds emiscividade
i g2 clispa B

Fig. 4 Influencia da variagao da Emissividade

Global da Chapa B.
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AT

kU

" o8 ar [ IS sividade
da chapa A

Fig.5 Influéncia da Variagao de Emissividade

Global da Chapa A

Al

— e
3 WOds s a7 dn ds G Absortwidade
da chapa A

Fig.6 -.Influéncia da Variagao da Abortividade
Global da chapa A.

R S T
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Parametros como fator de convecgao e emissividade do vidro
praticamente nao sofrem alteragoes, mas podem influenciar

na variagao da temperatura ambiente como mostra na fig,7

AT

e

—55 B R tamperaturs
w * Timpients

Fig.7 Influéncia da variagao da

Temperatura ambiente

aT

LLE
1.0 ung _
rvi 0.8 12 b de  radiagio

Fig.8 Variacao do fluxo de radiagao
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A nao linearidade do fluxo de radiagao com a diferenca
de temperatura AT, conforme mostra na fig.8 demonstra o '

grau de confiabilidade para os parametros considerados.

IV - Conclusao:

0 método utilizado permitira a priori estabelecer a fai
xa de adequagao do aparelho determinado o seu grau de con-
fiabilidade

E possivel fazer uma tabela de corregao as variagoes de
certos parametros como temperatura ambiente para obter um '
resultado mais exato na medigao com o aparelho utilizado.

0 método possibilitara comparar os aparelhos de radi

agao medindo o seu grau de confiabilidade.
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SUMARIO

Estuda-se a distribuigao de radiagao no absorvedor de
coletores parabGlicos compostos como funcao de varios parame
fros. em situagdes de interesse para aplicagdes térmicas e
em sistemas fotovoltaicos. Pelo método de tragado de raios
determina-se a influencia dos parametros na distribuigdo de
radiagbes direta e total nao isotropica, sobre o plano focal.
Determinou-se também a influéncia do deslocamento vertical
do absorvedor, de refletividade e nao especularidade da su-
perficie refletora na distribuigdao de radiagdo direta. Medi
das da distribuigao de radiagao em alguns absorvedores foranm
realizadas com uma sonda especialmente construida e os resul
tados foram comparados com os obtidos do tragado de raios.

SUMMARY

Ray tracing techniques are used to determine the radi
ation intensity distribution on the focal plane of compund
parabolic solar collectors, as a function of many parameters.
Distribution for direct and total (non.isotropic) radiation
are established, considering vertical displacement of the
absorber plane and the reflectivity and non-specularity of
the side walls. Measurements were made at some absorbers,for
diferrent concentration ratios, with a specially designed
probe; results are compared with the ray tracing methods.
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1. Introdugido

Os trabalhos de Winston [1] e [2] mostraram a possibi-
lidade de concentrar a radiagao solar com um fator de aproxi
madamente dez sem rastreamento diurno usando um novo princi-
pio - o do coletor de luz ideal cilindrico, mais comumente -
chamado de concentrados parabdlico composto (CPC).

Para fatores de concentragio de aproximadamente  trés
nao € necessario qualquer ajuste, mesmo sazoaal, e a aceita-
gdo de luz difusa € muito maior do que a dos coletores fo-
cais. O coletor € uma parede refletora ndo geradora de ima-
gem que concentra um feixe de luz no valor maximo permitido
pela conservagao do espago de fase [1]. Se a metade do angu-
lo maximo do feixe divergente & 0, este valor de concentra
¢do maximo permissivel (relacdo entre as areas da abertura e
do absorvedor dos concentrados) C, serd segundo Winston [1]:

C = 1fsen 0 (1)

A geometria basica [4] tem a curva do cone como uma pa
ribola com foco no lado oposto do absorvedor e eixo inclina-
do de um angulo 0O com respeito ao eixo otico. 0O compri-
mento do cone (L) & o suficiente para transmitir raios dire-
tos com angulos ©_ ; e o comprimento do coletor (%) € o mi-
nimo possivel [1].

Toda a radiacao com O maior que Gn € rejeitada; os
raios chepgando ao plano de abertura com 0 < Om sdo aceitos
e atingem o absorvedor.

Comparado com uma parabolica simples, o CPC € muito
profunde, exigindo maior drea refletora para uma dada abertu
ra. Na pratica, grande parte do topo do concentrador pode
ser cortada (truncada) com pequena perda na aceitagdo porque
as superficies cortadas sdo quase paralelas. 0 tragado de
raio no CPC ¢ facilitado com o uso de dois sistemas de coor-
denadas, figura (1). A equacdo da parabola do ramo direito
dos concentrador parabolico composto & [6]

2
- = (2)
2 dyp(1 + senqn)
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r o s A SRR

L tangente

LN
9

normal

(2r, %)

A\

4

r/} h
Fig. 1 - Geometria, raio inciden-

r// d2 te com O.

haij

Exemplos de concentradores parabolicos compostos com
outros tipos de absorvedores sao dados por Winston, Hinter-
berger, Goodman e Rabl em [7] e [6]. Os estudos de concentra
dores parabolicos compostos sdo poucose ndo ha dados experi-
mentais disponiveis, com poucas excegdes. Dentre as aplica-
goes possiveis uma possibilidade € o seu uso para baixas con
centragdes, menores que dez, em sistemas fotovoltaicos. Nes-
te caso € essencial ter-se uma iluminagdo razoavelmente uni-
forme no absorvedor. Welford e Winston [5] mencionam o pro-
blema da distribuicao de radiagdo no absorvedor de alguns
concentradores parabdlicos compostos sem no entanto discutir
a influéncia dos varios parametros nesta distribuicdo e sem
apresentar resultados experimentais; sugerem o uso do método
de Burkhard e Shealy [ 5] para projetar concentradores asse-
melhados aos CPC que iluminariam o absorvedor uniformemente
para um feixe axial. Contudo, [5] a aceitagdo de radiacgdo par
estes coletores & bem menor que a dos CPC para feixes nao
axiais, levando a baixas eficiéncias.

Neste trabalho calcula-se a distribuigdo de radiagao
no plano do absorvedor para diversos CPC e estuda-se a in-
fluéncia de varios parametros nesta distribuigdo: fator de
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concentragao (c), fator de truncamentos (tr), angulo de inci
déncia (@), altura do absorvedor (ha), ndo especularidade e
refletividade (p) da superficie refletora. Analisa-se também
o efeito da nao isotropicidade da radiagao total na distri-
buigao de radiacgao. Verificou-se experimentalmente a valida-
de desses programas com medidas de radiagdo no absorvedor -
feitas com uma sonda.

2. Formulagao
Foi inicialmente desenvolvido o programa para calcu-

lo da distribuigao de radiacao no plano focal quando a inci-
déncia € de radiagao direta. Este programa foi sucessivamen-
te adaptado para incluir a possibilidade de deslocamento ver
tical do absorvedor, da radiagdo incidente incluir a difusa,
isotropicamente ou ndo, e de haver imperfeigdes angulares na
superficie refletora. O estabelecimento das equagoes e pro-
gramas & um procedimento muito extenso, e esta descrito com
detalhes na ref. [3] . Um sumdrio do trabalho € apresentado
em seguida.

a. Distribuigdo de radiagdo direta como fungao dos pa-
rametros geometricos (¢, d,, tr) do CPC e do dngulo de inci-
déncia (0).

Supondo um feixe paralelo de radiagdo direta formando

2

um angulo Oi com a normal a abertura (positivo no sentido
anti-horario), deseja-se determinar a distribuigdo de radia-
¢do no absorvedor de um concentrador parabolico composto (c,
dy, tr). Na figura (1) indica-se os eixos coordenados x,y e
v,h usados para o tragado dos raios. A abertura & dividida
em Ng; partes, isto €, em Ndq mais um (Njdj) pontos denomi-
nados h1j , figura (1). Havendo truncamento, calcula-se a
abertura truncada (dl). As coordenadas do ponto de intersec-
¢do do raio incidente com o ramo direito do concentrador se-

/n 2
_BIS * B - 4A18C

18 18

rao, no sistema h,v:

h‘r’
2 Al8

ve = Ag h + Bg
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se ©; # 0; para ©; igual a zero, obtém-se:

2
“Big * “/519 -4 Ly Cyo

21y

R = hlj

onde 1

2d, (1 + sen @m)

= 2
Als C1 [Aa sen O  + cos Bm]
B18 = —A3c058m+senem+ZBsclsen@m{AasenOm+cosem)

CIB:_

pA
7 + Bg(Bg C; sen"0_ cosemJ

= 2
A19 C1 sen Bm

B19 = 2 hij C1 cos@m senem - cosOm

2
1 hi.z cos Gm L )

€ * G j

1
19 senGm —_—

1 4cy

Se o raio atinge o ramo esquerdo do concentrador, tra-
balha-se com o seu raio simétrico. Equagdes simplificadas sao
obtidas das precedentes [3] em casos particulares.

Para calcular o ponto que o raio incidente atinge 0

absorvedor, ha;., quando ele € refletido em (xr,yr) utiliza-

i
mos a figura (2).
A equagdo do raio refletido, que forma com x o angulo

R e que passa pelo ponto (xr,yr) €:
y = tang R x + (yr - tang R xr)

Dai obtém-se que ponto de intersecgdo com o absorvedor
hajj quando o raio seguido & refletido e dado por:
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L.
ey T

tan R cos® + sen®

haij o

onde

Cr = yr - tan R xr

Pode haver mais que uma reflexdo; a sequéncia € entdo
repetida [3] até encontrar-se o valor de hajj menor que dj.

A andlise & completada com o calculo da abertura do
concentrador quando este € truncado (&1) de um fatpr tr, o
que sempre ocorrera na prdtica; isto implica em uma modifica
¢do das equagbes anteriores [3].

A distribuigao de radiagdo direta no absorvedor pode
agora ser obtida plotando-se o numero de raios incidentes
que atingem cada faixa do absorvedor dividido pelo nimero to
tal de raios que entram pela abertura; isto € feito para ca-
da conjunto de parametros geométricos e para viarios angulos
de incidéncia do feixe.

b. Distribuigao de radiacgdo total isotropica e nio
isotropica, como fungdo da ndo isotropicidade e dos parame-
tros geométricos do concentrador.

Repete-se o procedimento do caso de radiagdo direta pa
ra o tragado dos raios, mas aqui cada ponto da abertura & en
carado como sendo uma fonte luz cuja intensidade é fungdo da
da diregao.

Seguindo, para cada ponto da abertura, todos os raios
com dngulos de incidéncia dentro do angulo de aceitagido tem-
se os pontos de intersecgdo respectivos no absorvedor; regis
tra-se as intensidades destes raios nas respectivas posigoes.
A distribuigdo € entdo obtida plotando-se a somatéria das in
tensidades em cada faixa do absorvedor divididas pela inten-
sidade de radiagdo incidente; esta & igual a soma dos produ-
tos dos niumeros de raios incidentes em cada angulo de inci-
déncia pela intensidade naquela direcgdo.

c. Distribuicdo de radiagdo direta como funcdo do des-
locamento vertical do absorvedor em relagao ao plano focal ;
extensdo para radiagdo ndo isotropica.
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Mudando a posigdo do absorvedor espera-se conseguir
maior uniformidade na distribuigao de radiagdo. Como o tama-
nho do absorvedor varia com a altura em que ele € colocado,
temos uma variagao no fator de concentragdo. Esta variagdo é
pequena para pequenos deslocamentos do absorvedor. Calcula-
se o tamanho do absorvedor como fungao da sua altura em rela
¢ao ao plano focal (figura 3) -

reio incidente roma direito do CPC ik of)
hil
dh
§ §
x .z
H posigao otuel r
'ZI *\ [posig@o original 1/

reio refletido

=y

Fig.3 - CPC com absorvedor
deslocado vertical-
mente de posigao fo
cal. -

Fig.2 - Geometria, intersecgio
do raio refletido com
a superficie.

Pode-se mostrar [ 3] que os novos pontos de intersecgdo
no absorvedor serdo dados por:

1/4Cl + (cosem-- tanR senem) dh - Cy

dhaj; =
J
tanfl coso  + sen@

A distribuigdo de radiagdo direta no absorvedor deslo-
cado & conseguida da mesma maneira ja utilizada. A distribui
¢do de radiagdo ndo isotropica também & obtida de maneira -
analoga.

d. Distribuicao de radiagdo direta no absorvedor supon
do uma aproximagdo para o comportamento ndo especular e re-



A-049

fletividade nao unitdria da superficic refletora.

A ndo espccularidade pode ser aproximada supondo ue
os anpulos das tanpgentes a parabola, nos pontos de intertcc-
¢Ges dos raios incidentes com a superficie refletora, ctom o
cixo coordenado x (T), tem uma distribuigdo normal. E:ta ils
tribuicdo tem esperanga (T) que ¢ o angulo do raio refleti
do especularmente e desvio padrao (), arbitrado. Gera-se
virios nimeros aleatorios pertinentes a uma distribuigdo nor
mal com valor esperade T ¢ desvio padrdo o, para cada raio
que atinge a superficie refletora. Associa-se a cada raio se
gsuidn uma série de raios refletidos, chamados raios probabili
dades, cujas equacoes san obtidas associando a cada um deles
uma tangente no ponto de reflexao com valor ipual a um dos
niumerns aleatdrios perados. Sepue-se todos os raios probabi-
lidades ¢ obtém-se os scus respectivos pontos de intersecgio
com o absorvedor.

Ao sepuir-se um raio probabilidade pode-se ter uma no-
va reflexdo deste raio, Neste caso gera-se um unicno nimero
aleatério pertencente a uma distribuicdo normal com v:lor es
perado ipual ao anguln (ue a tangente a curva tem nagucle pon
to ¢ desvio padrdn o, ¢ supGe-se que este valor € o valor
da tangente quando o raio ¢ refletido nio especularmente;con
tinuando a scpuir o raio probabilidade.

Supondo que a intensidade do raio sepuido seja unita-
ria, a cada reflexdo atenua-se a intensidade do raio probabi
lidade de o .

Aos raiens que atingem o absorvedor sem reflexao, asso-
ciamos uma distribuigdo uniforme unitdria de raios prohabili
dades com pontos de interseccoes com o ahsorvednr iguais. Se
guindo-sc todos os raios de um feixe paralelo com % - Um‘cal
cula-s¢ a distribuicie.

A extensao para o caso onde a posigado do absnrvedor va
ria ¢ feita mudando convenientemente [ 3] o cdlcule drs pon-
tos de interseccgio.

T

3. Metodolopia Lxperimental

Para as medidas locais de radiagao descnvolveu-se  uma
sonda de¢ radlagdo constando de uma termopilha associada a um

corpo negro. Tres sistemas foram desenvolvides, com nepro de
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fume cobrindo superficies de cobre ¢ conjuntos de quatro a
nito termopares.

Coberturas transparentes cram calotas cesféricas de plas
tico ¢ vidro. Problemas surpiram em lapuns casos com a solda
dos termopares, com grande inércia térmica em dois dos mode
los, ¢ com a deformacido de coberturas de plastico em regioes
de alta concentracao. No maodelo definitivo, a sonda foi mon-
tada num corpo de Teflon com cobertura de pirex; o diametro
total cra de 1 cm e a altura 4 cm. As juntas de referéncia
foram mantidas cm gelo Tundente. Nao foi possivel obter cali
bragio com radiagido solar concentrada além de um fator 3,con
tra um radiometro Lppley de precisio; a calibracio até um fa
tor 10 foi feita com um laser de arponio. A descrigio do apa

rellio e do método de calibracio constam da ref. |3

cona fai-
xa de conantruqﬁus de interesse, a resposta ol lincar  com
um desvio maximo de 5.1%.  Desta forma fol possivel levantar
os perlis de intensidade no lfoco dos concentradores, orienta
dos com cixos longitudinais na diregao leste-oeste.

Inicialmente os coletores eram posicionados para inci-

déncia normal; depois, a base cra ajustada sucessivamente pa
ra os diversos anpulos onde se efctuava medidas. Radiacao to

tal ¢ difusa eram medidasno plano de abertura do concentra -

dor com um pircliometro lppley de precisio ¢ uma sombra, pa-
ra cada posigido medida no foco.
.
4. Resultados e Conclusges
0s resultados dos programas de simulacdo sdo extensa -

mente analisados na refl. [3]. Observagoes gerais sao:

1. O truncamento nio uniformiza a distribui¢do para to
dos os angulos de incidéncia, em um dado coletor, mas scmpre
atenua fortemente os picos que ocorrem para incidéncia pro-
xima de @5 (o que & importante, porque cstes sdo os maiores
picos).

2. Para qualquer dngulo de incidéncia, aumentos no fa-
tor de concentragdo tendem a uniformizar a distribuigdo. Por
tanto, & sempre possivel jogar com maior concentragado de pro
jeto e maior truncamento para obter a mesma concentragao fi-
nal, com maior uniformidade. Os resultados 1 e 2 sao cxtensi
vos a condigdes de radiagdo ndo isotrdpica, também analisada.
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T

3. Pequenos deslocamentos verticais do absorvedor ate-
nuam a distribuigio.
4. Superficies nio especulares melhoram sensivelmente

a distribuicio, para qualquer anpulo de incidéncia.

Alpuns dos resultados experimentais sio apresentados
nas Fipuras 4 a B. Resultados complesto estido na refl. [3].
As Figs. 4,5 e 6 mostram os resultados, para trés anpulos de
indidencia, no concentrador B. Resultados da simulacido, in-
cluindo a refletividade real ¢ trés niveis de nido especulari
dade, sdao sobrepostos. A cumparugﬂn ¢ muito hoa, sendo a de-
fasapem de picos menor que 1 cm (3%). 0 erro cxperimental \na
posigio, ¢ desta ordem por causa do diametro da sonda. As Fi
puras 6,7 ¢ B comparam, para o mesmo anpulo de incidencia,tres
superficies refletoras diferentes. Note-se que o mylar  deve
ser representado por & < 0,01, pelos resultados cxperimen-
tais. O traballo feito mostra-sc suficiente para a anidlise
preliminar de opgoes de concentracao truncamento ¢ fabrica -
¢do (material refletor ¢ métodos) no projeto de concentrado-
res de Winston. Podemos avaliar a uniformidade de luminagio
consepuida com truncamento, concentraciao, cte. Viarias melho-
rias podem ser introduzidas na simulacio ¢ no procedimentoex
perimental visande outras aplicagoces (por exemplo, absorvedo
res tubulares). No momento, os propramas sdo utilizados para
o projeto de um concentrador de concentracao 9 para uso  com
fotocelulas.

H. Apradecimentos

Iiste trabalho contou com o suporte linanceiro da FAPLSE
(Contratn tecnol. ¢ ind. 78/0298).

I
o C=30
° dy = 300cm o Medidos
tr=0.354
20|  {amminie) v sl
al=0* - " " a=002
15 *w - o003
10
-]
(6]

dolem)
Fig. 4 - Resultados analiticos e experimentais.
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I
/s =30
. 43+ 300cm o Madidas
tr=0354 A—
P=0O.T8 Nao Espacilar  ¢. 01
20 tNunﬁ.!h] —_—— - ¢= 002
e(-3 SR « 7003
L
10
o
s{o SANY
2 N8 oo
24 28
dg (em)
Fig. 5 - Resultados analitjcos ¢ experimentais.
1
% C=30 o Madidos
dy+ 30.0cm —— Nio Especular e 0.01
20 tr=0 354 —_— - " e 002
peQ7s mvm S ¢» 0.03
(Aluminio )
3 eL=7*
10 9
o
s| &% T4
o
Fig. 6 - Resultados analiticos e experimentais.
I
% C=30
d5=300cm
tr= 03154
20 Fe 76 %
(Mylar)
15 8(=7" L
10
" o
]
Fig. 7 - Resultados analiticos ¢ experimentais.
X
2 cs30
d = 300cm
ire 0354
»LQTT
20 | Papel Aluminizadao)
B=7"
15
10
L]
L¢] -
o 4 12 16 20 24 28
dylem)
Fig. 8 - Resultados analiticos ¢ experimentais.
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SUMARIO

Analise de desempenho térmico instantaneo de coletores solares de
concentrag@o linear, tipo "Winston'. Principios Gticos do coletor de
Winston sao apresentados, assim como indicagOes da simulagao do desempe
nho témmico instantaneo. S3ao discutidas as técnicas de construgdo  de
prototipos de concentragoes 2,43 e 5,3 e apresentadas as curvas de efi-
ciéncia instantanea, tedricas e experimentais, para temperaturas do ab-
sorvedor variando entre 500C e 160°C. Sao apresentados também resulta -
dos de simulagao para absorvedor com deposigao de superficie seletiva.,

SUMMARY

In this research the instantaneous thermal performance of linear
concentration solar collectors (Winston) is analysed. Collectors op-
tical principles are described and the simulation and experimental of
the instantaneous themmal performance is indicated. Construction te-
chniques of prototypes (concentrations of 2.43 and 5.3) are discussed
and instantaneous efficiency curves presented for absorber temperatures
ranging from 50°C to 160°C. Simulation results for absorber with  de-
position of selective surface are considered.
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1. Introdugado
0 coletor de parabola composta proposto por Roland

Winston em 1969 [1,2] € um concentrador que atinge o limite
termodinamico maximo de concentragio

2
C = HI (1/sen emix

), (1)
onde 20 - & o dngulo maximo de divergéncia da radiagdo in-
cidente e ny e ny , respecitivamente, os indices de radia-
¢do dos meios na entrada e saida do coletor. A concentragdo
maxima para configuragdes bidimensionais & dada por

(2)

C = n/sen 6=
onde n € o 1iIndice de refragdo do meio interno ao coletor.
Para coletores tridimensionais onde o meio interno € ar, a ra
diagdo incidente no plano de abertura de largura D, dentro
de uma faixa angular 20 20 atinge diretamente e por refle-
X3o a superficie receptora de largura d e,
C= D/d = 1/sen Bis.r (3)

Os perfis planos dos refletores sdo duas parabolas dis
tintas e simétricas, de eixo inclinado do angulo Oz €M Te-
lacdo ao eixo Gtico do coletor, cujos focos coincidem com as
extremidades da superficie receptora (figura 1).

Fig.l - Perfil plano do
CPC e dimensdes
caracteristicas.
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Com o aumento da concentragdo torna-se progressivamen-
te desfavoriavel a relagdo entre a area de refletor e a darea
de abertura do coletor CPC. Torna-se necessario, entdo trun- |
car o coletor, isto &, reduz-se a altura original, diminuig.
do sua concentragdo, para reduzir a drea do refletor. As di-
mensées caracteristicas da parabola truncada, em relagdo a
um sistema cartesiano de eixos inclinados de € - em relagio
ao eixo otico do coletor, estdo descritas detalhadamente em
[3].

Em aplicagdes térmicas, a superficie receptora da rad_
gdo solar, agora denominada absorvedor, deve ser um tubo de
segao transversal circular ou eldptica ou um tubo aletado
[4,5,6]. A transferéncia de calor convectiva do absorvedor -
para o meio ambiente € reduzida utilizando-se uma placa de
vidro no plano de abertura do coletor ou envolvendo-se o ab-
sorvedor em tubo de vidro evacuado. A transferéncia de calor
radiativa do absorvedor para o meio ambiente & reduzida uti-

lizando-se absorvedor com deposig¢ao de material seletivo co-
mo o cromo-preto, o niquel-preto ou dxido de cobre [7].

0 coletor solar de parabola composta € entdo, um con-
centrador linear cilindrico que apresenta vantagens sobre os
coletores tradicionais: em relagdo aos concentradores de fo-
co Unico, aceitando a radiagdo solar dentro de uma faixa an-
gular zemix , concentram parte da radiag@o difusa incidente
e nao necessitam de seguimento diario continuo do sol; em
utilizagdo térmica sendo a superficie receptora uma fragdo
da superficie de abertura, atingem temperaturas mais altas
com eficiéncia superior aos coletores de placa plana.

2. Simulacdo do Desempenho Térmico Instantaneo

A anidlise teorica do desempenho térmico instantineo do
coletor CPC foi realizada para trés montagens distintos do
coletor CPC:

1. cobertura de vidro no plano de abertura e refletor

isolado;

2. cobertura de vidro no plano de abertura e refletor

sem isolamento;

3. cobertura de vidro imediatamente acima do absorve-
dor.
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0 desempenho térmico instantaneo do coletor CPC foi ana
lisado teoricamente por Allen, Levitz, Rabl, Reed, Schertz e
Winston [6], para absorvedor envolto em tubo evacuado, e por
kabl [7], que confrontou resultados tedricos e experimentais
para montapgens com cobertura de vidro no plano de ahertura e
refletor isolade.

As expressGes para a poténcia transferida ao fluido sdo
hascados em dedugGes de Duffie e Beckmann [8] para o coletor
de placa plana ¢ a determinacido dos coeficientes globais de
transferéncia de calor € analisada detalhadamente em [4].

0 coeficiente da transferencia de calor convectiva pa-
ra a Za. montapem, refletor sem isolamento lateral, fol de-
terminado experimentalmente, a partir da identificagao vi-
sual, com o auxilio de fumaca |, ¢ de medidas dos perfis de
velocidade e temperatura das correntes de convecgao interna,
junto as superficies laterais e cobertura do coletor.

Em um coletor CPC truncado, de concentracao 2.4, com
Umﬁx = 19,4 praus, h=06m,d==0,3m, D=20,72m, refle-
tor de aluminio apoiado em superficie de poliester reforgado
com lda de vidro de 0,002 m de espessura, inclinadeo de 20
graus em relacdo a horizontal e submetido a dois niveis de
temperatura no ahsorvedor, ohservou-se, com o auxilio de fu-
maga, que o ar interno circula sob uma unica Configuragio. 4
acompanhando as fronteiras do coletor, no sentido de sua in-

clinagao com a horizontal (figura 2}.

§
o

Fig. 2 - Corrente convecgao no interior de CPC e
pontos de medida de temperatura e velo-
cidade.
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Utilizando anemomctro de [io quente ¢ termopares, fo-
ram realizadas medidas de velocidade ¢ temperaturas do ar in
terno ¢ do refletor em pontos simétricos de uma mesma  scgdo
transversal do coletor, além das temperaturas do absorvedor, |
cobertura e ambiente. 0Os perfis de velocidade e temperatura
da corrente de ar estao tragados nas Figuras 3,4,5 ¢ 6.

0 calor transferido do absorvedor para o ar interno €
dado por :

hei « Ag . (ta - tar)

Yci

onde Eci € o coeficiente médio da transferéncia de calor por:

convecgdo natural, podendo ser calculado pela cxpressao

s }_].Ci - d
B, = e us e (e Pray) .
d Kar rd 2
onde Pryy = numero de Prandtl do ar;
& = constante que dependa da inclinagdo do absorve

dor, assumindo os valores 0,54 ¢ 0,59 para pla

cas horizontais ou verticals, respectivamente,
em cscoamento laminar;
a = constante ipgual a 1,4 para escoamento laminar;
Kar = condutividade do ar imediatamente acima do ab-

sorvedor e

Grgy = 8 B (ta - tar) . d3/var2

Para os dois niveis de temperatura impostos ao absor-
vedor, variando de 76,59C a 78,499C e 101,0°C a 108,3°%C e su-
pondo uma variagao linear da temperatura do ar interno jun-

to ao absorvedor, obteve-se¢ a cxpressio

ter = B.P7 (AA L tg ; '€ ) + 70¢

Para o absorvedor inclinado de 20 graus com a horizon
tal, admitindo para c o valor de 0,55, calculou-se o fluxo
de calor do absorvedor para os dois niveis de temperaturas -

citados. Para
t2=76,50C-78,99C, hc;=4,16 w/m20C ¢ qei/Aa=113 w/m?
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t2=101,00C-108,39C, hci=4,55 w/m29C e qc;/A;=18Y w/m?

0 fluxo de calor através de cada uma das

- .
superficies

laterais e da cohertura pode ser calculado se 530 conhecidos

os valores médios da velocidade e temperatura da corrente de

ar junto as secoes consideradas e admitindo que elas sc com-

portam como placas planas em regime de conveccgdo forgada la-

minar. O coeficiente médio da transferencia de calor €

por

onde Kayr =
RcyLE

sendno,

onde Bigm
Var ©
var
L =

K
143 _ Tar
. RcyL _E-

h = 0,664 . Pr
condutividade teérmica do ar;
nimero de Reynolds;

] Vv L

_ ar "ar
ReyI =

Har

densidade do ar;
velocidade do ar;

viscosidade do ar;

comprimento das superficies laterais

ou da co-

bertura sendo, neste caso, iaual a D.

0 numerc de Prandtl, a condutividade térmica, a densi

dade e a viscosidade do ar sao avaliados para a

temperatura

média da corrente junto a cada scgdo ¢ para o cidlculo do ni-

mero de Reynolds, a velocidade considerada € a velocidade m3

xima nédia na segao.

Para os dois niveis de temperatura impostos ac absor-

vedor, o fluxo de calor por unidade de arca de observador es

td dado na Tabela abaixo.

[ Yeilhy
| ta tc tabm -
Lp | LE | coB, TOTAL '
76,5~ 78,9 36 27 29,0 46,0 | 49,0 134,0 |
101,0-108,3 40 27 60,0 47.0 | 63,0 170,0 ]
| LT 2 ¥

LE=lateral direita; LEZlateral esquerda; COBzcobertura. ta,
tc ¢ tamb em °C e gcifAz em watt/m2.

dado
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Comparando-se os resultados do fluxo total de calor
por unidade de drea de absorvedor obtidos por métodos distin
tos, verifica-se que se situam dentro de uma faixa de varia-
¢do de 10%, afirmando a validade da suposigdo inicial. Obser
va-se, ainda, que o fluxo de calor através da cobertura, nos
dois casos analisados, representa pouco mais que 1/3 do flu-
xo total. Este resultado ndo deve ser generalizado a outros
tipos de coletores CPC que tenham caracteristicas diferentes
do modelo analisado.

3. Construciao dos Prototipos

Os prototipos construidos para os testes de desempe -
nho térmico sdo modelos truncados de concentragdo médio, 2,4
e 5,3, com dngulos de aceitagdo de 19,47 graus e 8,21 graus,
o que resultaria, respectivamente, em modelos integrais, nas
concentragoes 3,0 e 7,0.

0 suporte dos refletores foi moldado em poliéster re-
forgado com 12 de vidro, de espessura média 0,002 m, de tal
forma que, com trés pontos de apoio longitudinais, na base e
extremidades laterais, inteérligados entre si, o conjunto ad-
quirisse rigidez estrutural, permitindo ser inclinado sem se
deformar. O refletor, folha de aluminio polida, foi aderido
ao suporte com adesivo a base de silicone, que suporta tempe
raturas até 100°C.

Os absorvedores, isolados inferiormente com 0,05 m de
1a de vidro, sdo do tipo tubo aletado. Para o coletor de con
centragao 2,4, construiu-se o absorvedor com dois tubos de
cobre soldados, com estanho a uma chapa também de cobre. O
coletor de concentragdo 5,3 utiliza um perfil industrializa-
do de aluminio, tipo "brise", com tubo lnico no centro da
chapa, constituindo uma so pega.

= Como cobertura transparente utilizou-se vidro comum ,
0,003 m de espessura, que, quando montado na superficie de
abertura, se apoia em esquadrias de aluminio fixadas no su-
porte do refletor. Para os testes de desempenho com cobertu
ra proxima ao observador, as placas de, vidro, com guarnigdes
de borracha em suas laterais, foram colocadas a 0,02 m do ab
sorvedor. .

A oxidagdo dos refletores de aluminio, sob a agdo do
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ambiente, reduzindo sua refletividade, constitui-se uma limi
tagdo séria para a sua utilizagdo em concentradores. A utili
zagdo de plasticos especiais com deposigdo a vacuo de pelicu
la de aluminio, por exemplo "mylar aluminizado", conduz a me
lhores resultados de eficiéncia Otica e acabamento da super-
ficie refletora, mas ainda ndo se conhece resultados experi-
mentais da agao da radiagdo ultravioleta sobre tal produto.

4. Resultados Experimentais e da Simulagao

Foram realizados medidas experimentais do desempenho
térmico instantaneo para a segunda e terceira montagens do
coletor de concentragdo 2,43 e para a segunda montagem do co
letor de concentragdo 5.3. As Figuras 7 e 8 apresentam os re
sultados das medidas experimentais e das simulagoes para os
dois niveis de concentragao. Na Figura 7 a linha tracejada
representa o desempenho tedrico de um coletor de placa plana,
uma cobertura e absorvedor ndo-seletivo, a titulo de compara
gdo.

A utilizacdo de absorvedor com deposigao seletiva €
fator importante no desenvolvimento dos coletores de parabo
la composta, aumentando sobremaneira sua eficiéncia.

A Figura 9 mostra os resultados de simulagdo pa-
ra absorvedor seletivo, a,=0,87 e €,=0,17 nos modelos de con
centragao 2,43 e 5,3. A linha tracejada da figura 9 represen
ta o desempenho tedorico de um coletor de placa plana com ab-
sorvedor seletivo.

Ce2.43 1- COL PLACA PLANA

7o{ MEO SELETIVO  2- IPMONTABEN CPC
A 3- ZUMONTAGEN CPC

% 4- 37 MONTAGEN CPC

501

Bo Fig.7 - Desempenho térmi-
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1 - 1 MONTAGEM

£ - IV MONTAGEM

3 - 37 MONTAGEM

Fig.8 - Desempenho térmico
instantaneo de CPC,
concentragido 5,3 ,
1=1000 w/m?2.
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RESUMO

0 coletor solar projetado utiliza um sanduiche de mna-
lhas imersa parcialmente no fluido de trabalho, acetona. A
secgdo coletora € coberta com duas placas de vidro, a sec-
gdo adiabatica € isolada, e a secgdo de condensagdo € imer-
sa num tanque armazenador. Seu funcionamento consiste na e-
vaporagao do fluido de trabalho na secg@o coletora, conden-
sagdo na condensadora, cedendo calor ao armazenador e retor
no na forma 1fquida a secgdo coletora, movido pela pressido
gravitacional e pressdo de capilaridade.

SUMMARY

This collector uses meshes in the form of a sandwich
and is partially immersed in acetona. The collectingsection
is covered with two glass sheets, the adiabatic sectiﬁh is
isolated while the condensing section is immersed in the storage
tank. In this collector the working fluid is evaporated in
the evaporator flow to the condenser where it transfer-.its
heat to the storage tank, condenses and flows back duc to
gravitational and capillarity pressures.
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1. Introducdo
0 mecanismo sob o qual os coletores planos operam ¢

bastante conhecido e igualmente explorado. O novo conceito,
consiste em utilizar uma placa porosa fixada entre uma cama
da isolante por baixo e um absorvedor plano, rugoso ou liso,
de metal por cima, com todas as partes laterais fechadas.
Um fluido de trabalho € introduzido e consequentemente ab-
sorvido pelo material poroso. Uma cobertura dupla de vidro
€ também ajustada na parte superior a uma distancia calcula
da para reduzir as perdas de calor por convecgao. A  parte
externa do conjunto € isolada, enquanto o outro lado € con-
venientemente fixado dentro de um tanque armazenador. Quan-
do o lado exposto € suficientemente aquecido o fluido de tra
balho ird evaporar e mover-se para a outra extremidade, on-
de perde calor latente e condensa, retornando ao ponto ini-

cial por dentro do material poroso e assim completa o ciclo.

Este modelo de coletor é comparativamente mais barato
que os convencionais, nao tem problemas com tubulagoes ou
vazamento e pode ser incorporado aos sistemas existentes pra
“ttcamente sem nenhuma modificagdo. Sera de grande utilida-
de no aquecimento de dgua residencial, aquecimento de ar pa
ra secadores, etc.

2. Projeto de Sistema

2.1. Lay-Out e Caracteristicas do Coletor
0 esquema da instalagdo e projeto € apresentado na fi
gura 1. -
0 sistema deve funcionar com duas coberturas de vidro
comum e ndo possui nenhuma espécie de tubos.
As demais caracteristicas sdo as seguintes:
- Area fitil de absorgdoc de energia: 1m?® (0,8x1,25m)
- Isolante: poliuretano rigido, de espessura 0,05m
- Meio poroso: malhas metalicas (latdo de bronze)
- Placa absorvedora: chapa de cobre tratada quimica -
mente
- Moldura interna e aletas: cobre comercial
- Inclinagdo de coletor com a horizontal: 30°N
- Fluido de trabalho: acetona comercial (ponto de ebu
ligdo: 57°C). B

i
i
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FIG.{2)

FIG.(1) ESQUEMA DO COLETOR SOLAR DE PLACA POROSA.
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- Fluido armazenador: dgua.

2.2. Cdlculo de Perdas no Coletor

0 funcionamento regular do sistema exige que a plac
absorvedora atinja e se mantenha na temperatura de ebuliga

da acetona. Um tratamento quimico comum, no lugar de tinta
preta, realizado sobre a chapa de cobre, melhora substancia
mente suas propriedades de absorgdo e emissdo, e satisfaz o
problema.

0 cdlculo das perdas por convecgdao, radiacdo e condu-
¢do € feito segundo os procedimentos usuais apresentados por
Duffie § Beckman (1). O Esquema iterativo para obtencdo da
temperatura da cobertura externa (jd que sc pode afirmar
que a temperatura da cobertura interna € praticamente igual
a temperatura de saturagdo da acetona) foi apenas levemente
alterado para incluir uma otimizagd@o no espacamento entre as
camadas de vidro, reduzindo as perdas por convecgdo, a par-
tir do trabalho de (2). Garante-se desta forma condugdo pu
ri eitre as camadas de vidro (Nu=l). !

Utilizando os dados:

€. "Cp mE. " 0,88 zp = 0,25

y L

p oy B SIPEY R w287 5 T o 15%

ceu
onde : Loyt emitancia da cobertura interna 1
€cz = emitdncia da cobertura externa
€. = emitancia média das coberturas
€. = emitincia da placa
T_ . = Temperatura ambiente
T.; = Temperatura da cobertura interna
= Temperatura da placa
Temperatura de corpo negro do céu

-1
'U—i
L]

obtemos, apds algumas tentativas:

T w290 =0,00979m ; U, = 7,06 W/mi°K

; dcl - c2

1

5 >

onde : Tcz = Temperatura de cobertura externa
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dcl-cZ = espagamento entre as coberturas
UL = condutancia global de perdas

-

o fluxo de energia perdida € entdo:
ay, = Uy (T, - T,) % 261 W/n

onde : q; = fluxo de energia de perdas.

Se podera notar que estas perdas ja sdo bem inferiores
a de coletores comuns, devido principalmente 3 baixa tempera
tura da placa.

2.3. Escolha da Malha Metalica (Tipo Mesh quadrado co-

: mum) .

A escolha da malha metdlica é feita de acordo com es-
quema tradicional utilizado no projeto de heat-pipes, confor
me Dunn § Reay (3) e Chi (4). Evidentemente a malha selecio-
nada deverd prever a maior razdo possivel de acetona, propor
cionando uma perda de carga compativel no escoamento do 1i-
quido, uma vez que ndo ha problemas de compatibilidade de
materiais. A selegdo é feita como segue.

A poténcia de radiagOes absorvida pela placa é dada
por:

S = HRta
onde: S,5(t) = radiacdo absorvida na placa
H = radiagdo incidente num plano horizontal local
R = corregdo angular da radiagdo incidente
T = transmitdncia global da cobertura
o = absortancia da placa

Para uma absortancia de 0,75 (obtida com o tratamento
quimico), o produto ta para duas coberturas de vidro | de
2,7mm, de espessura, resulta em aproximadamente 0,6. Um pi-
co de radiagdo de 1000 W/m® ao meio dia solar no inverno
(R £ 1,56) nos da:

= = 2
Smax 1000 x 1,56 x 0,6 936 W/m
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onde: Smax = maxima radiagdo absorvida

Assim a poténcia Util midxima €:

Woax = Cpax = ) A =675 W

onde: A_ = drea do coletor

Esta poténcia titil maxima € transferida ao armazena-
dor por meio da condensagdo da acetona. Admitindo-se que nao
ocorra subresfriamento no condensador temos:

Qu = mhnv

onde: Q, = poténcia atil
m = fluxo do fluido de trabalho

.

Moz ™ fluxo maximo do fluido de trabalho

hy, = calor latente de evaporagio

Logo, o fluxo maximo de acetona sera:

_ Qu 675 )
... % AR 2 1,3x107° Kg/s

max 3
hige 519 ,85x10

0 estabelecimento do ciclo da acetona no interior do siste-
ma exige que:

(AP} pax ¥ APy + AP - apg
onde : (Apc)max = maxima pressdo de capilaridade
ﬁPz = queda de pressdo na fase liquida
4P, = queda de pressao no vapor
A?g = diferenca de pressao gravitacional
20 20
(ch) £ 157,48 Mo

max ;: (W*dw]/Z

Vi om v, & .m
&P, = L7ef” _ “t7ef

KAy Kab
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azAv a'b

ﬁPv r

ﬁPg = ngtef sen

onde: g = aceleragdo gravitacional

o = Tensdo superficial do 1liquido

K = permeabilidade do meio poroso

Lef= comprimento efetivo

v, = viscosidade cinematica do 1iquido

v, = viscosidade cinética do vapor

a = distancia entre o meio poroso e a cobertura in-

terna

a = espessura do meio poroso

A, = drea normal ao fluxo de calor

K drea normal ao fluxo de liquido

b = largura do coletor

r_. = raio de canilaridade equivalente
ingulo do coletor com a horizontal

k-]
n

Admitindo uma camada de malha metidlica (a=24d,), dimen
sdes Log = L/2 = 0,63m, b=0,8m; a=0,01lm e utilizando as pro
priedades da acetona na temperatura de saturagdo temos:

AP, = (747,3) (9,8067) (0,63) sen 30° = 2308 N/m?

12(4,11602x107%) (1,3x10 ") (0,63)
sP, = =0 ,05159N/m® <g AP
(0,01)* (0,8) &

Supondo ainda (aPc)max €< an para efeito de estimati

va conservativa ficamos com:

AP, < 2308

Utilizando a equagao de Blake-Koseny modificada:
2
g Swed
122(1-¢)?
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onde : d, = didmetro do fio da malha
' € = porosidade

com:
€ =1+« 32,467 Mdw

onde: M = nimero da malha metalica

obtemos :
drigs

> 8,416.10 12p?
(1-¢)?

Resolvendo por tentativas com o auxflio de catdlog
de malhas obtemos:

M < 80

Optamos por duas camadas de mesh 60 com ¢,<0,16.1072
por razdes de custo, Assim, (AP )mlx 180N/m* satisfazendo |
equagao inicial.

2.3. Calculo do Armazenador e Quantidade de Acetona:

Admitindo uma distribuicdo senoidal da radiagao absoi
vida durante o ciclo didrio temos:

b
S(t) = Smax sen E t
onde: N = duragdo média do dia [hr]
t = tempo [hr]

A[S(8) = q;] . se s(r) > ay
Q (t) = ,
=0, se S(t) < aQ

Os dados de radiagio disponiveis para Campinas nos
dao N = 11,98 h. 0 uso dos valores § max-936 W/m? Q. W/m® &
satisfatdrio para o dimensionamento do armazenador.

0 intervalo de tempo ftil pode ser obtido e resulta:

t, = 1,078 h ty * hora de infcio de operagao

t2 = 10,902 K t2 = hora de término de operacgao
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onde t é contado a partir do nascer do sol.
Assim a energia 0til mdxima a ser armazenado &:

10,902
=" f Qu(t)dt = 15440 KJ
1,078

onde: E = energia madxima armazenada

A massa de dgua do armazenador € entdo obtido por meio
de :

Emax " me (Tl d TZ)

onde : = temperatura mdxima do armazenador
temperatura minima do armazenador
= calor especifico do fluido armazenador

= massa de fluido armazenador

£ =] w3
5'|:I L
u

Levando em conta que a temperatura do armazenador nun
ca ultrapassarid 57°C (temperatura de saturacdo da acetona)e
nunca serad inferior a 20°C (ambiente) temos:

15440 x 10°
m = = 99 83 Kg
4180 x (57-20)

0 reservatorio escolhido tem as dimensces 1x0,35x0,35m
(dimensdes internas), sendo isolado com 0,05m de poliureta-
no rigido.

' 0 comprimento total do sistema de transmissdo de ca-
lor pode ser calculado. Estimando-se em 0,20m o comprimento
do trecho isolado & entrada do armazenamento e em 0,30m’/ o
comprimento do condensador teremos:

L ™ Le + La + Lc & L5 2w Qi = 175 m

t
onde : Ly = comprimento total Le = comprimento do evapo
L, 2 comprimento da sec rador
¢io adiabdtica Lc = comprimento do con-
densador

resultando também em:
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L
g =1L + = C=0,975m

Este valor nao altera os resultados anteriores, obti-
dos com &, = 0,63m.

A quantidade de acetona aproximadamente necessaria(su
perestimada) € obtida com:

Mac = A/Lp, *+ A Lep, = alJLtp‘|r + abLtEpl

onde: Mac = massa do fluido de trabalho

resultando em:

Mo = (0,01)(0,8) (1,75)(2,172) +(4x0,16x107%) (0,8) (1,75)
(0,6883)(747,3) = 0,03041+0,46088 = 0,4913 Kg

3. Montagem Experimental

A bancada de testes disponivel no Departamento de En-
genharia Mecanica da UNICAMP possui pireliometro e banco de
termopares a serem instalados ao longo do coletor, da sec-
gdo isolada e do condensador. Termometros, crondmetros e ma
terial permanente comum s3o suficientes para a execugdo dos
testes-padrdo em coletores solares convencionais. Cuidado &
tomado no sentido de instalar os termopares por baixo da
placa de cobre a fim de evitar perdas de acetona por efeito
capilar, devendo-se também assegurar boa vedagdo ao sistema.
0 controle do sistema € efetuado através de um mandmetro e
uma valvula instalados no condensador. Trincas nas cobertu-
ras s3o evitadas usando fixadores moles.

Por fim o rendimento do sistema pode ser comparado ao
dos coletores convencionais.

4, Discussdo e comentdrios

Estd sendo montado em nossas oficinas um protdtipo des
te coletor, com o objetivo de efetuar comparagOes com o mo-
delo tradicional.

Numa andlise preliminar, podemos destacar que o novo
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coletor possui capacidade de captagdo energética por metro
quadrado, cerca de 30% a mais, tem uma construgdo mais sim
ples, e pela auséncia de tubos, elimina o problema de vaza-
mentos destes. Outro ponto importante € que o custo de
construgdo deste novo modelo € menor o que obviamente impli
ca na obtengdo de energia e menor custo.

Como o problema de custo € critico, estamos estudando
algumas maneiras de diminuir ainda mais o custo do coletor,
dentre eles podemos destacar a "sinterizagao'" da areia ou
a utilizagao de um tecido negro como material poroso.
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SUMARIO

Avaliou-se o desempenho de coletores planos para ab -
sorgao de energia solar com diferentes superficies através
das quais o calor & transmitido & um fluxo de agua. Apre-
senta-se uma andlise de cdlculo do rendimento térmico com
base na eficiéncia de transferéncia e nas perdas energéti-
cas no sistema.

ABSTRACT
The performance of flat plate solar energy collectors
has been evaluated for different types of surface condi-

tions through which heat is transfered to a flux of water.
The analysis of the thermal efficiency based on the trans-
fer characteristics and the energetic losses of the system
is presented.




A-077

1. Introdugao

0 mais conhecido método para converter energia solar em
calor & através de coletores de placa plana para aquecimento

de dgua, ar e outros fluidos. O tipo cldssico de coletor con
siste em uma chapa de metal recoberta por uma camada escu-
ra na face exposta ao sol e isolada termicamente no reverso
afim de evitar as perdas de calor absorvido. Acima e parale
lamente ao coletor sac montadas uma ou mais placas de materi
ais transparentes de forma a reduzir as perdas'por convecgao
e irradiagao (efeito de estufa) e proteger a superficie con-

tra as intempéries.

A natureza da camada escura que irda absorver a energia
solar influi decisivamente no rendimento do coletor. Por is-
so desenvolveram-se métodos especiais [1] [2] de revestimen-
to das superficies de coleta de tal forma que elas apresen -
tassem uma caracteristica espectral propria para evitar as
perdas por irradiagdo das ondas longas.

Considerando a ndo existéncia, em termos praticos, do
coletor plano ideal e como a maioria dos trabalhos pertinen
tes apresentam a sua solugdo propria e isolada, partiu-se pa
ra a construgao de prototipos que permitissem analisar mate
riais, técnicas construtivas e operacionais e comportamento
a longo prazo.

Neste trabalho dar-se-d énfase a Ultima parte a qual,
sob certo aspecto, engloba as demais.

2. Aspectos Tedricos
Para um melhor entendimento como se processa a coleta

de calor em um coletor plano sera apresentada uma  analise
suscinta dos fendmenos térmicos ali desenvolvidos. Detalhes.
especificos sobre as parcelas das equagdes poderdo ser rob~
tidos nos trabalhos referenciados.
A Fig. 1 apresenta esquematicamente os fluxos térmicos asso-
ciados ao sistema coletor. 5
No equilibrio térmico & assumida a equagdo basica do
processo:

9, 93 - 9 (1)
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|
i
3
Ij" 1 Fluxos bdsicos de energla nocoletor '

onde q & a poténcia térmica utilizdvel, q, a poténcia absor
L e - .
‘vida do sol e q e a parcela que representa as perdas totais
‘para o exterior.

= Q. *q *q (2)

As perdas por condugao para o exterior para o ﬁnﬁo,qf.
e pelas paredes, qp, sao calculadas convencionalmente pelas
expressoes de transmissdo de calor. As perdas devidas a re-
irradiagdes da placa coletora, convecg¢do e condugdo atraveés
da expressdo apresentada por Klein [3].

Para a determinagdo da poténcia absorvida pelo sol,
Hottel e Erway [4] apresentam a seguinte aproximagio:

4" T R B

onde Hﬁ a irradiagdo solar total(direta + difusa) incidente
em uma superficie inclinada para aquela em uma horizontal e
E?e € o valor médio do produto da absortincia pela transmi-
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tincia efetiva (cobertura e superficie de coleta). Cen

siderando a natural dispersao de resultados e para a maioria
das aproximagdes usuais, Mc Veigh [5] sugere um acréscimo de
5% ao produto &t em virtude do efeito da refletancia da pla-
ca absorvedora. Para obtengdo do valor da transmitancia das
coberturas fazem-se medidas piranométricas diretamente no co
‘letor.

A perda total de calor, qy, dividida pela diferenga en-
tre a temperatura da placa absorvedora, T, e a temperatura
ambiente, Ta' nao varia rapidamente com a temperatura do ab-
sorvedor [4]. Este quociente & chamado "Coeficiente Global

de Perda de Calor", U, , sendo igual a:

L*

S (4)

Na pratica Uy pode ser obtido analiticamente de um gra
fico de q versus T para diversos valores de Ta' A Equagao
(1) podera ser entdo reescrita da seguinte forma:

q,* q, - Uy (T-T,) (5)

Finalmente a eficiéncia de coleta ou rendimento, n,pode
ser definida como a relagao entre a energia utilizivel que

sai do coletor, Gy pela radiagdo solar normal incidente em
sua face, H;, ou seja:

4y

*
Hy

(6)

Compondo as Equagbes (3) e (5) e considerando o fator
de eficiencia da placa coletora,F,definido por Hottel e
Woertz [6], tem-se:

P a
n=F | at_ - U (7}
[ € L H; }

3. Técnicas Experimentais
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De posse dos conceitos tedricos partiu-se para a co
trugdo do prototipo esquematizado na Fig. 2 e cujo aspec
final @ mostrado na Fig. 3.

V ]
V/ /’/4 =

mdmgras 1/4°

Fig. 2 Corte transversal do coletor issswss m =a)

0 coletor foi posicionado e
diregdo ao Equador com incli-
nagao de 30° em relagao a ho-
rizontal [7]. O instrumental
de medigdo utilizado e sua
disposigdo estao representa-
dos na Fig. 4 e sao referen -
ciados da seguinte forma:

‘A- Coletor Plano; B- Entrada
de agua; C- Saida de agua; D-
Rotametro; E- Registro; F- Se
letor; G- Pirandometro; H-Ter-
mometro; I- Registrador; J-
Termopares e K- Potenciometra
Além do registro eletro-meca-
nico foram executadas medigd-
es pessoais diarias, na faixa
estabelecida de 10:00 as 14:00
de 10 em 10 min.

Fig. 3 Prototipo
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A Fig. 5 apresenta o sistema montado nas condigbes em
que eram realizadas as medigoes.

Fig. 5 Tomada de Medidas no Campo
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Como superficie de coleta procurou-se comparar uma pla
ca de aluminio simplesmente pintada de preto (u5= 0,95 e
€= 0,95) com uma superficie seletiva de 6xido de cobre em
substrato de aluminio (@ = 0,68 e e.= 0,36) [7]. Levantamen
tos de insolagdo inclinada e horizontal foram tomados para-
lelamente. As variagOes de temperatura de placa foram obti-
das através de variagdes de fluxo hidraulico. Experimentou
se também a utilizagdo de coletores em série para obtengao
-de niveis mais elevados de temperatura.

4, Resultados e Discussoes

A partir dos valores experimentais e tedricos do equi-
pamento e materiais utilizados [7] levantou-se primeiramen-

te uma curva representativa do fluxo incidente maximo no
periodo experimental, a qual & mostrada na Fig. 6.

Wa
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. [
3 el *
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0
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1 L | — . a— ——
man apn -a JuN. El asa L1 38 ouT.
Fig. 6 Fluxo solar mdximo Incidente nodla

Verifica-se a importancia do bom posicionamento do cole
tor, o qual, mesmo estdtico, permite uma coleta de fluxo so-
lar com uma constancia razoavel durante grande parte do ano.

Na determinagao das perdas convectivo-radiativas verifi
ca-se a influéncia ponderavel do efeito seletivo das superfi
cies. Porém, quando foi aplicada a expressio global de ren-
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dimento (Eq. 7) para as chapas seletivas e ndo seletivas em
pregadas, Figs. (7) e (8), respectivamente, verificou-se

quido preponderante em temperaturas de coleta para utilizagao
doméstica (no entorno de 809C) € a obtengio de altos Indices

¥
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L (Tp-Ta)
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Fig. 7 Performance fedrica & experimental da chapo seletiva
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Fig. § Performance Tedrica-Experimaental ;

de absorvidade na faixa solar, nas superficies especiais.Na
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presente experiéncia, a superficie pintada apresentou um
melhor comportamento ja que a chapa especial utilizada, ape
sar de seletiva, tinha um baixo valor de absorgaoc solar.
Verificou-se também pela Fig. 8 que a chapa pintada de
preto sofreu, ao ser re-utilizada apds um longo periodo de :
exposigdo solar e umidade, uma degradagao de propriedades(cur §
va experimental tracejada). Este deslocamento de tendéncia pa §
ralela indica,pela eguacio  (7),0u uma alteragdo na transmis ]
sividade das coberturas (sujeira,umidade) ou alteragdo deleté
ria da absorvidade da superficie coletora.

5. Conclusoes E

a- As equagbes ja estabelecidas para estudo de perfor
mance s@o perfeitamente utilizaveis para previsido
de resultados, projetos, confrontos com valores eiﬂ
perimentais e analise de alteragdes no sistema. |

b- Deve-se levar em conta, na execugao de superficies%
seletivas que para as temperaturas normais de tra- |
balho de coletores planos a alta absorvidade da
faixa solar & muito mais decisiva no comportamento
global do equipamento do que a baixa emissividade
no infravermelho.
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SUMARIO

Analisa-se a distribuigdo, por temperatura, do calor
de processo utilizado nas industrias do Estado de Sao Pau-
lo. 0 método empregado & baseado na aplicagio dos padroes
de distribuicdo, em cada setor, levantados para a indGs-
tria americana, aos totais estimados de calor de processo
dos setores paulistas correspondentes. Com a composigdo dos
perfis dos setores de consumo preponderante obtemos a dis-
tribuigdo para todo o setor industrial.

SUMMARY

The distribution, per temperature, of the process
heat consumed by the industries in the State of Sao Paulo
is analised. The method used is based on the application of
the distribution patterns in each sector, gathered for the
american industry, to the estimated amount of the process
heat in the correspondent sectors in the State of Sao Pau-
lo. The distribution of the process heat of all industrial
sector is obtained by compounding the profiles of major
consumption sectors.
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1. Introdugido

Dentre os setores da economia, o maior consumidor
de energia € o setor industrial. Dado o volume do consumo
energético industrial, cabe atentar melhor para as formas
especificas de conservagao que podem ser proporcionadas pe-
los caracteres desta classe de consumo.

Na indistria, os combustiveis sao utilizados para di-
versos propositos, incluindo o consumo niao energético, co-
mo o de matéria-prima para a indistria quimica. Um primei-
ro detalhamento aparece na Tabela abaixo e consta do le-
vantamento feito para o setor industrial dos EUA. No ano de
1968 o consumo total de energia do setor industrial norte-
americano distribuiu-se da seguinte forma (3):

TABELA I

USO FINAL DE ENERGIA, EUA, 1968.

Uso Final % do Total
Vapor de Processo 40,6
Tragao Elétrica 19,2
Processo Eletrolitico 2,8
Calor Direto 27.8
Matéria-Prima Quimica 8,8
Outros 0,8

FONTE: Energy Handbook (3)

Nota-se, pelo quadro acima, que a maior parte do con-
sumo energético industrial & realizado na forma térmica. O
consumo, para geracao de vapor e aquecimento direto, soma a
68,4% do consumo total. Podemos estimar, assumindo a mesma
distribuigao para o uso final, que o consumo de energia na
forma termica do setor industrial brasileiro, em 1977, foi
da ordem de 26 x 103 Tep(3.28 x 108 kWh), equivalente a um
quarto de toda a energia consumida no pais no mesmo ano.

De outro lado, a energia apresenta-se na natureza em
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diversos niveis de qualidade, ou de disponibilidade termodi-
namica que, no caso da energia térmica, &€ dada pela tempe-
ratura. A importancia da caracterizagao do uso de energia
térmica por niveis de temperatura fica evidenciada na me-
dida que nos preocupamos com a melhor alocagao dos recur-
sos energéticos disponiveis.

Este trabalho tem por objetivo iniciar a andlise do
consumo de calor de processo na indistria. Neste sentido,
procuramos primeiramente tragar um panorama do consumo por
género de indGstria, identificando aqueles em que a con-
servagao trara maiores resultados por serem mais prementes
as necessidades. A partir deste panorama selecionamos 0s
setores de maior consumo de combustivel, para os quais sdo
levantados os perfis de consumo de calor de processo por
temperatura.

2. Panorama

A Tabela Il mostra o consumo energético do setor in-
dustrial do Estado de Sao Paulo em 1970, detalhado por ge-
neros industriais conforme a Classificagao das IndUstrias
do IBGE ou o Coédigo de Atividades do Ministério da Fazenda
e em ordem decrescente de consumo. O consumo & dadoem '"to-
neladas equivalentes de petroleo" (tep) e as equivaléncias
sao as do Balango Energético Nacional. Na Tabela sao apre-
sentados apenas 0s géneros com consumo superior a fragao
de 5% da energia de todo o setor industrial.

0 consumo energ@tico das indistrias classificadas
nestes generos durante o ano de 1970 no Estado de Sao Pau-
lo foi de 3.226.688 tep, o que representa 85% do consumo
de todo o setor industrial.

Deste grupo, apenas a classe das Indlistrias Diversas
ndo esta organizada na base de produtos relacionados, o que
dificulta o levantamento de um perfil de consumo para o se-
tor como um todo, pois os processos de fabricagao envolvi-
dos sao totalmente distintos entre si.
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TABELA 11

CONSUMO DE COMBUSTIVEL, ESP, 1970 (tep)

Generos Industriais E;g;;ii;ggii(hngizﬁivel Qutros | Total - 2A éoth
Minerais nao Metalicos 892 691460 284230 974798 26,4
Quimica 77899 475554 92029 | 489684 13,3
MetallOrgica 87 267389 194296 | 461598 12,5
Produtos Alimentares 44592 188995 253346 ) 397749 10,8
Diversas 69 273351 23041 | 296323 8,0
Textil 12765 204453 36081 | 227769 6,2
Bebidas 780 153833 27940 | 190993 B2
Papel e Papelao 28008 194270 215121 187774 8.1

FONTE DOS DADOS BRUTOS: IBGE (7)

3. Perfis de Consumo

Analisamos a seguir o consumo de cada um dos princi-
pais setores. Estabeleceu-se um perfil para o setor através
dos dados dos estudos norte-americanos (1)(2), levando em
conta diversos fatores, inclusive as possiveis diferengas
de estrutura em relagao ao setor equivalente no Brasil.

0 levantamento foi feito tomando como base o lay-out
de cada processo industrial e, portanto, as temperaturas apon-
tadas nos perfis sao aquelas nas quais o calor € fornecido
ao processo, ndo as de geracao do calor encontradas na in-
distria.

Os histogramas do consumo por temperatura sao dados na
escala Farenheit por ser a escala mais adequada, nesta fase
do estudo, dada a natureza das fontes de dados.

3.1 Produtos de Minerais nao Metalicos: & o setor que

mais consome energia dentre os setores industriais, sendo o
oleo combustivel sua principal fonte primaria. O perfil do
consumo do setor € mostrado na Fig. 1. 0 calor de processo
utilizado na faixa de temperaturas mais baixas (100°F-600°F),
€ utilizado basicamente pelas indistrias de Gesso e Blocos
de Concreto que somam a 4% de todo o calor consumido pelo
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setor americano. Cerca de um tergo de toda a energia usada
nesta faixa € dispendida em processos de secagem espalhados
por varias indlstrias do setor. A faixa imediatamente supe-
rior (1000—2000°F} tem como consumidor preponderante a in-
distria do Vidro,mais especificamente nos processos de tém-
pera e conformagao. O consumo na faixa de temperaturas mais
altas (2000-3000°F) & dividido e espalhado por indiistriasde
todo o setor, podendo-se dizer que a média ou a caracteris-
tica do setor € o consumo de calor de processo em altas tem-
peraturas. Estima-se que o consumo de energia em calor de
processo seja de 80% do combustivel comprado pelo setor.

3.2- Produtos Alimentares e Bebidas: para haver com-

patibilidade com a classificagdo das ind(strias americanas,
unimos os géneros brasileiros de Produtos Alimentares e de
Bebidas, indistintos na classificagao dos EUA. Estauniao al
ga o novo setor para o segundo maior consumo do Estado. 0
perfil de consumo pode ser visto na Fig. 2, onde se nota que
o consumo caracteristico nesta indlstria € o de calor em tem-
peraturas relativamente baixas (<400°F).Estima-se que 92%
de todo combustivel gasto pelo setor € destinado a calor de
processo.

3.3- Quimica: € necessiario englobar, no setor, os gé-
neros nacionais de Produtos Farmacéuticos e de Perfumaria,Sa-
boes e Velas, para que haja compatibilidade entre as classi-
ficagdes americana e brasileira. Por outro lado,a indistria
pettoquimica, subclassificagao do género,é tratada indepen-
dentemente nas estatisticas americanas, possui levantamento
muito detalhado de seus processos e produtos,além de estes
apresentarem uma inter-relagao muito bem definida: o petré-
leo. Estes dados justificam a atitude de tratar,em separado,
o consumo na inddstria petroquimica.

Na indistria do petrdleo, o consume de calor de pro-
cesso esta concentrado em torno da temperatura de 1000°F e
abaixo de 1700°F. No Brasil estima-se que o consumo de calor
de processo seja da ordem de 2,7% do 0leo processado.

E muito dificil obter um perfil para as indistrias qui-
micas nao petroquimicas,dado que os seus processos e produ-
tos sao muito distintos entre si. A distribuigdo mostrada na
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Fig.3 provavelmente esta viesada pelos consumos na produgao
de amdnia (1400-1600°F) e cloro e soda (200-300°F).

3.4- Metallrgica: o consumo de energia no setoré for-
temente ponderado pelo ramo siderirgico. No Brasil em 1970,
s0 a siderurgia consumiu 90% do combustivel demandado pelo
setor metallrgico, (4) e no Estado de Sao Paulo,no mesmo ano,
este indice foi de 75% (5). 0 perfil do setor € mostrado na
Fig.4 e dele podemos afirmar que o consumo se da numa faixa
de temperaturas muito bem definida. Praticamente todo o ca-
lor de processo € utilizado em alta temperatura(Zéﬂﬂ-ZBD#?}

3.5- Textil: o perfil € mostrado na Fig.5,que aponta
o setor como consumidor de energia térmica em baixas tempe-

raturas.

3.6- Papel e Papelao: os processos de fabricagao e sua

participacgao na producao do setor sao praticamente os mesmos
dos EUA.Outra caracteristica importante do género € a poten-
cialidade de geracgao de calor e eletricidade a partir dos
residuos de madeira, cascas e principalmente pelo aproveita-
mento do licor'negro. O perfil do uso por femperaturas pode
ser visto na Fig.6. Observamos que o consumo de calor de pro-
cesso neste setor se da basicamente em baixas temperaturas
(<400°F). A pequena porcdo utilizada em torno de 1900°F & de-
vida ao processo desenvolvido nos fornos de cal.

4. Conclusdo

Tomando a estimativa do consumo de calor de processo
para cada setor a partir do combustivel consumido, ponderan-
do-a com os Indices do perfil de cada um dos setores por fai-
xas de temperaturas e comparando todos 0s setores temos o
perfil do uso industrial de energia térmica por faixas de
temperaturas dado na Fig. 7.

Conforme se nota pela figura,o uso de calor de proces-
so concentra-se em duas faixas distintas de temperatura. A-
proximadamente a metade da energia (46%) € utilizada abaixo
de 400°F (2040C).Participam desta faixa em ordem decrescen-
te de relevancia os seguintes setores: Produtos Alimentares
e Bebidas com 19% do total global;Quimica (10%); Textil (8%)
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e Papel e Papelae (7%). O consumo na faixa de alta tcmpera-f
tura tem como principais contribuintes os setores de Produ-
¢do de Minerais nio Metalicos e Metalurgia.

A identificagao dos setores de consumo em temperatu-
ras baixas tem interesse na programagao de atividades de con~

servagao e substituicao;parte da energia em baixas tempera-
turas poderd ser fornecida em esquema de co-geragao. Estu-
dos visando a utilizagdo de coletores solares térmicos, ini-
cialmente nas faixas de baixas temperaturas, estdo em reali-
zacao e em alguns casos ja em implementagao industrial no
Brasil (especificamente,secagem de alimentos epré-aquecimeg
to de dgua de caldeiras).0 setor de Alimentos e Bebidas &

|
.1
|
|
i:

particularmente interessante para estes fins,em Sao Paulo.
Lenha, residuos vegetais e derivados de biomassa paderéoser?
utilizados nas faixas de temperaturas mais altas. Uma anali-
se destas possibilidades, feita com base no presente estudo,
pode ser encontrada na Ref. (6).
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SUMARIO

O trabalho visa introduzir a espiral interna para ven
tiladores centrifugos, o que permitird uma redugdo substan
cial no volume construtivo dos mesmos, sem variagao de suas
caracteristicas de funcionamento. Apds equacionamento do
problema, os campos de funcionamento dos ventiladores com
espiral interna e externa, permitirao determinar a faixa de
rotagdo especifica em que hd viabilidade técnico - econdmica
da espiral interna relativamente 3a externa.

SUMMARY

This paper presents the introduction of the internal
spiral for centrifugal fans, which allows a substantial re
duction on their constructive size, without changes in the
functioning characteristics. After the problem formula
tion, will be found (through the working characteristics of
fans which internal and external spirals) the range in the
specific rotation, in which the internal spiral is tecno-
-economically viable, relative to the external similar.
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1. Introdugdo

Os ventiladores de modo geral, sdo definidos como ge
radores que trabalham com fluido no estado gasoso, provocs :
do uma diferenga de pressdo inferior a 0,1 bar. Tao peque
na diferenca de pressao permite grandes simplificacgoes em
seu calculo, uma vez que podemos considerar, em primeira a
proximagao, o gas como incompressivel. Também variagoes
bastante bruscas na direg¢ao e mesmo no sentido da corrente
podem ser toleradas sem aumento excessivo das perdas.

A larga aplicagao dos ventiladores tem levado os pes
quisadores a aprimorar seu calculo e formas construtivas ,
visando quase sempre uma melhoria de seu rendimento. Po
rém, em muitas instalagbes € ainda o ventilador o elemento
que ocupa o maior volume, particularmente se ele for centri
fugo de baixa e média pressao.

A redugdo do citado volume pode ser conseguida  pelo
aumento de rotagdo. Um aumento de rotacdo pode  acarretar
inconvenientes,tais como: aparecimento de vibragdes, neces
sidade de transmissoes, canais execessivamente estreitos ,
queda do rendimento etc.

Caso se deseje reduzir o volume sem aumentar a  rota
¢do em Ultima andlise sem alteracgdes no rotor, resta entdo
somente os sistemas fixos para serem alterados.

Nos ventiladores centrifugos o sistema fixo mais im
portante € a espiral, logo, € ai que devemos concentrar nos
sa atengdo para serem os objetivos alcangados.

Foi este pensamento que gerou a criagao do que denomi
namos "Espiral Interna para ventiladores centrifugos", na
qual ora desenvolvemos pesquisas financiadas pela FINEP, as
quais, apesar de ainda em andamento, ja permitirem concluir
que ha viabilidade deste tipo de espiral para praticimente
toda faixa de rotagdo especifica dos ventiladores certrifu
gos.

2. Espirais

Os ventiladores centrifugos sdo normalmente munidos
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le uma espiral externa cuja finalidade principal € a de co
letar e conduzir o gds proveniente do rotor. Sob aspecto
de =scoamento tedrico, pode-se determinar a equagio desta
espiral, considerando que a mesma € o resultado da superpo
sigao de uma fonte com uma corrente potencial circular. Na
Fig. 1 esta representada esquematicamente a espiral externa

para ventilador centrifugo.

be
drT__
T
fe l
ro|
s
RS, ¥
CORTE A-A
Fig. 1 - Elementos para espiral externa.
Supondo o escoamento permanente e auséncia de atrito,
o volume em escoamento pelo elemento de segao bg.da sera

dVB=cu.b6.d&

Para toda a secgao AA, tem-se:

A
VO=/ cu_.bs.dz’t
Ly



A-099

Como em @ passa Vg, em 360° passara:

n
v =388y gy ¥ eD0 ey - bg . dn
0 0 R

Sendo a segdo retangular e existindo vortice poten
cial, isto €:

e com:

V=2.m.%8 « Cg »

vem:

b ¢
A o= )LS . exp m __5 '_I!I'_
180 bs Cug

A passagem do escoamento tedrico para o real pode ser
feita multiplicando o segundo membro da equagao por um coe
ficiente pu > 1, resultado:

A=y h exp _ﬂ_ ..b_s _ci 5]
. 5 = lgo.ba.cus.

Jd na espiral interna, Fig. 2, o rotor avanga para
seu interior; deste modo, existe um setor ABCO onde AC € um
arco de raio ng € AB € um arco de espiral externa, para a
qual, em condigoes ideais, tem-se:

n

dVgr= bg . ¢¢ . dry logo: Vg = bs;/( et . dry -
: 1

Como cp .2y = k = const., vem
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b
r—iia F i !
b
e
D JE
fs T
6
r
r
Gy
dr
Fig. 2 - Elementos para espiral interna.
fazendo 0' = eé temos a vazdo que passa na secgao CB de pro

fundidade bg. Esta vazdo foi fornecida pelo rotor no mesmo
angulo; logo, sendo V/360 a vazao por grau, para Op graus,

tem-se:

. 5] (6] n'
Vgt = V.— ou V.— =5b' . k. ¢ —
© 360 360 In s

Como: V =2.w.4g5.bs.¢cy € k = cyg."%s , Tesulta para

a condigdo tedrica:

b c
' w ' 5 m
*' = As .exp [— .0 .= .
W (18(} be cus)

Para o caso de 0' = 0, deve-se ter, mesmo em condi
¢oes tedricas, um valor de n, cérca de 3% maior que ny para
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distanciar a parte fixa do rotor. Por outro lado, perdas
oriundas do atrito do fluido com a carcaga obrigam ainda a
multiplicar o segundo membro da equagao por um coeficiente
up > 1. Tal coeficiente sera fungao do avanco do rotor den
tro da espiral, jd que o mesmo provoca um maior ou menor es
trangulamento no escoamento. Devido a estas consideragoes,
tem-se para equagdo corrigida:

' m 55 Cm
At = 1,03 .4y . e . X _. .=, —
A (180 be cus)

Provavelmente, em pontos proximos de A na diregdo de
B, ter-se-da os valores midximos de u;, sendo que, em B, este
valor deve decrescer.
Como a caixa espiral ja absorveu VO‘B’ resta somente
absorver: V; =V - Vg ou:
AL G'g

Vi = 3%3 ) beo_- (0 + o))
dVig = b.cy.dr = b.k.%f; Vig = b.cyg.1s zgncié) 5 logo:
10 ~ 360 - (go + 0p) L
Resultando: -
ey = l%g .%: i . Lg, (}Ls/ﬁ’e) ou
hg = hg . exp (— 180 .Z:: %?. Gﬂ

3. Conclusoes

Como primeira etapa da pesquisa, foi elaborado um pro
grama para calculo de ventiladores centrifugos por computa
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[EAM% DE FUNC. DO VENTILADOR CENTRIFUGO COM ESPIRAL INTERNA |

ROTOR N22 ARCO DE CIRCULO Nga * 150
800 1 T }‘ ’ \ | CONDIGOES : 20°C - 760 MM Hg
| E’ _ } Wﬂﬁoangé-d\mnn{ n-socmrprn;z
—z e W [ 7 Ap=2344 N/M
‘. 3 ' vs0.779 m"/s
'—4—§H X nt=0.7s

-1 8
“i‘-T!ﬂiﬂ_"goE 8

f

Ap(N/nf)

|/ |REGINALDO EM 27/11/78,29/11/78,03/01/79 \
I S ]

- A \' \
// CAMPO OBTIDO COM ..__f . [.!\b . __\___
i ENSAIO FEITO POR ZULCY- DJALMA- | (‘% \\ \ \‘

NUMERO DE PONTOS: 246 \

@ - PONTO DE ENSAIO
+ - PONTODEPROJVETO |- .| | |

|

%

: d \i

li_

vim3/s) —1-
| |

Fig. 3
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[ESPIRAL INTERNA - ROTOR N2 2 - ARGO DE CIRGULO nop =150

:}3500 R O i _"]connlcb'ss: 20°C - 760 MMHQ
| W

{ n= 3000rpm; |
|'
|

Aps2344 N/mP |

CAMPO DE FUNCIONAMENTO DO VENTILADOR CENTRIFUGO GOM

V=0779 m/s;

nt=075

ESg
|

I‘
L
|

DE BOMBEAMEN

T

T

.,_
n
—u—.-§
e
|
|

ey N I NN (N W NS5\
ERNARRN AR
__._$/_ 1| _/ campo oBTiDo Com \
' i / ENSAIO FEITO POR ZULCY-DJALMA \

| EM 20/02/79-03/04/79 NUMERO DE \?') \ \

wsooﬁ—h/L PONTOS: 124 i [‘ \ \ \\\
/ /| ®@- ponTo DEENSAIO \ )\
ot | + - PONTO DE PROJETO | ; \ \
Za L el N [N
Ve B I T . e ki rmat A WA

Fig. 4
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dor.

Isto feito, foi elaborado o cdlculo e o projeto para
fabricacao de 5 rotores para Ngp = 100; 125; 150; 175; 200
e 10 espirais, sendo para cada rotor uma externa e outra in
terna, impondo-se a condigdo de mesma secdo na saida.

Ja foram ensaiados alguns destes ventiladores, o que
mostrou a viabilidade da espiral interna para toda a faixa
tendo sido obtido redugdo de volume que aumenta com a Tredu

¢do do n A redugdo média esta em torno de 305.

GA°
Nas Figs. 3 e 4 apresentamos campo de funcionamento

para os ventiladores com g = 150 com espiral externa e in

QA

terna, os quais mostram que praticamente as caracteristicas

sao mantidas em todo o campo de funcionamento.
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SUMARIO
Com base nas equagoes de conservagao da massa e da
quantidade de movimento para o fluido e o solido, foi obti-
da uma formulagao que permite determinar a queda de pressao
no transporte hidraulico horizontal. Nessa formulagdo  sao
utilizadas hipoteses constitutivas para alguns termos das
equagdes basicas e dos conceitos de velocidade relativa e
concentragao média local, além de modelos de perfis de con-
centragao e velocidades. Com essa formulagao foi simulado o
transporte de uma mistura dgua-areia numa tubulagdo de 1 po
legada de diametro.
SUMMARY
Based upon the equations of conservation of mass and
momentum for the fluid and solid, a formulation is obtained
permitting the prediction of pressure drop in  horizontal
hydraulic transport. In this formulation use is made of the
constitutive hypothesis for some terms of basic equations

and the concepts of relative velocity and 1local mean
concentration, besides a model for the profiles of
concentration and velocity. With this formulation, we

simulated the transport of sand-water mixtures in a one inch
tube.
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1. Introdugao
As contribuigoes existentes para a previsao da queda

de pressdo no transporte horizontal de particulas sGlidas

sdo caracterizadas em sua quase totalidade por uma natureza !

semi empfrica'll. Deve-se isso @ dificuldade de se obter a

integracdo do sistema formado pelas equagoes basicas de con- !
servagao da massa e da quantidade de movimento para sistemas !

particulados, quande aplicadas de modo a descrever este fend |

meno. Os principais obstaculos a solugao do sistema consis-
tem na determinagdo dos perfis de concentracdo e de velocida
des do fluido e das particulas, da forca resistiva resultan-
te da interagldo s6lido-fluido e das tensoes no fluido e no
s6lido. Neste trabalho, propde-se uma formulacdo que através
de hipoteses constitutivas sobre alguns termos das equacgdes
da conservagao da quantidade de movimento e das suposigoesde
Gandhi[2| referentes aos perfis de concentracido e velocidade
permite obter com auxilio da definigao da concentracao média
local na segao transversal do tubo, uma solugao aproximadapa
ra a queda de pressio da mistura.

2. Fundamentos Teoricos

As equacoes que exprimem as leis de conservacao  para
fluidos e particulas sdo bem conhecidas, sendo utilizadas por
varios autores na descrigdo de processos que envolvem o con-

ceito de Mistura da Mecanica do Continuo. As bases dessa
teoria foram lancadas por Truesdell|3| e generalizada por
l(ellyl4 , sendo Crochet e Naghdi 51 os primeiros a apli-

car nos fenomenos de escoamento em meios porosos e Davidson

e Harrisonibl

no tratamento de leitos fluidizados. Seguindo
a mesma linha de idéias desses autores, as equagdes diferen
ciais de conservagao da massa e da quantidade de movimentopo

dem ser escritas como se segue:

3

— (pe) +-div (peu) =0

. 4. (1)
au

pe|— + (gradg)g} = -gradp + divt - m + pg (2)
at

i

|
:
|

!
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para o solido:

9
—|{(1-e}p.] * div |p (1-£9¥] =0 (3)
at =

3v
p_(1-e)|— + (gradv)v| = div 1_+m+(1-2)(p_-plg (4)
5 ~t S -5 s

Nestas equacgoes,

u e v - velocidades intersticiais de fluido e solido
€ - porosidade do sistema

p - pressao no fluido

T - tensao extra no fluido

Tg- tensdo no solido

m - forga resistiva exercida pelo fluido sobre o soli

do
p e ps - massas especificas do fluido e do sélido
g - forga gravitacional por unidade de massa
Facamos em seguida a hipotese que T, m e T sejam pa-
ra um dado sistema particulas-fluido, funcdes da velocidade
relativa u-v e da porosidade e:

z = Elu= ¥ «] v
m=h(u -y, €) (6)
Is = G(u - v, €) (7

Para o caso de meios isotrdpicos, a verificagao da in
varianca as mudangas de teferencial, leva a conclusio que
F, h e G devem ser fungoes isotrdpicas. Teoremas de repre-
sentagdo para essas fungoes conduzem aos resultados:

o= oy (| u-v|.e)1 + ar (] |u-v|],e) | (u-¥)=m(u-¥) (8}
m=8(|lu-v]|.e)(u-v) (9)
ts = ya(llu=v]l,e)1+y2 (| lu-yil.e) | (u-v) & (u-v)| (10)
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0 conhecimento que temos sobre a tensdo T € bastante
limitado. Telles e Fernandes ? mostraram que no escoamento
de fluidos newtonianos através de um meio poroso rigido a
funcao o, € praticamente nula, nao se conhecendo ainda um
esquema experimental que permita avaliar a funcao ay. Quan-
do u-v € uniforme, tem-se dentro da hipotese constitutiva
(5), que div t = 0.

Para a forga resistiva m, uma representagao classica
da equagdo (8) € a forma gquadratica:

vk -
eu{l , e’k e | |u VH]fE' 6

u

onde k € a permeabilidade do meio, y a viscosidade do
fluido e ¢ um parametro adimensional que depende apenas das
caracteristicas geométricas do meio poroso. Os parametros k
e ¢ podem ser obtidos através de medidas em fluidizagao homo
génea ¢ sedimentacgao. Formas simplificadas que satisfacam
aos resultados experimentais de Barnea e Mizrahi| e de
Merthes e Rhodes]gi para sistemas de porosidades elevadas
(e>0,60), sao:

o 15 E—l_c e
13[1-e][1+(1-s) ]e .0¢

0,8(1-g) 12"
e c= ——— /K (13)
[ dp
onde d, € do diametro médio da particula.

As informacoes que temos sobre 1T¢ limita-se a algumas
especulagoes. Na equagao (4}, uma analise da componente na
diregdo do escoamento mostra que num escoamento horizontal
sem aceleragdo, o termo div Tg nao pode ser nulo, pois este
resultado implica em m = 0. Utilizando os componentes r e 8
dessa mesma equagido, € com as suposigdes:

|
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e = e(r,o)
u; = uz(r,0) (coordenadas cilindricas) (14)

v, = v,{(r,0)

: = = =
g UL vy L 0
resulta que o termo isotrdpico Y2 (||u-v||,e) da equagao
(10) é diferente de zero, pois a consideragao de Tg =

yi(!lu-v||,e)1 implica em m constante, o que estd em desa-
cordo com os fatos experimentais, que indicam m = m (r, 6).
Devido a falta de conhecimento que temos sobre 1, utiliza-
remos apenas as equagoes (1), (2) e (3) acopladas a um mode
lo dos perfis de concentragao e velocidades e a definigao
da concentragdo média local, para obter a queda de pressido
total no escoamento da mistura sdlido-liquido.

3. Formulacao do Modelo

Da equagao (2) tem-se para o escoamento estabelecido
na diregdo axial z de um tubo horizontal, dentro das hipdte
ses formuladas: )

ep

0=— - m (15)
3z

Admitindo que a queda de pressao devida a forga re-
sistiva s6lido fluido € a diferenga entre a queda de pres-
sdo total e a do fluido escoando isoladamente, temos a for-
ma integrada da equagao do movimento:

AP AP 1
(—) - (=) =~ ||m, dA (16)
L. ‘T L £ A

A
Para o duto circular do raio R e com m dado por (11},

temos:
2m

R
AP AP 1 cpe?
(—) - (——) = {——(u v)+ (u-v)z]rdrde (L)
k vk
00

L. T nR?
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A forma integrada das equacoes de conservagao da mas-

sa para fluido e sélido sdo respectivamente:

R 2w
wf = p I J uer dr d6
00
R 2w
Wg = DSJ J v(l-e)r dr d8
0o
Para os perfis de €, v e u, faremos uso das
¢oes de Gandhi 2’:
Z%CDSH
e = l-ap €
onde
z _ vm _ Vﬂﬂ
[tw
aj— a %P] . B
p T p

(18)

(19) |

suposi-

(20) |

sendo V_ a velocidade de sedimentagao da particula isolada

e a uma constante empirica,

n 3n _
v = u-b 0<p<—; —<B<27 (b & constante)
2 2
= bl 3n
vV = u 7‘19(?-—

e u dado pelo perfil turbulento:

17

_ T
u—VC [l_ﬁ]

4. Solucao Aproximada

(z1)

(22)

Uma solugao aproximada consiste na utilizagao da e-

quagao:

gl
L]

) = B - o+ SeE
¢ 3

™ - & (@-9)?

(23)
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em lugar da equagdo (17), onde € corresponde 2 média na se-
¢ao transversal do tubo do perfil de e dado por (20), e u e
v obtidos de (18) e (19) através da definigdo de E:

TR 14 (24)
7R%e

N Ws/o

Ve —— (25)
mR? (1-€)

2n R

_ 1

B S J J er drdf (26)
TR 00

Nessas equagoes, (%?}T fica conhecido se determinarmos
€ para valores conhecidos de Wee W, de um determinado siste

ma.
Utilizando a definigao da concentracao da mistura des-
carregada:
Ws/p
5 s
C,6 = g (27)
v We wf
—
Ps PE

¢ da velocidade da mistura:

Wg wf

-D—---I-_._.

5

ST I R - (28)
M TR2

Tem-se a partir da equagao (19):

2n R
1
G ™™ J v(l-g)r dr d8 (29)
ﬂRZVM 0

Introduzindo os perfis, v e u dados pelas equagoes
(20), (21) e (22), tem-se com VC = 1,225 u, e do quociente
entre (26) e (29), que:



(30)

onde #(Z), ¥(Z) e ¥1(Z) sdo os desenvolvimentos em série
Voo

Z=——— — obtidos nas integragdes ap6s a substituigdo:
| P R
d (L—]T. -23
zTcos0 ®  (Zcosg)™ (5™
e X - o B (31)
m=0 m!
obtendo-se:
o gz
¥(Z) =1+ | (32)
m=1 (2m+2) [(2m-2) ... 212
2 - 22 ™ (2me1)
p(2) = * §
(1+§}(2+%) el (1+%J(2+%)...[[2m+2+%) men-2)...2]
o 22! &
¥y (2) = § (34)

m=1

(zm+1) [(2m-1) (2m-3)...1]?

Desse modo, £ pode ser determinado com a solugido numé
rica da equagao (30) combinada em um processo interativo
com as equacgoes (23), (24) e (25), sendo (%E]T calculado a
partir da equagdo (23) com k e ¢ obtidos das equagoes (12)
e (13) com e=c.

Nessa solugao utilizamos para a constante a, o valor
0,40, que nos parece mais compativel cum o valor atribuidoe
a constante de Von-Karman na distribuicdo de  porosidades,

segundo Thomas'lﬂ e Govier e Aziz|11|.

5. Simulacdo de um Sistema de Transporte

Com a formulacdo proposta podemos simular o  calcu-
lo de um sistema de transporte hidrdulico. Na figura 1 sao
apresentados os resultados obtidos no escoamento de uma mis-
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(ALE) ( BARIAS/cm )

SIMULACAO DE UM SIS- cy.i8%
TEMA AGUA-AREIA ¥

350

3004 dp>»0.0208cm

f1/1  2.64

D =2.54cm

250 o
200
see DADOS EXPERIMENTAIS
OBTIDOS POR NEWITT
PARA Cve 4% ¢ Cvri8%
150/
100

T
Vm{cm/s)

F1G{1) COMPARAGAO DO MODELO COM ALGUNS
RESULTADOS EXPERIMENTAIS.

tura dgua-areia numa tubulagdo 1 polegada de diametro, a
duas concentragoes volumétricas constantes do descarregado:
Cy=4% e Cy=16%. Os cdlculos foram realizados para velocida-
des superiores a critica, onde nao hi a formagao de depdsi-
to de solidos. Tem-se na ordenada a queda de pressao total
da mistura e na abcissa a velocidade Vy. Como referéncia &
mostrada também a crrva correspondente ao escoamento do
fluido puro (Cy=0), e alguns resultados experimentais obti-
dos por Newitt et :\11Ilz :

6. Conclusoes

Neste trabalho propomos uma formulagac matematica pa-
ra o cdlculo da queda de pressdo no transporte hidraulcohe
rizontal de misturas sdlido-liquido. Com o modelo prop:sto
procuramos reduzir o carater empirico que caracteriza 0s
tratamentos usualmente dados a esse assunto. A verificagao
experimental da formulagao proposta devera ser reali ada.
utilizando-se dados para vidrios sistemas onde sejam conheci
dos os falores de (‘?JE}T‘ [%E]f. W

g € We para um dado tipo
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de particula, diametro do tubo e do fluido.

(1]

|2]

[3]
[4]

Is|

6]

171

18]

9]

|10

111]

|12]
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SUMMARY

Singular perturbation techniques are used to c'lculate
the migration velocity of a particle sedimenting, t low
Reynolds numbers, in a stagnant fluid bounded by two infi-
nite vertical plane walls. The migration phenomenon is stu-
died experimentally by recording the trajectory of a spheri-
cal particle settling through a viscous fluid bounded by
parallel vertical plane walls. The experimentally determi-
ned migration velocities agree well with those predicted by

the present theory.

SOMMAIRE

La vitesse de migration d'une particule sphérique sédir
mentant, & des nombres de Reynolds faibles, dans un fluide
au repos bordé par deux murs plans infinis a €té calculée en
utilisant la technique de perturbations singuliéres. Ce phé-
noméne de migration a été étudié expérimentalement en mesu-
rant la trajectoire d'une particule sphérique sédimentant
dans un fluide visqueux bordé par des murs verticaux plans.
Les vitesses de migration ainsi mesurées concordent de fagon
satisfaisante avec les vitesses prédites par la théorie.
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1. Introduction &

Existing theories for the behaviour of a spherical par-
ticle settling, at small Reynolds numbers, in a viscous fluid
bounded by vertical plane walls are based on the creeping
motion equations [1,2]. Although these analyses are able to
predict the rotation of and the drag on the particle, they
fail to reveal the presence of any force tending to move the
particle towards or away from the wall. The absence of such
a lift force is a characteristic of the creeping-motion equa-
tions and results from the neglect of fluid inertia in the
basic equations of motion [2]. An attempt to obtain correc-

tions for the inertial effects using the Oseen equations was
made by Faxén [1]. However, using the Oseen equations to %
estimate inertial effects to 0 (Re) (where Re is the Reynolds °
rumler) has been criticized by Proudman &Peayson [ 3] because
the: e equations do not give the correct asymptotic behaviour

cf the Navier-Stokes equations to this order in Re.

In this paper, the horizontal migration due to fluid
inertia of a spherical particle sedimenting in a stagnant
fluid bounded by two infinite vertical plane walls is consi-
dered using the method of matched asymptotic expansions. An
understanding of such particle migration is important in many
branches of engineering and technology. The transport of
solid particles by fluid through pipelines, capillary tube
viscometry, the deposition of suspended materials on solid
surfaces, the flow of dissolved macromolecules, reinforcing
particles in polymer melts, fibre suspensions in paper making,
rock crystals in molten lavas and red cells and other bodies
in blood are a few examples where the migration phenomena are
known to occur. Although the majority of the processes where
migration is an important factor involve multi-particle sus-
pensions, research on single particle systems is a logical
place to start before attempting the more complicated systems
referred above.
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The aim of the present paper is to describe a combined
theoretical and experimental study on the migration of solid
spherical particles in a viscous fluid at low Reynolds num-
bers.

2. Fundamental Equations

Consider the motion of a sphere of radius a, sedimenting
with a constant velocity V through an incompressible viscous
fluid of density p and viscosity coefficient p. The fluid is
assumed to be at rest far from the sphere and bounded by a
system of rigid plane walls W located at large distances from
the sphere. A rectangular Cartesian co-ordinate system
(Or:r;r;] is chosen with its origin at the centre of the sphe-
re, such that the r]-direction points in the opposite direc-
tion of V. This co-ordinate system is defined so that one
of the plane walls coincides with the co-ordinate plane r;r;
the other plane wall being located at a position r; = %. The
sphere centre is assumed to be at a position r] .d (figurel).
In this co-ordinate system the flow is steady and has the
velocity (V,0,0) at infinity and on W. At the surface of
the sphere and at the walls W, the velocity field satisfies
the no slip condition. The sphere is allowed to rotate with
an angular velocity w'.

"

N \\\\\k\\l\\ NN
Ay

Fig.1. Definition sketch for movement of spherical
particle between parallel plane walls
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The velocity in the fluid is denoted by u' and the
pressure by p', taking the pressure at infinity to be zero.
Thus the variables u' and p' satisfy the steady state Navier-
Stokes and continuity equations, subject to the no slip boun-
dary condition on the sphere and wall surfaces and appropri-
ate boundary conditions at infinity.

the equations of motion for the fluid are

u V'ZE‘ i thl 2 D{E‘ - V'] E_I [l]

Wain' = 0 (2)

and the boundary conditions are

as r' » =

=
e
|=

u' = vV on W

(3)

u'- w' xr'onr'. a
where ' . v

We seek the solution u' and p' from Egqs. (1) and (2),
subject to the boundary conditions, Eq. (3), in terms of
perturbation expansions in Re valid for small values of Re.
Hence it is assumed that

Re << 1 (4)

Such a solution can be obtained by using the method
of matched asymptotic expansions [3]. In this technique
two regions of expansions are considered; an inner region
(i.e. the region surrounding the particle where the inner
expansion is valid) where viscous effects are dominant and
an outer region (i.e. the region where the outer expansion
is valid) where both viscous and inertial effects are im-
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portant. In the present problem it is possible to locate
the walls either in the inner region or in the outer region
and depending on this choice two different situations arise.
In this paper the case where the solid boundaries are loca-
ted at large distances from the sphere has been considered
so that they lie in the outer region of expansion.

By applying the technique developped in reference [ 3]
it may be shown that, in the present problem, the migration
velocity of the particle Ei is given by

ik

. - V Re 1
Yy Ei —— | cosh [ (t+q)d*] - cosh [t-q)d¥*]

P

+ cosh [ [(t-q) (L*-d*)] -cosh [ (t+q) (2*-d*)]

+ sinh (q&*) sinh [t(2*-2d%)]

(5)
+ sinh (t*) sinh [q(sl*-za*)]] dkqdk,

where

D =I:tq-(t+q)2cosh [(t-q)l*]+(t—q)2cosh

[ (t+q)2%]

5 o XY

W A\
/% + «? t = Jx? + k% + ik
1 2 1 2 1

i = imaginary number

d* «

=
m

For the special case of a sphere lying midway between
the two plane walls (i.e.% - 2d), the integrand in (5) reduces
to zero and the sphere experiences no lift force as expected.
In general, however, the integral appearing in (5) cannot be
determined analytically and a numerical procedure must be
used. Such a numerical evaluation has been performed on an
IBM 360 computer, the results obtained being presented in
figure 2, where the migration velocity normalized with res-
pect to VRe is plotted as a function of the variable d* .
dV/v for different values of the parameter (d*/&*) . (d/¢),
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i.e. for different positions of the spherical particle rela-
tive to the walls. Only the values of (d/%) between 0 and
0.5 are shown in this graph since the motion of the particle
is symmetrical about (d/#) -0.5. The positive values of
vh/VRe imply that the particle moves away from the walls un-
til it reaches an equilibrium position midway between the two
plane walls. It is noted that for small values of d*
(i.e.d® <0.2) the 1lift velocity tends to a constant for each
value of (d/%).

o o 0 10!

Figure 2. Lift velocity v' experienced by a spherical parti-
cle sedimenting in a fluia bounded by two vertical plane
walls.

The migration velocity experienced by a spherical parti-
cle sedimenting in a fluid bounded by a single plane wall
(i.e.(d/2)=0) has been studied by Cox & Hsu (4) on the basis
of a completely different theory. It was assumed, in their
analysis, that the particle was located close enough to the
wall to be inside the inner region of expansion. Their re-
sult, namely vi/VRe '5%’ is shown in this graph and is seen
to be valid for values of d* <0.Z only.

3. Experimental and Comparisons

The radial migration phenomenon was studied by observing
the trajectory of singlerigid spherical particles released
into a stagnant, Newtonian fluid bounded by parallel vertical



A-121

plane walls.

The test section used for this purpose consisted of a
transparent, 9 feet long, vertical duct, with a rectangular
internal cross-section of size 1.2 in.(between the narrow-
ly spaced walls) by 7.5 in.(between the widely spaced walls)
resulting in an aspect ratio of 6. With such an aspect ratio
the effects of the two widely spaced walls on the particle
were expected to be negligible.

The particle when placed in the mid-plane between the
widely spaced walls was observed to remain in the mid-plane
while it migrated towards or away from the narrowly spaced
walls. At various positions along the length of the channel,
a set of hairlines lightly etched on the inside front surface
of the channel aided in locating particles in the narrow di-
rection. These hairlines were coloured with indelible ink
for improved visibility.

The fluid in the test solution consisted of 69.7% giy-
cerol and 30.3% distilled water by weight, resulting in a
specific gravity of 1.181. Because the viscosity of the test
fluid is sensitive to temperature changes as near isothermal
conditions as can be achieved are required within the test
section. In the present study this was done by circulating
water in a cooling jacket surrounding the test section. This
resulted in a nearly uniform temperature of the test fluid
which was measured directly with thermometers located at the
top and at the bottom of the test section. Further it was
found that the variation of temperature during an experiment
was negligible.

The five spherical resin particles used in the experi-
ments were selected from a mixture of particles of differ-
ent sizes. The diameter of the particles, ranging from
2.47x10"%in. to 4.4x10-2in., was determined from micrometer
measurements across fifty different diameters for each par-
ticle. All particles were soaked for several weeks before
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resulting from water absorption.

The trajectory of the particle was recorded by a camera|
travelling along vertical I-beams (7feet long) parallel to
the duct thus permitting the shaft-driven camera mount to

follow
tion.

to the
speeds
camera
can be
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avoid diameter changes accompanying their swelling

the particle over the entire length of the test sec-
Using two JLh.p., 250r.p.m. electric motors connected
driving shaft by a 2:1 gear reduction unit, camera

of 0 to 0.01 ft/s could be obtained. By matching thei
speed to that of particle in the section, the latter °
maintained in the centre of the field of view and exa-?

mined for as long as was desired. Limit switches were used

to reverse the direction of the camera at each end of its

travel.

The particle motion was analysedbyprojecting the slides

onto a

screen a constant magnification factor of 14.5 being

achieved. Particle trajectories and velocities were deter-

mined from successive slide measurements.

DISTANCE FROM WALL (IN)

TIME (SEC.)

Figure 3. Experimentally observed position of sphere:

A

va= 1.75x10"%4ftZ/s, a. 0.0311 in.,
V. 6.28x1073ft/s, Re. 0.093

few examples of the experimental data obtained in thi:
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study are shown graphically in figure 3. This graph is a
typical plot of the radial position of a particle from the
wall, in inches, as a function of time, in seconds, for va-
rious experimental conditions. Solid line represents smooth
curves drawn through the experimental points. This plot
clearly indicates the migration phenomenon and it is seen
that the migration, which is relatively large near the wall,
decreases rapidly as the particle approaches the axis of the

test section.

A2 T L B R R R | T T T YYTT T T T

YRe 10

.02

o]6]

107" 10° 10! 107

&

06 1

45
04

.02

i ]

(o]

- o 1 .
10 10 10 m 10?

Figure 4. Migration velocity versus position for the
sedimenting spherical particle.
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Migration velocities were calculated from the trajec-
tory data obtained in the experimental investigation by
numerically fitting a curve through consecutive points on
the radial position-time diagram and evaluating the slope
of this curve. In this manner the radial velocity of the
particles was calculated as a function of time. Then from
the plots of the radial position versus time, it is possible
to obtain the migration velocity as a functica of the radial

position., Typical results are presented in figure 5, in ;
which the calculated migration velocity V&, normalized with ;
respect to VRe, is presented as a function of the dimension-
less distance between the wall and the particle centre d* .
(dv/v) for various values of the ratio (d/&) of the distance
between the particle centre and the wall and the distance

between the two walls. The theoretically predicted curves
appear on the plots as solid lines and it is seen that the
theoretically predicted values of the migration velocity vy
agree well with the measured values.

4, Conclusions

For an isolated sphere sedimenting in a fluid bounded
by two vertical plane walls it was found that:

1- the particle migrates away from the walls until it
reaches an equilibrium position mid-way between the valls;

2- the experimental study of the migration of rigid
spherical particles sedimenting in a stagnant viscous fluid,
although not extensive, provides new information about the
migration phenomena. The observed migration rates, obtained
by measuring the trajectories of the particles, are found
to be in good agreement with those predicted by the present
theory. The discrepancy between the theory and the experi-
ments, observed in the vicinity of the wall, is due to the
fact that the present theory is not expected to be valid
when the particle is too close to the wall when the required
condition a/d € 1 is not satisfied.
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SUMARIO

Uma superficie rugosa, regular e deterministica foi _
testada para velocidades variando de 10 a 40m/s, com e sem = °
injegdo. A camada limite que se desenvolve apresenta compor- |
tamento completamente rugoso, identificado pela similitude -
em escalas locais.Estas caracteristicas aparecem no nimero - '
Stanton, coeficientes de atrito, velocidades e temperaturas
médias, quantidades turbulentas. Comprimentos de mistura e -
niimeros de Prandtl turbulento sio modelados com formulagdes ]
simples. Injecdo € caracterizada pelo seu efeito de aumentar |
a rugosidade relativa.

* SUMMARY
A regular, deterministic, rough surface was tested at |
velocities from 10 to 40m/s, with and without blowing. The

developed boundary layer presents a fully rough behavior
identifiable by local scales similarity These characteris-

tics show up in terms of Stanton numbers, friction factors,
mean velocities and temperatures, turbulent quantities.
Mixing lengths and turbulent Prandtl numbers can be modelled
by simple equations. Blowing is characterized by its
effect of enlarging the relative roughness.
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1. Introdugdo

Existem varias aplicagoes de importancia para a enge-
nharia nas quais ocorre transferéncia de calor de ou para u-
ma superficie rugosa e permeavel: revestimentos porosos de
camaras de combustdo, pas de turbinas resfriadas por meio de
injecao, nariz de veiculos espaciais que retornam a atmosfe-
ra. A transferéncia de calor em cada caso & determinada pe-
las distribuigoes de velocidade e temperatura e pelos meca-
nismos de transporte dentro da camada limite. Estes sao in-
fluenciados pela rugosidade da superficie e pela injegdo a-
través da parede.

Calculos das perdas por atrito e da taxas de troca de
calor podem ser feitos em qualquer um de diferentes niveis:
correlagées, métodos integrais ou métodos diferenciais. Cor-
relagGes e métodos integrais sdo extensivamente discutidos -
por Dvorak [1], Healzer [2], Jayatilleke [3], Pimenta [4] ,
[s], [6]. Atualmente &nfase & dada ao desenvolvimento de mé-
todos diferenciais. As equagGes de conservagdo, com auxilio
Ide equagoes fenomenologicas para descrever 0S5 processos de
'franSporte na camada limite, sao resolvidas e produzem valo-
res em diferentes niveis: coeficientes de atrito, troca de
calor, perfis de velocidade, de temperatura, de quantidades
turbulentas. Durante os calculos das variaveis de interésse
no fenomeno, as informagdes de maior nivel sdo utilizados co
mo meio de se verificar o andamento dos cdlculos.

Na formulagao de equagoes fenomenoldgicas dois fatores
favorecem o seu sucesso: - dados experimentais de boa quali-
dade tanto dos detalhes do campo hidrodinamico quanto do cam
po térmico; - controle preciso dos parametros do escoamento
durante as determinagOes experimentais que favoregam estrutu
ras mais simples. Os estudos experimentais dos efeitos de ru
gosidade na transferencia de caler em camadas limite turbu-
lentas na Universidade de Stanford, California, buscam aten-
der estes fatores.

Pimenta (4] mostrou a existéncia de um estado completa
mente rugoso de uma camada limite turbulenta, que tem carac-
teristicas bem diferentes do caso de paredes lisas. O escoa-

mento € independente do nimero de Reynolds e completamente -
determinado pelas escalas locais do mesmo. Este elevado grau
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de similitude local torna-o estruturalmente menos complexo =
do que o escoamento sobre placas lisas. Rugosidade aumenta -
os coeficientes de atrito e os nimeros de Stanton. Injégio
reduz a tensdo de cizalhamento t,» ©0 coeficiente de atritc
C; e a velocidade de atrito (/?;/o). 0 niimero de Reynolds -:'
rugoso Reks apesar de, aparentemente, ser reduzido pela in§
jegao nao ha tendéncia de reversdo do escoamento af
comportamento tipo placa lisa: o estado completamente rugose
permanece. i

Pimenta [4], [6], [7] observou que a rugosidade relati]
va € aumentada pela injegao, devido ao campo de pressdes in-;
duzido em torno das protuberancias.

As experiéncias aqui reportadas permitem formular equa
goes para descrever os processos de transporte, via compri-
mento de mistura ou energia cinética turbulenta.

2. Equipamentos Experimental

Testes foram realizados num tunel de vento fechado e
com velocidade variavel, utilizando ar nas condigdes atmosfé
ricas tanto na corrente principal quante no fluido injetado.
A secgao de testes tem 0,5 m de largura, 0,1 m de altura e
2,44 m de comprimento. A parede superior pode ser ajustada -
para manter pressao estatica uniforme, a parede inferior € a
placa de testes, Esta consiste de 24 placas com 0,Imx0,46m ,
cuja superficie porosa € regular e deterministica, feita de
pequenas esferas de cobre soldadas num arranjo compacto (2r=
= 1,27mm). Para maiores detalhes ver Healzer |2].

Velocidades e temperaturas médias, quantidades turbu-
lentas, e flutuagoes de temperatura foram medidas por meio
de anemometros a fi® quente, utilizando-se um fio horizontal
(V, T, u'2, t'2 e u't') e um fio inclinado (45%) e rotativo

(Wv', u'w', v'w', v'2, w'2, v't'). O mesmo instrumento foi

usado para medidas de velocidade e temperatura por meio de
anemometro de temperatura constante e anemometro de corrente
constante. As técnicas de calibragao da instrumentagao, de a
justamento de curvas, de interpretagao dos sinais medidos -
sdo analisados em [4].
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3. Similitude local do estado completamente rugoso.

0 alto grau de similitude baseado em escalas locais €
comprovado pelos dados experimentais.

Figura 1 mostra o coeficiente de atrito, C./2, e -
mero de Stanton, St, com ou sem injegao (F = ﬁ"/pwUm) m
fungdo das coordenadas completamente rugosas GZ/r e azfr .
respectivamente.

Em [6] Pimenta comprovou a similitude local por meio |,
das correlagdes:

" 1,175 0,175
St_ = (An(1 *+ Bh), (1 + Bh) (1)
St0 {bz/r] Bh

— —eql ——eq.2
St FI cp2| o F
! f e
0002 : QL 0002 Pt L0
,"‘o-(.‘_,__
0002 — 10002

0001} ook 000 —+"F-2ta el

Gopa | | || [oood
0 e .
0 dor 20 0 or 20

Fig.1 Cf/Z X 8,/T e Stx az/r

onde St e St0 sdo medidos para o mesmo (a,/1),

St0 = D,DGSI?[&Z/r)-O'l?S corresponde ao caso F = 0,Bh=F}ft,
e
Ce/2 In(1 + Bf)1-175 0,175
_— S i ) (1 + BfJ (2)
(C/2) Bf
770 e, ury)
A

onde Cf/Z e (Cf/Z]0 sao calculados para o mesmo (az’re) :

(Cf/ZJO = 0,00323(62/r)"u’1?5 corresponde ao caso F : 0

By = F/(Cf/ZJ e T, € o raio equivalente:

r, = r(l + o,s[Bf)°=5] (3)
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Figura 2 mostra perfis de velocidade média, U/U_ fun-
-gﬁo y/az, distancia acima do topo das esferas adimensiona-
lizada pela espessura de quantidade de movimento. Os perfis
correspondem a vidrias velocidades e posigdes ao longo da
placa, para casos com e sem injecgao.

Para cada condigao de injegao, F, os perfis sao todos
coincidentes.

'1'n*Hs' F ]
o} : 6-40 00
u
Ua

O il e bedeiaal il L

o 1 ¥/62 10

Fig.2 U/U, x y/s,

Figura 3 mostra perfis de temperatura média fungao da
velccidade média no mesmo ponto. Nestas coordenadas, a mesma
relagdo linear existe para todas velocidades e injecdes. Ex-
trapolagdo desta linha até U/Uw= 0 (origem virtual da pare-
de) mostra um valor para [TO—T}/(TO—TDJ de cerca de 0,1 pa
ra qualquer condicdo. Isto indica a existéncia de uma regiio
perto da parede onde a transferencia de calor € limitada se
comparada com transferencia de quantidade de movimento. Nes-
ta regido toda transferencia de calor € feita por condugio.

1ok s TF '
% °16-40 QO
+ 27 0002
To-T| » 27 QO
To‘Tm
-
‘.’F
o 1 i 1 i
0 U/Ueo 10

Fig. 3 Temperatura média x velocidade média,
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Figura 4 mostra perfis de tensao de cizalhamento turbu
lento 1y « -u'v' , e fluxo de calor turbulento, unv'Th
adimensionalizados por u_ e T velocidade de atrito e

”
temperatura de atrito (ver ref. [8]). Ambos perfis sio inva

riaveis.

A
® » + T
= P . s T
0y o ¥ .ar
J L) qu- L] L]
T | -
W wlte » .
Ue Qo2 ¢ ,
L MN . 3
o 100 " "‘l“vh_‘.
(0] yiS 1.0

Fig.4 Tp € qp X y/é

0 nimero de Prandtl turbulento pode ser calctlado di-

retamente de
= —__u v' ﬂ

® v'T' aU

Pr (4)
Esta relagao, mais -u'v'/ Ju'? J/v'? ¢ -u‘\r"/q2 sao
mostrados na fig. 5 onde se constata que ndo variam no esta

do completamente rugoso.
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Fig.5 Pr e correlagdes turbulentas.

0 nimero de Prandtl turbulento varia de 0,95 perto da
parede a 0,85 perto da corrente livre. Nenhum valor maior
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io que 1,0 foi constatado. A variagao € linear, no entanto
m valor constante e igual a 0,9 € uma boa representagao do
‘eu comportamento.

4, Origem virtual e o comprimento de mistura.

Os dados reportados aqui referem-se a y medidos do

topo das esferas.
Pimenta [4] mostra que sem injegdo

+
u y + 8y,

_lg‘n(

K r4
o

u = ) (5)

onde «x € uma consta

_ayo

€ a constante de Karman (=0,41), zg

te e a ordenada da origem virtual,.

Nos casos com injegdo, obtem-se

/2 _ 1

2 (u2.+ Uv ) - L gnl 2 AY, (6)
Vo K Zo
o.1de ¥, € a velocidade de injegao.

Figura 6 mostra a determinagao de 4y, na qual as e-
quagbes acima sdo representadas utilizando-se os valores me

didos e z, € feito constante pelo patamar mais longo.

R SN ) s pu. L) LS P
F=0. -
o] e 0.0 ol F=Q004 :
2, 2, f
o) Ay(me (y) Ay(rnm
L - 0,0 o '0.0 4
» 015 =024
e 025 | i =038
O | 1 O O | A n O | P I S T | el
25 25 (y+Ay)imm) 25 25 (y=Ay)mm)
Fig.6 Determinagao de Ay

Pode-se demonstrar que

Ay a

rugosidade efetiva

(7

Aproveitando-se o conceito de Schlichting [9] a rugosidade
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efetiva k deve estar relacionada com o raio das esferas
(eq. (2)). Propoe-se

8y = 0,15r, = 0,15r(1 + 0,3/ B ) (8)

Esta equagao representa perfeitamente o comportamento obser
vado na fig. 6. Os resultados obtidos nas figuras Z e 6 fo-
ram medidos independentemente.

As tensoes de cizalhamento turbulento podem ser pos-
tas na forma

el 2
-u'yv' = EZ(QH) (g)
dy
definindo-se o comprimento de mistura.
Figura 7 mostra os comprimentos de mistura para diver
sos perfis, com ou sem injegao.

)i , , = “sw;'v e
y-&y} 1 .t ‘/,-B"Q
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' F o Aymm)
! e 00 015 |
s« 0002 020
o « 0004 024 3 o
QO (y+Ay)! & o) @] vl ) 10

Fig. 7 & fungao de y
Conclui-se que
L= 0,41(y + ay) (10)
onde 4y € dado por eq. (8) e vale para (y + ay)/s < 0,22,

Na parte externa da camada limite

g = 0,096 . (11)

5. Conclusoes.

A analise das medidas experimentais de uma camada li-
mite turbulenta em regime completamente rugoso, permite apro
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veitar a forte similiaridade local de tipo deste escoamento
e formular correlagGes para o campo dinamico e térmico,

Os processos turbulentos de transporte de quantidade
de movimento e calor podem ser equacionados.

0 comprimento de mistura € dado por

L = 0,41(y + ay) (12)
com ay = 0,15r(1 + o,sfﬁ'f) (13)
para (y + ay)/6 < 0,22 (14)
e L/6 = 0,09 (15)

na regido externa,

0 nimero de Prandtl turbulento & dado

Prt__ 0,9 (16)
Estas relagoes fornecem o fechamento para as equagoes
do escoamento segundo o método diferencial.
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SUMARIO

£ apresentado um método de calculo de interagio de
pulsos de pressao com uma turbina de escoamento radial.

0 flufdo de escoamento € constituido por gases de es-
canamento de um motor de combustao interna,.

A acdo de onda & incluida a montante e jusante da tur
bina.

0Os resultados do modelo proposto sao comparados com
valores experimentais e os de um modelo simplificado, que
considera a pressao de saida da turbina constante.

SUMMARY

A method of computing the interaction of pressure pul
ses with radial flow turbines is presented.

The fluid flow is made up of exhaust gases of an in-
ternal combustion engine. The wave action is included up-
stream and downstream of the turbine. The results of the
proposed model are compared with the experimental values
and those of a simplified model, which considers a constant
turbine exit pressure.
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1. Introducao
Com os elevados custos dos combustiveis derivados do

petroleo, todos os estudos no sentido de otimizar a eficién
cia de motores de combustao interna sao da maior relevancia.
Dentro desta linha, sobrealimentagao € uma excelente respos
ta ao problema.

Basicamente, sobrealimentaciao consiste em fornecer ar
ao cilindro do motor a pressao mais elevada que a pressao
atmosférica. Assim, € possivel aumentar a quantidade de ar
fornecido e consequentemente melhorar a queima do combusti-
vel e obter uma maior pressao média efetiva. 0 sistema so-
brealimentador mais comumente utilizado na inddstria auto-
mobilistica € o de conjunto turbina radial/compressor.Por
razoes de espago e peso, tanques de estabilizagao nao sao
viaveis, e assim a turbina € acionada diretamente pelos ga
ses de escapamento. Porém, a maior experiencia de projeto
de turbinas € na repiao de escoamento estacionario; fre-
quentemente em regime transiente a turbina esta fora das
condigoes de projeto. Devido a natureza pulsante do escoa-
mento dos gases de combustao as condigoes nao estacionarias
prevalecem na turbina.

Assim, tem vindo a ser realizado um consideravel es-
forgo no estudo do comportamento nio estacionario de turbi-
nas, e, € claro que, para se obter uma detalhada compreen-
sao das condicoes de escoamento € necessario proceder a uma
analise dentro da turbina. Uma linha de ataque para efetuar
esta analise € aplicar a teoria de escoamento transiente
unidimensional ao distribuidor e rotor da turbina [1]. po-
rém este método € extremamente complexo.

Um metodo alternativo € supor condigoes de escoamento
quasi-estacionario através da turbina e usar condigoes de
escoamento nao estacionario a montante da turbina, para cal
cular a razao e poténcia instantaneas e posteriormente in-
tegrar estes valores para um ciclo.

Baruah [2] na sua tese doutoral adota este procedimen
to, e apresenta um método de calculo para a interagao dos
impulsos de pressao com turbinas de escoamento radial. Nes-
te modelo & feita a simplificagao de considerar que a pres-
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sdo de saida da turbina € constante, i.e. o efeito de onda
€ suposto ser dissipado no interior da turbina.

Posteriormente, resultados de um extensivo programa
experimental [3]. realizado objetivando o estudo do compor
tamento n3o estacionario de turbinas radiais, permitiram a
avaliacao do modelo desenvolvido por Baruah. Foi verifica-
do que a agao de onda a jusante da turbina era suficiente-
mente pronunciada para afetar a razdaoc de pressdao atraves
da turbina.

Assim, no presente trabalho & proposto um refinamen-
to do modelo de Baruah, o que exigiu uma maior complexida-
de matematica no processo de cdlculo, mas que nio sobrecar
regou significantemente o esforgo computacional requerido.

2. Modelo Proposto

0 modelo foi proposto de modo a permitir agi? de on-
da na entrada e saida da turbina. A técnica € similar a
que & apresentada por Benson e Whitfield [4] para escoa-
mento nao estacionidrio em compressores centrifugos.

0 modelo permite a simulagio de uma turbina de varias
entradas, com partigées correspondentes a cada uma das en-
tradas. Porém, cada partigao € examinada separadamente, e
nio € considerada a interagao entre partigoes.

As hipoteses basicas feitas podem ser sintetizadas do
seguinte modo:

(i) O regime de escoamento no sistema de tubulacgio a
montante e jusante de cada particao da turbina € suposto
ser unidimensional e transiente;

(i1) 0 escoamento em cada partigdo da turbina € su-
posto ser quasi-estacionario, e portanto ser valido usar as
curvas caracteristicas de turbina de escoamento estaciona-
rio.

No modelo as partig¢oes da turbina sao substituidas e
as tubulagoes de entrada e saida siao analiticamente "liga-
das" por uma descontinuidade que corresponde as equacoes de
continuidade e energia denmtro da turbina. Estas condigoes
so podem ser satisfeitas por transmissao e reflexdao de on-
da na descontinuidade. Em sintese pode ser dito que o pro-
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cesso computacional relaciona as presscdes e velocidades em
pontos a montante e jusante da turbina atraves de equagbdes
de onda.

3. Equacoes de 0Onda

Para maior clareza na exposigao que se segue as equa
goes sao apresentadas somente para um conjunto de entrada
e salda de uma partigdo da turbina, e, a velocidade da tur
bina € suposta constante.

As equagoes caracteristicas de escoamento nao esta-
cionario na sua forma integrada [5]. introduzem as varia-
veis de “iemann,ﬁ . Ns diagramas caracteristicos sao repre
sentados nas Figs.l e 2, onde:

z =a.t/T, X = x/T, A = a/7, U = u/a,
com a - velocidade de referéncia do som (Fig.3): a - velo-
cidade do som; T - comprimento de referéncia; x - distan-
cia; u - velocidade do escoamento; t - tempo.

A
l)‘e
1
le
M2
Zha
u
Fig.1l Diagrama de Posicgao Fig.2 Diagrama de Estado
S - entropia
indices: s safda
e entrada

i isentrapico

Fig.3 Diagrama de Entropia
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Assim, de acordo com as Figs.1,2 e 3, temos na entrada a se
guinte equagao para a onda que corre a direita:

e = A * Uy (k1)/2 (1)

onde k € a razao de calores especificos.
Se dividirmos ambos os membros da equacao (1) por Aa.

em que Aa = aA/a ea,ea velocidade do som a pressao Pa

na mesma isentropica que a, obtemos:

A = AL+ UL (k-1)/2 (2)

* i a »
em que lke e a variavel transformada de Riemann ( lhe =

= AJAL )i AL = A[/ALG U] = UL/A,

Para as restantes variaveis de Riemann estabelecemos
equagoes similares a equagao (2).

Num dado instante de tempo, t, as variaveis de Rie-
mann lh;' 23; serao conhecidas, porém devido a irreversibi-
lidade do processo de escoamento através da turbina, as va-
ridveis a jusante terao de ser modificadas. Deste modo uma
solugdo iterativa € necessaria para determinar a interacao
entre a onda e a turbina. No procedimento iterativo foi con
siderada a equagao sugerida em [6]:

= A + * *
le c é.n {lc.n 7\5.(:) {Aﬂ.c_Aa.n)/(Aa.t.+Aa.n)

onde os subindices c e n correspondem aos valores corrigi-
dos e as estimativas de grau n, respectivamente.

4. Condicoes de Fronteira para a Turbina

As caracteristicas da turbina tem tipicamente a forma
esquematizada na Fip.4, na qual N - velocidade do rotor da
turbina; m - vazao; p - pressao; T - temperatura; e os indi
ces: 01 - condigoes de estagnacao; 1 - a montante; 2 - a ju

sante; t - transicao de repime de escoamento.
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v [
ﬁdi;?%

-

Fig.4 Curva caracteristica tipica da turbina

N objetivo do processo de calculo & expressar as va-
riaveis transformadas de Riemann em termos das caracteristi
cas da turbina.

Com a pressao e temperatura estaticas e a vazao mas-

* * - "
sica, pode ser demonstrado que fhe e Zhe estao relacionados

com as caracteristicas da turbina:
f‘\l = m .\ITprl H pz/Pl B TZ"T].
pela secuinte expressao:
* * = d . 1/2
AoroAs = £ (py/p)(-g. (py/py) - (T,/T1) )
onde: f = ( 1+C1.G1 ) g = C2.G1 i d = (k-1)/2k .
C, e C, sio constantes determinadas pelas areas das tubula-
coes de entrada e de saida, constante dos gases e razao
dos calores especificos.

* *
Desde que para um dado instante ihe e Zhe sejam conhe

cidos, os valores de Gy p2/p1 e TZ/Tl podem ser obtidos

por interpolagao linear. Expressoes similares podem ser de-
- *

ZASKZAE

N procedimento de calculo acima enunciado foi incorpo

*
5

rivadas para 135/133, ZAS/IA

rado na subrotina simuladora da turbina de uma versao modi-
ficada do prosrama de computador apresentado em [ZJ .

5. Confipuragao da Tubulacao e Dados da Turbina

N sistema de tubulacio & composto por: deis (2) cilin
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dros, uma (1) turhina, oito (8) tubos, trés (3) juncoes, e
nenhum bocal. Esta configuragao, com as respectivas dimen-
soes, & mostrada na Fig.5 .

Turbina
Cilindros

Tubo No. Comp.DPés Diametro,Pés No.de *alhas

1 2.5417 0.2083 4
17 2.5417 0.2083 4
ITI 0.5000 0.1667 1
v 0.5000 0.1667 1
LU 1.8333 0.3334 3
VT 6.0417 0.2500 10

Fig.5 Confipuracao Basica do Modelo Utilizado
A turbina usada durante o trabalho experimental tinha
duas partigoes e as suas especificacdes biasicas sio apresen

tadas na Tabela 1.

Tabela 1. Especificagdes da Turhina

Tipo Marca Envolucro Diam.do rotor

Esc.Radial T12-24 Caterpillar Grande 0.292 pés

6. Resultados

S3o apresentados alpuns resultados tipicos do exten-
sivo programa de testes realizado. Nos calculos foi estabe-
lecido gue ambos os cilindros estavam em fase, de modo a si
mular a situacdao experimental estudada. Em condigdes reais,
deveria existir um desfasamento de 909 entre cilindreos, de



A-143

modo a verificar como a vazao massica e a poténcia da tur-
bina sao afetados por uma acao de onda mais intensa. Este
estudo além de o programa comnleto de testes pode ser en-
contradn enm [7] %

A intercomparacao de resultados & apresentada em ter-
mos de um fator de influéncia da turbina definido como se
segue:

I,, = vazao massica medida / vazao massica calculada

Testes tinicos, numerados sequencialmente por 1,2 e 3
e correspondentes as velocidades de rotagao (r.p.m.) de
41.400, 43,800 e 47.140, respectivamente, sao apresentados
na Tabela 2 .

Tahela 2. IM

Acao de onda a entrada Pressao de sailda

Teste No. e saida constante
1 1.230 1.141
2 1.034 1.182
5 1.132 . 1.309

7. Discussao e Conclusoes

Na Fig.6 (a) e (b) sao comparadas as curvas de pres-
sao determinadas pelo presente modelo (UDWA) e por aquele
proposto por Baruah (CPM) com resultados experimentais.

... Val. Exp, ... Wal.Exp.
2, —UOWA 20 — UDWA

10

ressao,pPsig
o
Pressao,Psig

L
-]
1(
&
8

Angulo,graus Anguto,graus
(a) tb)

Fig.6 Diagramas de Pressao - (a) Montante, (b) Jusante



A-144

0s resultados calculados com o modelo UDWA mostram
uma hoa concordancia com o diaprama experimental. Ns picos
e as depressoes, particularmente as ultimas, secuem muito
de perto a forma das ondas ohtidas experimentalmente,

Uma possivel razao para a discrepancia no valor ma-
ximo da pressao node ser encontrado na agao de onda na en-
trada do distribuidor da turhina que & desprezada na pre-
sente analise e nos dados extrapolados dos testes para a
determinacao das caracteristicas de escoamento estaciond-
rio.

Os testes 2 e 3 mostram que os resultados produzi-
dos pelo presente modelo apresentam uma consideravel me-
lhoria em relagac aos do modelo CPM em termos do fator de
influencia Tyge Porém, no teste 1, devido ao intenso escoa-
mento negativo, o presente modelo subestima consideravel-
mente a razio massica.

Nuando ocorre escoamento negativo, no processo de
calculo supoe-se uma razao de pressio constante atraves
da turbina mas, na pratica, para estas condicoes a turbi-
na pode comportar-se como um compressor. Este fenomeno
pode possivelmente introduzir algum erro nos calculos de va
zao massica.

As conclusoes que podem ser tiradas deste trabalho
sao:

(1) A teoria de onda anlicada a ambos os lados da
turbina produz uma curva de pressio muito semelhante aos va
lores registrados experimentalmente;

(ii} O método de representar a turbina pelas suas ca
racteristicas de escoamento estaciondrio, quando utilizado
em conjungao com a teoria de onda, produz resultados razoa-
velmente precisos;

(iii) Finalmente pode ser dito que o modelo UDWA, em
bora necessitando de alguns refinamentos e melhorias, pos-
sibilita ja uma conveniente forma de modelagem de escoa-
mento nao estacionario na turbina.
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SUMARIO

Este trabalho apresenta um método semi-empirico pa
ra estimar os coeficientes da forga normal e do momento
de um missil em véo Mach = 1. Foi utilizada a teoria de
corpo esbelto na velocidade sonica e considerado o efei
to de nao-linearizagao do angulo de nraque. Os resulta
dos dos calculos estdo de acordo com aqueles obtidos ex

perimentalmente.

SUMMARY

This paper presents a semi-empirical method of
estimating normal force and moment coefficientes for a
missil at sonic speed. The method is based on the slender
body theory at sonic speed and non-linear effect of the
angle of attack. The results agree quite well with the

experiments.
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1. Introducdo

Para o projeto de um missil em voo sonico sdo im
portantes suas caracteristicas aerodinamicas estaticas
Pois conhecidos os valores das caracteristicas aerodina
micas no numero de Mach 1, € facil relacionar outras ca
racteristicas aerodinamicas no véo subsonico e supersoni
co. Viarios métodos existem que permitem estimar as carac
teristicas aerodinamicas [1-2_]. Recentemente, F.G.Moore
apresentou um trabalho sobre vdarios métodos para estimar
as caracteristicas aerodinamicas de Mach 0 até 3 [37] .
Mas, nio existe método para se estimar as  caracteristi
cas em Mach = 1. Neste trabalho serd apresentado um méto
do semi-tedrico para voo Mach = 1 para um missil tipo
CAAM ], configuragdo Canard com nariz esférico.

_1234._ 656 __

-, %62° 45"

- |o,93—-----—6-—- 10.06 - -J

IT. 34 ———————=

M rkoer —™

n 18,63

P_ _—— —- — e 9427

FIG I

2. Estimativa de Cy , CM , Xc.p/2 do missil

As caracteristicas aerodinamicas estdticas sdo:

Cy = coeficiente da forga normal
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CM = coeficiente de momento

Xc.p = centro de pressao

Para facilitar a estimativa, divide-se o missil em
componentes.

(A) Nariz - Para o nariz esférico, Krasnov [47] de

duziu as seguintes equagoes:

c
_ Po
@) oy = 221+ & @ - a|
NN T T LT 5y b =
(3){C)=Cﬁr1+i(n2-1)a—|—°‘~
MIN T L g D o4 2
b
«nd: N
c. =2 f}lﬁl}¥:T = ]_J s = dmx
Po b TN
¥ 2 )
(M=)

(B) Cilindro

S
(AC)y = n Cdy —B ()?
ref
onde n & fungio de (&/dmx) do corpo
Cdc depende de M sen a

Sp ¢ a area de projegao de deslocamento

S € a area de referéncia

ref

(C) Asa e empenagem

' =ﬂ 2L ?1 2
[LN)a.c 2 {1 no]l* K a

onde A = alongamento
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n. = razao de raio do corpo sobre a envergadura da
asa ou empenagem

K = fator de corregdo do alongamento

K =4 (Teoria do corpo eshelto}

Estas formulas se aplicam para asa e empenagem em
forma triangular em planta de acordo com a teoria do cor
po esbelto.

No nosso caso, a asa & de forma trapezoidal. A par
te paralela ao vento nao produz sustentacdo , mas produz
0 arrasto com o alto angulo de ataque proveniente da for
¢a normal.

3. Calculos numéricos

Consideraremos um missil de "side wind" [ 5] cujas
caracteristicas sdo conhecidas a partir de ensaios em td
nel de vento e sob as seguintes hipOteses, estimamos as
caracteristicas aerodinamicas:

(1) Nao ha o efeito "downwash" sobre a asa ( o mis
sil Canard) em Mach = 1.

(2) A parte da asa paralela 3 velocidade de vdo nao
produz a sustentagao, mas provoca o arrasto provenienteda

forga normal.

_ (3) A constante "K' que leva em conta o efeito de
nao-linearizagdo da forg¢a normal. Aqui, K = 4 (Teoria de
corpo eshelto}.

(4) A posigdo de separagdo de corrente ocorre perto
do nariz, quando a > 5°.

(5) Calculo de Cy pelo método comum.

(6) ¥eup - § M
L CN

4. Conclusoes

X
Os resultados de Cy , CM , e —%fB sao dados na fi
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gura 1I. Eles demonstram que Cy e Cy sdo ndo-lineares com
o angulo de ataque e concordam bem com os resultados espe

rimentais.

Sera recomendado extender este método para outro ti
po de missil quando tiver os resultados experimentais dis

poniveis.
40 4 400
M=l
30 300 —_— EXPER.
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JU .
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SUMMARY

This work involved en experimental investigation in the effects
of chamber height and outlet diameter on *he performance of one of the
many fluidies devices, namely a Vortex Amplifier.

In this investigation the Vortex Valve used a control flow rate
similar in megnitude *o the supply flow rate.

A mathematical flow model from a combination of a "Sink" and a
"Free Vortex" flow is applied in the study of the characteristics insi
de the vortex chamber.

As a part of the reported in this work a survey of technical 1li-
terature concerning vortex amplifiers has been made.

SUMARIO

“ste trabajo envuelve una investigacidn experimental en los efec
tos de la altura de la cémara y del diémetro de salida sobre el funcio
namiento de uno de los muchos dispositivos flufdicos, denominado Ampli
ficador de Vértice.

En ésta investigacidn la VAlvula de Vértice utilizé una rata de
flujo de control similar en magnitud a lea rata de flujo de suministro.

Un modelo matemédtico de flujo proveniente de la combinacidn del
flujo en "Sumidero" y en "Vértice libre" es mplicado en el estudio de
las caracteristicas dentro de la cdmara de Vértice.

Como una parte de lo reportadc en éste trabzjo fue realizada una
investigacidn bibliogréfica de literatura técnica la cusl tiene que
ver con amplificador de vértice.
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1. Introduction.

The term "Fluidie" is a recent technology whose name arises from
a contraction of the words "Fluid" and "Logic", it describes a techno-
logy of performing logiec functions with devices whose operation depends
on fluid dynamic phenomena.

The elements may be divided into two categories, depending on
whether they are to be used for analogue or digital circuit applicae-
tion.

1.1 Definitions.

Fluidiec resistance is the passive dissipative component of a
fluidic circuit.

If we choose the fluidic across variable as the total pressure
drop Ap, and the fluidic through variable as the volume flow q, the

fluidic resistance 7 is

R= pp/q

Passages or ducts provide resistance in a fluidiec eircuit.

The resistance depends on the shape of the passage.

Fluidic devices can be divided broadly into four categories a-
ceording to the principle or phenomenon on which their operation is ba
sed:

a) Momentum exchange, jet iteration devices.

b) Momentum congervation, vortex valve.

¢) Laminar versus turbulent flow, turbulent amplifier.

d) Boundary layer or Coanda effect, a jet or stream of fluid flo
wing in close proximity to a surface tends to be deflected to
ward the surface and will touch it.

The geometrical configuration of a simple vortex amplifier is

shown in Pig. 1. The device has three ports:

a) A supply port

b) A control port

¢) An outlet port

Vortex valves are based on the principle of conservation of mo-
mentum (mass x angular velocity).

Fluid from the power source (supply port), ordinarily proceeds -
straight in toward the center (outlet port), and this situation repre-
sents the maximum flow condition for the device. The addition of a jet
flow from the control port deflects the supply flow and the resultant -
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Fig. 1 Geometric Configuration for a Vortex Amplifier

flow is a spiral towards the center.

This tangential velocity amplification is the essential feature
of the vortex amplifier, resulting in a centrifugal pressure build-up
radially across the chamber. The vortex triode is a throttling device
rether than a diverter. The change in net flow is greater than the
control flow causing it, the control flow causing 1t, the cevices has
flow grin. Note thet gain of the device is negative in the sense that
an increase in the control signal causes a decrease in the output.

1.2 Theorical Model

The flowfield used is a combination of » "Free Vortex" and a
"Sink".

Free Vortex: described by concentric circular streamlines and
velocity distribution is such that flowfield is irrotational

The stresmfunction for the "Vortex" is:

{C T = Non-dimensional
o in r

eirculation
2w

Sink: The flow going redially inward toward = point is  called
the "point sink flow".

Across amll eircles of radius "r" will pass th. same flow rate

"gq", and thus the radisl velocity at any point the flowfield may be de
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termined from:

v, = g/2nr

The streamfunction for a "sink" is:

Y-@/2m)e

The superposition of a "Sink" and a "Free Vortex" produces  the
ctreamfunction:
" ¥

¥ = e e + 2 in r
GA W-&nmtmg
v o ¥ Eix tion
o V © . opiiasion
v=- Or == 27 - Coordinates

1.3 Objetives

This work presents the attemp to analyse the effects of chambers
height and outlet diemeter on the performance of the vortex amplifier.

A mathematical flow model is applied in the study of the charac—
teristic insicde the vortex chamber.

2. Literature Survey.

Clasification of more important papers related to vortex motion
and vortex amplifier arc present here:
a) Experimental papers with conclusions about streamlines and behaviour
of the fluid inside the chamber is chamber is presented for:
a) Savino and Keshock (5)
b) Analytical papers with solutions of Navier Stokes equations are pre
sented for:
a} Wormley (8)
b) Bichara and Orner (1)
c) Clyde K. Kwok,
Ngo Dinh Thinh and
Suilin (2)
c) Tesign procedure is presented for:
a) Wormley (6,7)
b] Lawley (3,4)
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3. Experimental apparatus.

The experimental equipment for this project was "The valve" or mo
del vortex fluid amplifier.

This and all the suxilliary equipment required to complete  the
experimental progrem is described below.

3.1 The valve.

The valve vas made of flexiglass and consisted basically of 3
plates, the front and back cover plates (% inch thickncss) and the main
plate (% inch thickness);the parts of the valve are:

a) Main Plate.- It is possible to observe 7 holes, two of inches
in diameter (supply chamber), 4 of 1 inch in diameter (control chamber)
and one of 3 inches in diameter (vortex chamber).

The supply and control chambers are connected by nozzles to the
vortex chamber.

b) The back plate.

It has an outlet hole in the middle that corresponds to the
vortex chamber (exhaust port) and side by side of this hole there are
two radial arrangements of static holes at which five static pressures
can be measured whithin the vortex chamber.

It has five additional holes, to permit flow of the working flu-
id into the control and supply chambers.

c) Front cover plate. This consists of a transparent cover which
permits the visualization of the flow.

Assembly. All the plates are dotted with holes for brass clam
ping bolts, used for the assembly.

Silicone vacuum grease was used between the plates to avoid a
ny loss of the working fluid.

3+2 The additional equipment.

3.2.1 Water as the working fluid. This system consists of two re
servoirs:
a) The supply reservoir of twenty gallons capacity is situated 90 cm &
bove the vortex valve, so as to provide a sufficient head of water.
b) The control reservoir of five gallons capacity is situated 173 cm a
bove the supply reservoir, so as to provide a control pressure higher
than the supply pressure.

The two reservoirs are connected to the valve by means of hoses,

with control valves that permit a regulated flow of water. Hoth reser-
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voirs had overflows so that the hends of wsater remain alweys constant.
All the pressures inside the vortex chamber were measured using

a measuring cylinder and a stop watch.

3,2.2 Air as the working fluid. It has an ON/OFF valve and  two
pressure regulaters connected in series. The first one is= used to regu
late the pressure in the control flow and it is at a higher  pressure
than the other one which is used ton regulsate the pressure in the su-
pply flow.

The flow rate was mespured usirg two rotameters, one for the con

trol flow ard the other frr the supply flow.

3.2 Additional valve parts.

Additional parts were requiered to render the vortex valve more
variable, since the original from of the valve did not allow for varia
tion in the basic geometric parameters.

The additional parts were:

a) One disc 0,635 height ana the same diameter as the chamber vor

tex diameter.
It is fixed inside this chamber to reduce the height.

b) Pour tubes of different (1.27,0.95,0.635 and 0.40 cm diame-

ter). All these are used to reduce the exhaust diameter.

4, Discussion of experimental results.

All messurements were made with geowetric variation in h and Do
for different control flows. (Where h in the chamber height and Do is
outlet diameter).

“hen one of them is kept constant the other is varied and vice-

Versa.

4,1 The wall static pressures.

The measurement of these wall static pressures where obtained
from 2 rows of 5 different points at constant separation (1.27 cm) si-
tuated side by side from the exhaust dimmeter, in the back plate.

4.1.1 Dimensional pressure vs dimensional radial distances.

a) Wnen h = 1.77 cm and Dn ie varied. Do= 0.40 cm 3 Do= 0.635 em
o= 0.495 em ond o= 1.27 en

b) ‘hen Do= 1.27 em and h is varied. h= 1.27 cm and h=0.635 cm

¢) When Po= 0.40 em and h is varied. h= 1.27 cm and h= 0.635 cm
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The more important conclusions obtained from these mesasurenment g
re:

a) The magnitude of the averall pressure inside the chnamber incre
ased, this haprered for all the flow relations consi‘ered in every figu
re; this ies because the orifice resistance inereases when Do decreases.

The veloeity inside the chamber in incompressible flow decreased
when D¢ increased.

b) “hen Do is increased, the slopes of the presure curv-c increa
se. But a2t s flixed supply flov, decreasing conirol flow on *he Z*her
hard reduces the sls e: of the curvez and the tendency of the vortex
flow 3 4o disappear.

¢} The pressurc curves are not symmetrical, this is due to two re
asons!

1) The distribution of the prescure vis ohtairer for fixed rai~
dial positicn and inside the chamber the pres-ure “iotributi-
on corresponded approximately to the combiuatinn ~f a free vor
tex and a esink flow otion, which is nonsy—met-ical &t oppo-
site radius.

?) The second reason is the influence crn the chamber wall at ra-

dius ri.

£,1.2 Nondimensional pressure (p/pi) v: nondimensional radisl dis
tances. (r/ri)
(pi is the pressure at r= ri)
a) h= 1.27 cm kept constant for Do = 0.40 cr and Do = 1.27 cm
b) Do= 1,27 m ard kept constant for h= 1,27 cm and h= 0.635 cm
¢) Do= 0.10 cm and tep* vonctant for h= 1.27 cm
Conclusions from these measursment are:
a) 4hen Do is kert constant, the slope of the curves increases as h de
creases.,
b) ¥hen h is constant, the slope of the curve ‘nerreuses as o incirez -
gee,
c) when Do decreases the influence of h over the slope of the curve is

less.

4,2 Analysis of flow curves.

4.,2.1 Vater as working fluid
a) “nen h is kept constant and Do decreases the slope of the cur
ve increases. (the supply flow goes to zero for small changes in  the

control flow).
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b) Then Do is kept and h is varied the curves in are almost iden
tical, and the slope is independent of h. This is more apparent for Do
values near to 0.40 cm.

4.2.2 Air as working fluid.
a) When h is constant and Do decreases, the slope of the slope of

the curve increases.

b) When Do is constant and h is varied the curves remain constant

4.3 Calculation of p=(pi-po) using the two dimensional invie-
cid flow model of the superposition of a potencial vortex and a sink.
(Where po is the pressure at r = ro).

Prom the continuity equation the radial velocity ui at ri is:

uiu—ﬂ— Jo = Ws + We 3 Al = 2nr.h

Al i

(Where W ies the mass flow rate, A is the area and the suffixes o,
s; T and ¢ mean outlet, supply, inlet and control.)

From the conservation of angular momentum in the mixing region the
tangential velocity v, is

‘.'B
Yo = Fs WoR_ R = density
From flow continuity, the radial velocity ug is :
u =u £
[} i ro
and the tangential velocity v, is 3 Vo =Yy :i
Bernoilli's equation :
2 2 2
Po+i‘(u°+v° )=Pi+i(ui +v1)
gives pi - po = % 1r12—1) (u2+v2)
m?
For the case when : u s 0; h=1.27 cm: T o= 3.81 cm; As=0.645 cm2
A = 0.126 cu2; r = 0,20 em; Ac = 0.40 cng o 0.33; . S 6.35 3
o o T, Ty

A r A
8 - S < " 3. =
E - 5.13; . 0.052 and s 3.18; Q = 93 (kg/m’); ;= 3.8 (em)

v, = o/Ae= 62.5 (cm/sec) ; v, = 0.390C (mz/aecz}

i

(Pi-Po) = 191.97(_3.8°  -1) _10°° (cm H,0)
2 5
ro 10
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Table 1
ro Pi-Po UNITS
1.27 1.526 cm H20
1.905 0.571 em H.O
2.54 0.237 cm HC
3,175 0.085 em H’éo
When v, O
* o O i 0.7894 (cm/sec.)
1~ 2roho R d

ui2= 0.6233 10~% (mz/aec.)

Pi-Po = 306.35 10'7(_2:.@22_ =-1)

(Pi—Po) 0 for differents ro.

Fig. 2 represents the comparison between the experimental values
and theoretical results for case.
O EXPERIMENTAL

YV tHEORETICAL

Static Pressure
Hlnj

CASE Ultﬂ' o

- 86
M - o/%_—ﬁ'—w_o
™ .
> Laz
+80

54
CASE V2 O
32
% v 50 0 : v 5
i i i i i i A I ' A Il L
4 3 = I | 2 3 4
. CHAMBER RADIUS
{em)
Fig2.- Comparison between Experi 1 and Th ical Analysis

4, Conclusions
l.- The resultr are very similar for air and water.
2.= Prom the experimentsl snalysis it can be seen that the preseni

vortex valve does mot work like the conventional vortex ampli



(1)

(2)

(4)

(5)

(6)

(7)

(e)
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fier, becsuse the control flow rate necessary to produce the
deflection on the supply flow is too much high.

3.- It can be seen from the Fig. 2 that as r0 decreases the di -
fference between the theoretical model and the experimental
results decreases.
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Adil Radi Elias
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University of Khartoun - Sudan.

SUIMMARY

During the last three years, water injection system was used in
the Sudan to reduce fuel consumption and air pollution. This work
describes the latest modified system where steam of high pressure and
temperature could be produced. Also the amount of steam generated is
increased where the exhaust gases are the source of heat. Various road
tests were carried out. Better results were achieved. For example at
typical cruising power 25% water/fuel ratio resulted in 17% reduction
in fuel consumption and 26% decrease in carbon monixide.

SIMARIO

Durante os tltimos tres anos, foi usado no Sudao, o sistema de
injegdo de dgua, para reduzir o consumo de combustivel e a poluicdo do
ar. Este trabalho descreve a Ultima modificacdo deste sistema, onde, po
de ser produzido vapor de alta pressao e temperatura. A porcentagem de
vapor gerada pode também ser incrementada quando a exaustdo de gases
for usada como fonte de calor. Varios teste de estrada foram executados
aos quais bons resultados foram obtidos; um exemplo tipico, teste reali
zado com a relag@o agua/combustivel 25%, resultou em 17% de redugio no
consumo de gasolina e 26% de decréscimo na produgado de monoxido de car
bono.
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1. Introduction

Many engineers are looking into the possibility of
devicing systems to reduce air pollution and fuel consumption
of automobiles. Water injection was considered to be a
possible solution.

During the last three years, the effects of water
injection on the performance of the petrol engine was
investigated. It was noticed in the earlier studies that the
amount of the injected steam as well as its temperature is
not high enough to give considerable reduction in the  fuel
consumption.

In this work, a new system was designed and fitted to
a popular vehicle in the Sudan such as the Land-Rover.

2. Vehicle Under Test

The vehicle under test is a Land-Rover Model 11-A-109-
Long, which had the following characteristics:

Capacity 2286 CC
Number of Cylinders 4

Stroke 90.47 MM
Compresion Ratio 711

Firing Order 1.3.4.2,
Inlet Valve Opens at 6°B.T.D.C.
Inlet Valve Closes at 52°A.B.D.C.
Exhaust Valve Opens at 34°B.B.D.C.
Exhaust Valve Closes at 24°A.T.D.C.

3. Steam Injection System (see fig.1)

The system consists of a water tank of about 4 gallons
capacity mounted on the top of the car, 1/4" 0.D. plastic
pipe, filter, adaptor, needle valve and copper tube.

The (15 ft) long copper tube was coiled inside the
exhaust pipe to make full use of the high temperature of the
exhaust gases directly in heating and evaporating the water.
The copper tube from the exhaust pipe to the carburretor was
lagged by asbestos tapes to avoid any heat losses.
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A pressure gauge and copper constantan thermocouple
were installed after the needle valve to measure the
pressure and temperature of the injected steam respectively.

The steam was injected down-stream of the carburettor
via an adaptor into the inlet manifold.

A conical hole about 0.03 inch diameter was driller
at the end of the copper tube for injecting the steam. Such
hole helps in giving fine distribution of steam.

4. Procedure

4.1 Using Petrol Alone

The fuel tank was disconnected from the fuel pump,then
the engine was operated to make sure that all the fuel in
the carburettor was completely used.

A gallon filled with fuel was connected to the
carlurettor via the fuel pump, The reading of miles at the
teginning of the experiment was recorded. Then the test
ctalted.

During the test the time for attaining 45 mph
starting from 25 mph was noted using a stop watch.

The total distance covered and the total time taken
were recorded when the one gallon of fuel was consumed. The
same procedure was followed from the end point reached for
the return test.

5. Using Petrol With Steam Injection

The test was started from the same starting point of
the previous test. It was carried directly after finishing
the first test, so that we could make sure that the
atmospheric conditions were the same as for the first test.

A measured quantity of water was poured into the tank
which was fixed on the cabin. The water regulating valve
was kept closed so that no water could enter the engine
before starting it.

The same gallong of fuel was filled with the fuel and
connected to the carburettor via the fuel pump. After
starting the engine the water regulating and the steam
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valves were opened to about half a turn for injection of
steam in the inlet manifold. The pressure and temperature
of steam down stream of the carburettor were measured using
the pressure gauge, the copper-constantan thermocouple
respectively. In this case the amount of steam as well as
its temperature were high compared to previous work done
last years.

During the test the time taken attain 45mph starting
from 25 mph, the distance covered and the total time taken
were recorded in the same way as in the previcus test.

The steam and water regulating valves were closed
directly when the gallon of fuel was consumed and the car
stopped so that no steam could enter the engine during the
preparation for the return test.

The same procedure was followed from the end point
reached using steam in the return test. At the end of the
test the quantity of water consumed was measured.

The tests were repeated under various conditions,
different roads and for changing quantity of steam. The
results obtained were tabulated in tables 1-4.

6. Measuring The Percentage Reduction In Co-Emission

The instrument used was a (Bosch) co-analyzer which
gives the percentage of Co in the exhaust gases.

This test was carried at idling speed because the
analyzer is very sensitive and would not sustain any
vibration during road tests.

A sample of exhaust gas was passed to the apparatus
through connecting tubes. The engine was switched on and
allowed to run for a considerable time using petrol alone.
The percentage of Co - in the exhaust gases was then noted.
The test was repeated using steam injection with petrol. A
sample of one of the results is tabulated in table 5.

7. Comments and Conclusion

1. The test done on the Land-Rover, showed the effect
of improving the fuel consuption, for water/fuel
varying from 10-25% there is 9-16% reduction  in
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fuel consumption.
2. Steam acts as a every effective diluent to suppress
knock because of its influence as an anti-detonent.
3. Certain water/fuel ratio was used in every test. A
further reduction in fuel consumption could be
expected if higher water/fuel are used. This can
be achieved if a system is deviced to control the
quantity of the injected steam according to speed
and load. :
It is advisable for future work to use tubes of
stainless steel which sustains high temperature and
vibratory forces.

e i R M T Rl L Tl e LT



Type Starting End I;m:tzzzsn Total T?tal Temp Pres4 W/F ? reduction
of Time —— g |48 mph star| time Distance| of sure Ratio in fuel
Test ting from taken | covered/|Steam psia by consumption
25 mph/sec | (min) |miles Qe mass |
Using from
Petrol | 11:45 U. of K. | Soba 31 36 22
to
ALOBE | 3591
Using from
Petrol [ 12:30 | goba  [u, of K| 25 35 22
Alone to
13:05
Using from ]
Pgtml 13;25 U. of K. | Soba 38 46 24 230 2,8 | 13% 9,1
Steam | 14:03
Using from
Petrol | 14:19 Soba U. of K| 30 31 24,5 230 2,8 13% 11,4
to
Stgam 14 :50 |

Table

1

L9T-V



Type — End Time taken|Total |[Total Temp Pres-| W/F % reduction
n 3 5 .
of |Time ¥ zg ;;;a;'tlar:lﬂe distance|of sure- I‘J’;UO in fuel
Point Point ing from ~ a.en covered Seam sia consumption

Test 25 mph/sec|(min) | ) oo d o ¥ e ;
Using from
Petrol li=10 U. of K. | Soba 24 35 .23

]
Alone 3 12445
Using | from
Petrol | 12:50 | g0p, U.of X| 25 32 21.5
Alone oy

13822

Using from
Pe;’°1 12:30 U. of K. | Soba 23 30 26 240 2,8 | 17,44 13.0

Q
Steam | 14:00
Using from T
Petrol | 14:10
g - Soba H.6f K. 24 30 24.5 240 2,8 17,4% 14
Steam | 14:40

Table 2

891~V



Type Starting | End zém:tizgin Total |Distance|Temp. |Pres-| W/F ¢ reduction
of Time P —— :§mphf513£ Time covered Sof sure gatio in fuel
in rom . s t z 3
Test 25 %ph/sec taken |miles Sém psia miss consumption
Using from Kht i
11:40 '
Petrol :
to North Gieli 29 40 23
Alone
12:20
Using | from i i
Petrol|12:25 o i B 27 40 24
Alone to Gieli North
13:05
Usin from
boe gl i, | e E1
etro 2
North Gieli 25 40 26,5 250 3 23,49 15.0
§ to
Steam |14:00
i f
Usdng 141'?:' El Kht .
Pe;rol £0 Gieli North 27 40 275 250 3 23,4% 14,6
Steam |14:55
Table 3

691-v



Table 4

Type Starting ) Time taken| Total | total |[Temp. |Pres-| W/F % reduction
Ti End to attain : . . .
of ime 45mph star| time distance|of sure | Ratio in fuel
Test Point Point ting from taFen covered/|Steam | g5, | by consumption
25 mph/sec| (min) |miles oC mass
Using f;m:o Kht. E1
Petrol : Nigskh I 30 35 21
Alone tu
11:05 L
Using S E1 Kh
€.
Petrol | 11:15 o )
3% o to Gieli North 20 40 22,5
11 ;55
15 fl'OlTI T '_“ T He
sang 12 :20 Kht. E1
Petrol : 21 38 24.5 250 3 25,5% 16,7
g to North Gieli
Steam 12 :58
Using | from
Petrol | 13:30 El Kht. B
& i Gieli North 19 37 6.5 250 3 25,5% 17.0
Steam | 14:07

0LTI-V
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$ of Co-in
exhaust gases
using petrol
alone.

$ of Co-in
exhaust gases
using stean
injection.

% reduction in

co-emission

3,4+

Table

WATER TANK

il

STEAM

5

a- CARBURATTOR
b- ADAPTOR

¢- WFT 0O.D CU.TUBE
d- EXHAUST PIPE

- CU CONST.THERMO

COUPLE

f- PRESS GAUBE

ENGINE

INJECTION SYSTEM

@- STEAM REGULATING

VALVE

h-WATER REGULATING
VALVE

i- FILTER
K- PLASTIC TUBE
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ABSTRACT

Along with the increase in specific output of internal combustion engines
the thermal and mechanical loadings on the pistons have grown continually,
This paper deals with modern piston designs used on Diesel engines for com-
mercial vehicles, railway traction and marine propulsion. A survey on the
comprehensive research and development work on pistons and explanations
are given by means of practical examples how part of piston trials can be |
carried out in the laboratory.

SUMARIO

A fungZo do pistao ndo se modificou desde que se produz pistdes para
motores a explosao. Como parede mdével transmltora de forga uma de suas
tarefas é, em combinagio com os anéis, isolar a cimara de combust3o contra
a passagem de gés e éleo em todas as Cundlgoea de funcionamento e sollc:ta;au.
Com o aumento do nimero de rotapdes e da pressao efetiva média a solicitagdo
mechanica e térmica do pistdo creceu continuamente nos dltimos anos. Devido
a esta elevada sol:cttagao & cada véz mais dificil satisfazer as ex1genc1as
impostas as Constru;ops modernas de pistdes como adaptabilidade a diferentes
condigtes de funcionamentao, resisténcia contra gripagem, alta resisténcia
a ruptura, pequeno consumo de éleo e alta durabilidade. Os limites de algumas
construgdes convencionais de pistoes e também de alguns materiais mostraram
se claramente.

MNa pro;egao de pistBes para motores Diesel é por isso necessério esgutar
hoje todas as possibilidades referentes aos materiais e & conflqura;ao construc-
tiva.
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1. Introduction

Nothing in the function of the piston, the first member in the power train,
has changed in all the years that pistons have been manufactured for internal
combustion engines. As a moving, power transmitting wall, the piston, together
with the piston rings, must reliably seal the combustion chamber against
the passage of gas and lubricating oil under all operating and load conditions.
Increasing the engine speed and mean effective pressure with the aid of super-
charging, however, the mechanical and thermal requirements to be met by
diesel engine pistons have also continually increased. In addition, with the
increased loads, it has become increasingly difficult for modern piston designs
ta meet the requirements, such as adaptability to varying operating conditions,
safety against scoring, high structural strength, smooth running, low oil con-
sumption and long service life. Furthermore, the limits of one or the other
conventional piston designs as well as of the usual materials have become
more conspicuous. Therefore, all possibilities regarding materials and design
features must be exploited when projecting pistons for diesel engines with

high specific output.

2. Load Conditions On Diesel Pistons

Maximum combustion pressures of 120...140 bar and engine speeds where
the piston speeds reach values of 10...12 m/s even in commercial vehicle
engines are by no means considered limiting values today. Sufficient mechanical
strength in the support cross-sections and in the piston pin bosses, resistance
to thermal fatigue in the region of the rim of the combustion chamber, resistan-
ce to wear, in particular in the top ring groove, as well as resistance against

scoring are properties that today’s pistons for diesel engines should have.

3. Piston Materials

The requirements to be met by the material in terms of strength, wear
behaviour and good running properties, combined with the desire to keep
the piston weight as low as possible, are considerable. Thanks to their low
specific gravity, the strength obtained by suitable heat treatment, good thermal
conductivity and versatile machinability, aluminium alloys in the form of
aluminium-silicon atloys with 12% or 18 % silicon and aluminium-copper alloys
with 4 % copper meet most of the requirements a piston material
has to comply with. These alloys can be processed as cast or forged material.
Up to 300° C, forged material offers a higher strength than the same material

in cast state. Compared with cast material, elongation of the forged material
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increases more than proportionally with temperature, offering particular
advantages in areas of high thermal loading. Depending on the piston type

and application, cast iron, steels, and bronzes are used alone or in combination
with aluminium materials.

_ 4. Piston Designs
4.1 Cast Pistons With And Without Ring Groove Inserts

Nowadays, the cast groove insert piston can be considered the
normal design for diesel engines. Thanks to the cast-in, metallically bonded
ring carrier made of nickel or manganese austenitic cast iron, this piston

meets, in most cases, the requirement of increased resistance in the top ring

groove, cast fullskirt pistons without ring carriers find application only in
engines of low specific output or limited service life.

4.2 Forged Pistons With And Without Groove Inserts
Forged fullskirt pistons offer the advantage of higher strength

as compared with cast pistons, therefore they have been employed in many
commercial veﬁicle diesel engines. With an increase in output, however, the

wear behaviour of the top groove, even when using hypereutectic alloys without
reinforcement of the ring groove by a groove insert, indicates that there

are limitations to the applicability of this type of piston. While it is not difficult

to provide a metallic bond between the groove insert and the base material

of cast pistons with the usual location of the top ring groove, locking the :
groove insert to the piston material has caused considerable efforts in forged b
pistons. Nevertheless, it has also been possible here to provide reinforcement :
of the top ring groove in the form of a groove insert by using a two-stage

forging process. In this case, the bond between the ring carrier and aluminium

is obtained through good mechanical interlock.

4.3 Pistons With Controlled Thermal Expansion :

Pistons with controlled thermal expansion in form of the Autothermatic
piston has been used extensively for many years, in particular in European
air-cooled diesel engines. The expansion controlling effect of the cast in
steel struts allows small fitting clearances. Another version of pistons with
controlled thermal expansion is the Duotherm piston where the expansion
controlling struts enter into the oil ring groove, thus allowing small fitting

clearances throughout the skirt.
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4.4 Cast And Forged Pistons With Cooling Channel

Compared to pistons in which only certain areas of the underside of the

piston are sprayed with oil - a method that is possible with all of the above
mentioned piston versions - pistons with cooling channels through which oil

is force-fed allow in general a reduction of the temperature level.

While pistons with a cast in cooling coil have found the greatest extent of
application as pistons for locomotive, marine diesel and stationary engines,
the cooling channel piston is dominant as a piston for commercial vehicles.
Pistons with cooling channels can be manufactured by casting in suitably
shaped special cores made of various materials as for example water-soluble
salt mixtures or graphite foam which can subsequently be burned out.

If, however, for strength reasons, the use of forged piston material is
desirable in the area of the combustion chamber or the piston pin bosses,

but in addition forcefed oil cooling is required, an application of the electron
beam welding process makes possible the manufacture of pistons with cooling
channel which also meet these requirements. Thereby the piston consisting
of two parts, the forged piston body and the ring carrying belt, shrank on

the former, is welded in the vacuum chamber of an electron-beam welding
machine. A marked shaker effect of the cooling oil and accordingly an intensified
heat dissipation is obtained with pistons having cooling channels or galleries

in the crown (cavity rim and ring section).

4.5 Pistons Of Material Combinations

The possibility of combining various materials in one piston - not including
the groove insert already mentioned as a standard feature - in accordance
with the local requirements resulted in the design of compound pistons in
which the parts are mechanically interlocked to one another by casting, screws
or connectors.
To the first group, when increased thermal loads on the combustion chamber
rim arise, belongs the Armal piston. In this piston design the combustion
chamber rim is reinforced by a niresist cast-in component linked to the top
groove insert by three spokes. A variation of this piston type is a piston in
which the top groove insert and chamber rim protection consist of different
materials and are cast in separately, copper-cobalt-beryllium bronzes being
the preferred materials.
The second group includes composite pistons and articulated pistons.
Composite pistons are manufactured in large quantities for many years for
railway traction and marine propulsion diesel engines. The piston crown including

the ring belt is firmly combined to the piston skirt by stretch bolts, thus forming
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one unit.

In the past, composite pistons in the 120 mm dia-range have been used successfully
on two-stroke diesel engines. In the future, they will also find even widerranging
applications in commercial vehicles. Apart from high resistance of steel or

cast iron as piston crown material the composite piston makes it possible

to maintain steady temperatures at the critical piston areas throughout a

wide range of mean effective pressure, thus allowing for favourable clearances
at full and partial load.

The articulated piston makes it possible to separate the guiding

and sealing functions of the piston. It, too, like the composite piston, consists

of two parts: the piston crown including the ring belt and piston pin bosses,

and the skirt. Both parts, preferrably manufactured from different materials,
are movably connected to each other by the piston pin. The mechanical loads

on the piston crown caused by the gas forces are transmitted to the connecting
rod from the gudgean pin boss via the gudgeon pin. The side forces produced

by the crankgear no longer have any significant effect on the piston crown.

5. Reasons For The Great Number Of Piston Versions - Special Questions

While in the first part of this paper by way of example a survey of the
extensive range of piston versions used today in heavy-duty diesel engine
constructions was given, the reasons for the different piston types and their
possible applications as well as further detailed questions specific to pistons
and concerning wear problems, high thermal and/or mechanical loads shall

be discussed in the following.

5.1 Materials Aspects Of Top Ring Groove Design (Fig. 1)

Since cast (Fig. 1/1) and forged (Fig. 1/2) aluminium-silicon alloys
offer only a limited degree of resistance to frictional and impact wear of
the piston ring under increased thermal and mechanical loads in the top ring
groove, reinforcement of the top ring groove by a groove insert (Fig. 1/3)
made of nickel or manganese austenitic cast iron to increase the resistance
to wear was proposed already at the beginning of the 1930’s by Dr. Ernst
Mahle. Today, this idea is common knowledge. In many cases, reinforcement
for the second ring groove has already proven necessary (Fig. 1/4). Ring
groove inserts with tapered or parallel sides are used. In forged pistans, the
groove insert is mechanically locked in the piston material (Fig. 1/5). For
this purpose the ring groove insert is machined to provide a profiled surface
with which the surrounding piston material is firmly interlocked by the forging

process.
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Matenal aspects of fop ring groove design
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For kigh positioned top ring grooves, variations of this mechanically interlocked
groove insert are in the testing stage, as cast-in, metallically bonded ring
groove inserts cannot withstand the high piston fire land edge temperatures
over ;ong periods of time. In order to achieve a certain protection at the
“hotter upper side of the ring groove, this side being more subject to wear

but having little effect on the sealing function, steel shims (Fig. 1/6) are

rolled in as protection for the groove sides. Grooves in steel or ductile iron
(Fig. 1/7) offer the most favourable assumptions for high wear resistance

in pistons if the ring groove is high positioned and therefore high thermal
loaded or high thermal and mechanical loaded. This possibility of reinforcement

is provided in composite and articulated pistons.

5.2 Crown and Combustion Rim Design To Avoid Thermal Cracking {(Fig. 2}

While the temperature plays a subordinate role in Lhe piston areas
closer to the crankshaft, the areas of a piston which form the combustion
chamber must be designed predominantly on the basis of thermal viewpoints,
When a maximum for the load on the piston material is exceeded, a crack
network based on the combustion flame pattern can occur if the gas stream
impacts against the piston head vertically or the cracks run in the direction
of the gas stream and its subsequent deflection if the piston is provided
with a combustion recess in the crown, i.e. perpendicular to the rim of the
recess, In this case, the thermal conditions are affected to a certain degree
by the ratio of the recess diameter to the piston diameter. The smaller the
recess diameter relative to the piston diameter, the larger the combustion
volume and the longer the maximum paths to the rim of the recess, the greater
will be the intensifying effect on the load conditions.
From a piston viewpoint, measures can be taken in terms of design and materials
to avoid thermal cracking. With a radiused combustion chamber rim, the
velocity of the gases streaming out of the combustion chamber can be decreased.
thus reducing high temperature gradients in adjacent areas. Thanks to the
larger squish gap in the recess area compared to that at the outer edge of
the piston head, the gas velocity can be affected even more by having a radiu-
sed recess edge and a crown that tapers conically to the combustion recess
(Fig. 2/1). Smoke and fuel consumption values, however, can be adversely
affected by these measures in certain types of engines.
The behaviour of cast and forged piston alloys depends largely on the silicon
content. Cast hypereutectic aluminiurmn alloys show a stronger tendency to
cracking than forged alloys of the same composition. With the eutectic alioy,

the melt treatment plays an important role. The eutectic aluminium-silicon
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alloy in the granular form proves to be advantageous for pistons for auect-
injection diesel engines and aluminium-copper alloy, type Y, for pistons for
indirect-injection engines respectively. Forged materials are superior to cast
materials (Fig.2/2).

In indirect-injection engines, use of a heat plug made of a high-alloy material
in the piston crown at the point of impact of the flames coming from the
precambustion chamber has been successfully used to protect the piston materia,
(Fig. 2/3).

Providing that the coating adheres well, favourable results can be obtained
with sprayed ceramic layers. Considerably better results can be achieved

by hardanodising the piston crown and combustion chamber region (Fig. 2/4).
Since the hard-anodised layer is formed using a special method involving

an oxidation of the piston material, there are no adhesion problems. Reinforcing
the rim of the comnbustion chamber with materials of a higher resistance

to avoid thermal cracking resulted in the Armal piston (Fig. 2/5), in which
the ring groove insert and the rim reinforcement of niresist are linked to

one another by spokes. This type of piston can only be produced by casting.

A variation of this piston design is a piston in which the top groove in 2rt

and combustion chamber rim protection or the entire piston head are nade
of different materials. They can be mechanically locked by being cast in

or srewed to the piston body as piston crown plate (Fig. 2/6).

Bronzes of the copper-cobalt-beryllium group have proven very successful

in this case.

Highly ductile materials have also proven advantageous for use as the combustion
chamber rim reinforcement, this being bonded to the cast or forged piston
body by electron beam or friction welding (Fig. 2/7).

Sometimes good results are obtained when the structure of the recess rim

is remelted by electron beam, while occasionally there is no improvement

at all (Fig. 2/8). One of the most effective measures to avoid the formation
of cracks in the piston crown is avoidance of local temperature peaks, ar
lowering of the general temperature level. The strength of the material is
raised into a more favourable range by cooling the piston. However, heat

is withdrawn not only from the piston but also from the combustion chamber.
In pistons where the cooling channels are made by casting in salt or foamed-
graphite cores, or in forged electron-beam welded pistons (Fig. 2/9), the
temperatures at the rim of the recess and in the area of the top ring groove
can be lowered by as much as 80° C and 30 to 60° C respectively depending
on the location of the cooling channel and top ring groove.

Compared to pistons where the crowns are not cooled, marked temperature
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reductions at the combustion rim are achieved even in composite pistons

(Fig. 2/10) by means of oil shaker cooling, in spite of the poorer thermal con-
ductivity of the cast iron or steel materials used. In the area of the top ring
groove, the piston temperature can be kept to low values over a large bmep
range.

In certain cases the piston completely manufactured of ductile iron (Fig. 2/11)
will present an interesting development design, mainly if it is possible to

keep the weight within reasonable limits compared to the aluminium and

composite piston,

5.3 Pin Boss And Pin Design To Avoid Mechanical Problems (Fig. 3)
In pistons for internal combustion engines, the piston pin boss with the

lower modulus of elasticity of the light alloy piston material must absorb

the deformation of the gudgeon pin, which is made of a material with a modulus
of elasticity three times as high. A peripheral tensile stress is superimposed

on the radially acting compressive stress, because the piston hangs more

cr le:s on a band located above the gudgeon pin, and this effect is intensified
ty o' al deformation of the pin. With the increase in combustion pressures,
cracl's that form near the top of the piston pin boss a few millimeters away
f:am the inner edge of the piston pin hole are observed nowadays in piston

pin bosses in unfavourable cases. If such cracks occur - it being impossible

to make exact predictions even when the boss region is designed carefully

as a function of the specific engine power output - remedial measures in

terms of design and materials can be provided insofar as the existing engine
conditions allow this.

A large elastic length (Fig. 3/1) i.e. the greatest possible distance between

the upper edge of the piston pin hole and the inner surface of the piston crown,
is advantageous in high loaded pistons, in order to uniform the stresses.

By shortening the boss distance (Fig. 3/2) the load in the piston pin boss can

in many cases be lowered as a result of the reduction of both the piston pin
bending and calculated surface pressure. A shortening of the boss distance,
however, is not always possible in the case of parallel support, as otherwise

the connecting rod becomes too thin and the surface load in the small end

of the rod too high. This can be avoided by using a trapezoidal support (Fig. 3/3).
In tests with pistons 127 mm in diameter, a loading capacity increased by about
10 % could be achieved by changing over from parallel support to trapezoidal
support. No or only very little improvement, and in certain circumstances
exactly the opposite, can be expected when shortening the boss distance in

pistons with very short elastic length. In this case, the piston is stiffened
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Fig. 3: Pin boss and pin design to avoid mechanical problems

in the support area to such an extent that, in spite of the reduction in piston

pin bending, higher loads occur in the boss. A pin support throughout the piston
(Fig. 3/4) with a solid pin and srewed-on connecting rod has been found especially
advantageous. This design, however, represents a considerable change of the
"niston-pin-connecting rod" system and in many cases can only be considered

for future generations of engines that are subject to much higher loads.

Another design possibility that changes the piston much less while increasing

the resistance to piston boss cracking involves the use of side reliefs in the
piston pin hole (Fig. 3/5) i.e. a local increase in the hole diameter, more or

less vertical to the piston axis. However, when selecting side reliefs in the piston
pin hole to reduce the tangential stresses at the top of the pin hole, it must

be taken into account that the maximum stresses always occur a few degrees
away from the pin axis and that when the side reliefs are located unfavourably,
the stresses in the transition to the piston pin hole will be increased. The defor-
mation of the piston pin must also always be taken into account. An improvement
in the resistance of piston boss cracking can be achieved by roll burnishing the

piston pin hole in particular with the aluminium-copper alloy (Fig. 3/6).



A-182

In addition, this method has the advantage, of not requiring any change in
piston pin hole diameter.

The dimensions of the gudgeon pin have a great effect on the susceptability

of a piston to piston boss cracking (Fig. 3/7). With given piston dimensions,
piston pin bending can be kept small by increasing the moment of resistance,
i.e. by having the outside diameter of the gudgeon pin as large as possible.
Simultaneously, the specific surface pressure is reduced by having a large

pin outside diameter. On the other hand, oval deformation of the pin perpendi-
cular to the force applied can be lessened by reducing the inside diameter,
With a mean effective pressure of more than 10 bar, the piston outside diameter,
relative to the piston diameter, should be more than 40 %, while the pin inside
diameter, relative to the pin outside diameter, should be less than 50 %.

If the external dimensions of the gudgeon pin cannot be increased, a pin shape
adapted to the bending line of the pin (Fig. 3/8) in the region of the boss can
contribute to equalize the stresses and thus to a local reduction in specific
surface pressure.

Forged piston material (Fig. 3/9) had been found more resistant to piston

boss cracks than cast material of the same composition in the piston pin boss
as well. Using the eutectic aluminium-silicon alloy, an increase in boss loading
capacity of more than 10% can be achieved.

A combined effect of boss material and design on the resistance to pin boss
cracking can be achieved through the use of pin hole bushes forged from alu-
minium-copper alloys or aluminium bronzes (Fig. 3/10).

To conclude this listing of possibilities, which must be critically weighed

in each individual case, the completely different behaviour of piston pin bosses
made of cast iron materials or steel, these being possible in articulated pistons
and ductile iron pistons (Fig. 3/11) where the piston crown with ring belt

and piston pin support can also be made of these materials, should of course

be pointed out. This solution, however, requires completely changing the

piston.

6. Conclusions

[n.this paper, an attempt was made in the first section to present the
extensive range of today’s various piston designs and describe them briefly
on an individual basis. In the second section, the reasons that led to the develop-
ment of such varied piston designs were discussed, and hints, regarding design
and methods in solving problems of wear, combustion chamber rim cracking

.and piston boss cracking were given. E£ven though it was not possible within
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Fig. 4: Piston investigations

the scope of this paper to discuss the various possibilities provided by experi-
mental methods both on and off the engine, these yielding a great deal of know-
ledge for general and specific solutions to piston problems, at least a few should
be listed here at the end (Fig. 4). In addition to investigations of structural
strength on resonance pulsators and hydraulic pulsators to determine component
strength and tendency of combustion chamber rim cracking is investigated

on automatic thermal cycling test equipment, while stress and deformation
analyses under pressure and temperature are conducted with the aid of two
dimensional and three-dimensional photoelastic measurements as well as

two- and three-dimensional finite-element calculations. Using special equipment
both on and off the engine, the efficiency of various oil cooling methods is
investigated and the effect of oil cooling on piston temperatures determined,
while with the aid of an electrolyte tank or computer programs heat transfer
and the temperature field in pistons are established. Furthermore, oil movement
in piston cooling chambers is filmed on a special shaker test stand by means

of high-speed cameras. In addition, stress measurements are carried out with
the aid of strain gauges both at room temperature and elevated temperatures,
and all available possibilities of macroscopic and microscopic materials investi-
gation on optical, scanning and electron microscopes as well as on the micro-

probe are used.
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RESUMEN

Para diferentes presiones y temperaturas de alimentacién, se efec
tuaron una serie de pruebas de velocidad variable con apertura total de
la mariposa de aceleracidn, determinéndose en cada caso la eficiencia
volumétrica. Los resultados obtenidos, muestran bastante concordancia
comparados con los de otroe autores. Se obtuvo una relacién parabdlica
pera la influencia de la velocidad sobre la eficiencia volumétrica. Se
encontré una expresidén empirica para la influencia de 1la temperatura
de alimentacién. La presidn de alimentacién no influye sobre 1la efi-

ciencia volumétrica.

SUMMARY

The volumetric efficiency of a 4-T gesoline engine was determined
for a series of experiments with variable RPM and throtling, and seve-
ral admission temperatures and pressures.

The results keep close accordance with those of previous investi-
gators. The influence of RPM on volumetric efficiency was found to be
a parabolic function. The influence of admission temperature on volume
tric efficiency is given by an empirical relation. It was found that
the admission pressure does not have influence or the volumetric effi-

clency.
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4, Influencia de la temperatura de alimentacién

En la Fig 2 se comparsn, para una presién de 20 peia, los valo -
res experimentales con los obtenidos aplicando las expresiones de Tay
lor, Fritz y Capetti.

Pare encontrar la tendencia general de los datos experimentales
ge efectud el siguiente procedimiento : para una temperatura constan-
te y para cada presién por separado se averigué el valor medio del co
ciente entre la eficiencia volumétrica a la temperatura TL y la efi-
ciencia volumétrica a la temperatura de 538 °R para las diferentes ve
locidades del motor; en cada caso se encontré el valor del exponente
x al cual se debia elevar el cociente de las temperaturas para obte-
ner el valor medio de eficiencias encontrado. Los diferentes valores
de x se promediaron, obteniéndose la relacién empirice :
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Pig 3. Influencia de la presién sobre la eficiencia volumétrica.



misma presidn y temperatura de alimentacidén. El valor normalizado de
la eficiencia volumétrica es :

LE: =3"1_ )

Tuesto que para velocidad constante, los valores de las eficiencias
normalizadas eran parecidos y en muchos casos coincidentes, e ajuctd
la curva de trazos de la Fig 1 para la media aritmética de las eficien
cias normalizadas; la observacidn de ésta curva insinda un comporta-
miento parabdlico por lo cual se ujustd con una pardbola de directriz
promedic cuyo comportamiente se acerca bastaente sl comportamiento real.

La expresidén de la parébola es :

2
- 3250
s i 2_5_._? (2)
f.58 x 10

o

n
" __w”‘j:

%0 ==

\

Nv 2000 RPM

- = It
L / ¢
- . 4 7 —
" / ———
o ‘,—4"' —
" - /_ 1
76 =
ot
T
3 840 550 Beo s10 T ('Y

Pig. 2. Influencia de la temperatura sobre la eficiencia volumétrica.
] 4 ey o e— Capetti

Taylor_ —— ——



A-187

1. Introduccidn

El trabajo producido por un motor, en igualdad de otras condicio-
nes depende principalmente de la cantidad de aire admitido dentro del
cilindro; cuanto mayor ees ésta cantidad, mayor es la cantided de com-
bustible que puede quemarse, y por lo tanto mayor es la cantidad de e-
nergia transformada y la potencia producida por el motor.

Algunos autores han dado su contribucidn al estudio de la eficien
cia volumétrica (“V)' Markel y Taylor [1] estudian la influencia de la
temperatura de admisidn sobre la eficiencia volumétrica msegurando que
ésta aumenta proporcionalmente con la raiz cuadrada de la temperatura
absoluta, y es més, dicen que ésta debe ser la tendencia general en lo
cual también estd de mcuerdo Arkhangelsky [é] + 5in embargo, Frits [3]
establece que la variacidén de la eficiencim volumétrica es mayor en
los motores enfriados por aire que en los enfriados por agua y que no
puede darse una regla general puesto que los detalles constructivos in
fluyen en las condiciones de transmisidn de calor, dice que la eficien
cia volumétrica para un motor enfriadn por aire aumenta proporcional-
mente con la temperatura absoluta elevada al exponente 0.65. Por su
perte Cappetti [d] dice que la relacidn entre la eficiencia volumétrica
¥ la temperatura es proporcional a la temperatura absoluta més 460.

El wvalor de la eficiencia volumétrica para Capetti [4] y  Taylor
[1] es independiente de la presidn, mientras que para Arkhangelsky [2]
¥ Livengood y Eppes [5] estéd ligeramente influenciada por la presién;
para el rango de presiones utilizados en los motores de 4T aumenta en
tre 1.5% y 3% al crecer la presidn.

Para Mikel ES] ¥ PBreed [T] que afrontan el problema desde el pun-
to de vista de similitud dindmica, la eficiencia volumétrica es fun-
cidén de relaciones adimensiorales de las cuales la mds importante es
el numero de Mach de admision; sin embargo no dan idea de la forme de
la funciédn.

El estudio experimental descrito en éste trabajo se ha diseflado
para establecer algunas comparaciones entre las expresiones empiricas
que relacionan el rendimiento volumétrico con los pardmetros que influ
yen sobre él.

2., Pruebas
Las pruebas se efectuaron sobre un motor monocilfndrico Briggs &
Stratton de 7.75 pg3 de cilindrada, refrigerado por aire. Se 1llevaron
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a cabo una serie de pruebas de velocidad variable utilizando un freno
dinamométrico de agua. Se variaron las presiones de alimentacidén en-
tre 12.3 psia y 20 psia y la temperatura de alimentacidn entre 538 °R
¥ 59C °R. Se mantuvieron constantes, el avance de encendido, el ‘tipo
de gasolina (N.O.BE) ¥ los calibres del carburador; puesto que el mo-
tor es alimentado por gravedad fue necesario estahlecer puntos de pre-
sidn en el tanque de suministro y cuba del carburador, llevando a és-
tos aire a la presidén de alimentacidn.

Las variables lefdas fueron : presidn y temperatura de admisidn,
velocidad del motor y consumo volumétrico de mire. Este Wltimo se mi-
4ié utilizando un venturimetro que descarga en un tanque amortiguadnr
que alimenta el motor, con lo cual se aseguran condiciones de  flujo
estacionario en el medidor. Las mediciones de presidn y temperatura de
admisidén se hicleron en el tangue amortigusdor.

3. Influencia de la velocidad

En la Fig 1 se muestran los resultados obtenidos al normalizar la

eficiencia volumétrica respecto al mdximo valor correspondiente a uia
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5. Influencia de la presidén de alimentacién

“n la Fig 3 se muestran las eficiencias volumétricas obtenidas pa
ra una temperatura de 580 R, la variable independiente es la presidn
y el pardmetro la velncidad de rotacidn del motor. Del gréfico se dedu
ce que menteniendo constante la temperatura de alimentacidn, la varia-
cidn de la eficiencia volumétrica con la presidn en élgunos casos es
nula y en otros varia muy poco, razén por la cual las lineas ajusta -

das son rectas de pendiente nula.

6. Conclusiones

El trabajo aqui expuesto ha 1llevedo a un interesante nimerc de re
sultados :

l. En todos los casos estudiados, la influercia de 1la velocidad
sobre la eficiencia volumétrica es parabdlics, presentando su méximo
entre 3000 y 3500 R.P.M. Para el motor en estudio el autor sugiere una

dependencia vnica dada por la expresidn @

2
Tl\m = 1 2E2 2250 3 (4)
6.58 x 10

2. Ios valores experimentales de la eficiencia volumétrica  para

diferentes temperaturas se encuentran relacionados por la expresidn :

0.54

T|v1 [h (5)

—_— ) ——

]]v2 T2

que es précticamente equivalente a la expresidn dada por Capetti. Aun-
que existe cierta discrepancia con los valores obtenidos por Fritz ¥y
Taylor, el error cometido al utilizar cualquiera de las expresiones es
del orden del error experimental.

3. Ia presién de slimentacidén no mostrd ninguna influencia sobre
la eficiencia volumétrica; no se obtuvieron valores ligeramente superio
res al aumentar la presién como lo indiea Arkhangelsky.

4, Cuando aumenta la temperatura de glimentacidn, se reduce la den
gidad de la mezcla; luego el aumento de eficiencia volumétrica solo in

dica que el motor se ilenﬂ mejor, noc que entra mayor cantidad de mez-
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cla. Cuando aumenta la presidén de alimentacidn, aumente la densidad
de la mezcla; la eficiencia volumétrica no varia por lo tanto aungue
el aprovechamiernto de llenado del motor es igual, entra mayor canti-
dad de mezcla al cilindro. De éste raciocinio se concluye que la efi
ciencia volumétrica tal como estd definida, no aporta mayor informa-
cién sobre la cantidad de mezecla que ingresa al cilindro; sclamente
es indicedora del aprovechamiento del volumen de cilindrada. Para u-
tilizar la eficiencia volumétrica como pardmetro de comparacién de
la capacidad de aire absorvido por el motor seria mejor referirla
siempre a las mismas condiciones de alimentacidn que podrian ser las

normalizadas : presidén : 14.7 psia y temperatura €60 F.
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Resuno
Apresentamos aqui um novo tipo de ancmometro de arras
to onde a velocidade do vento, sua direcao e potencia € ob-
tida indiretamente pela medida das deformagoes no seu supor
te com o uso de extensometros. Tem um minimo de partes mo-
veis ¢ 0s movimentos existentes nao afetam a calibracao que
independe do desgaste ¢ sujeira nas mesmas. Basicamente con

siste em um disco circular perpendicular ao vento.

Summary
Here it is presented a new type of drag anemometer

where the wind speed, its direction and its power is obtai-

ned indirectly by measuring the strains on its support by
means of strain gages. It has a minimum of moving parts

that don't affect its calibration that is independent of
wear and accumulated dirt. Basically it consists of a

circular disc placed perpendicularly to the wind.
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1. Introducgao
Os anemometros tradicionais do tipo mais usado apre-

sentam varias desvantagens. Uma delas € o fato da sua cons-
tante rotacao desmanchar a calibracgao do mesmo devido a su-
jeiras e desgaste e deterioragao do G6leo lubrificante. Tam-
bém a leitura da velocidade do vento € incomoda.

Nos anemometros do tipo arrasto nao temos partes mo-
veis e no nosso caso scmente um minimo de movimento que in-
terfere com a precisao da medida e com a calibragao. Exten-
sometros devidamente colocados no seu suporte, podem, por
meio de circuitos eletronicos, medir a velocidade do vento
instantaneamente e media, sua diregao e sua poténcia. Este
Gltimo fator € importante no estudo do aproveitamento da
energia edlica. Como temos um sinal elétrico € possivel o
registro automatico das varias grandezas obtidas.

Nesta classe de anemometros se destacam o anemometro
cilindrico e o anemdmetro esférico. Argand (1) nos descreve
um anemometro cilindrico rugoso colocada na posicao verti-
cal e com um sistema de extensometros em uma base especial.
Por seu lado Tagg (2) nos descreve um modelo utilizando uma
esfera e funcionando dentro dos mesmos principios. A litera
tura sobre anemometria e vasta mas nos limitamos a apresen-
tar estes dois modelos por estarem muito ligados ao nosso
modelo apresentado aqui.

2. Anemometro de disco

Um disco circular € uma das formas geométricas cujo
coeficiente de arrasto € bem conhecido quando &€ colocado per
pendicular ao vento. Junto com a esfera e o cilindro ele
apresenta a caracteristica importante para nos de ter o scu
coeficiente de arrasto praticamente constante dentro de uma
certa faixa de nimero de Reynolds. Este comportamento nos
permite obter um sinal elétrico proporcional ao quadro da
velocidade do vento o que facilita enormemente a lineariza-
¢dao das medidas. O disco por seu lado apresenta algumas van
tagens sobre a esfera e o cilindro. Uma delas & que seu coe
ficiente de arrasto apresenta uma faixa maior dentro da
qual o seu coeficiente de arrasto € praticamente constante.

=AY

W
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Também, dentro desta faixa, as pequenas variagdes do coefi-
ciente de arrasto sao menores do que para o caso da esfera
e do cilindro. Qutra vantagem € que, apresentando estes
dois Qltimos casos o fenomenc de deslocamento da camada 1i-
mite influenciado pela turbulencia atmosférica, dentro de
certa faixa de Reynolds, temos imprecisao nas medidas e di-
ficuldade de calibracdo o que requer a introdugao de promo-
tores de turbuléncia que em boa parte corrige este fator mas
que requer calibragao caso a caso. O disco ndo € afetado pe
la turbuléncia atmosférica.

A tabela I nos apresenta valores para coeficien-
tes de arrasto nos casos da esfera, cilindro e disco e a
faixa de numeros de Reynolds dentro da qual estes coeficien
tes sao razoavelmente constantes, no caso de zero turbulén-

cia.

Geometria CD Faixa de Reynolds

Esfera 0.4 2x10% - 2x10°%

Cilindro 0.7 5x10% - 2x10°

Disco 1.02 2x10% - 2x10°
TABELA 1 '

Na tabela Cp € o coeficiente de arrasto e cilindro
tem uma relagdo de comprimento/diametro valendo 5.
Na Figura 1, vemos o arranjo do anemometro de disco.

Um leme adequado forga o disco a ficar sempre perpendicular
ao vente. Na haste vertical temos quatro extensometros que
vao dar sinais com os quais obteremos a velocidade, poten -
cia e diregdo do vento através de um circuito eletronicn. C
disco gira horizontalmente para acompanhar a diregao do ven
to mas este movimento € muito menor do que a rotagao dos
anemometros tradicionais e ndo afeta a calibragao do mesmo.

0 arrasto aerodindmico deste disco & dado pela f rmu
la:
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Disco

LEME

EXTENSOMETROS

MEDIDAS EM (cm)

Figura 1 - Anemometro de disco

VZ
D=CppA— (1)
g

Onde D € o arrasto, p a densidade do ar, A a area do
disco, V a velocidade do vento e g um fator de conversao de
unidades.

Os quatro extensometros instalados na haste vertical
fornecem dois sinais elétricos x e y. Como tem uma disposi-
¢ao ortogonal uma composigao vetorial dos sinais x e y nos
fornecc o valor do arrasto, com adequados valores de conver
sao de unidades.

L = /x% + y? (2)

A direcao do vento, em relacdo a um eixo arbitrario €

dado pela formula:
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8 = arctg (x/y) (3)

Pela formula (1) facilmente se pode obter a velocida-
de do vento:

2 gD
V=—o———m———=CL (4)
CD p A

onde C € um fator de conversao de unidades elétricas para
unidades de velocidade de vento. Esta formula somente pode
ser aplicada se o Cp tiver um comportamento razoavelmente
constante dentro da faixa Util de niimeros de Reynnlds.

A poténcia do vento facilmente dada pela expressao:
P=DxV (5)

Para dimensionar o nosso anemometro escolhemo a fai-
xa de ventos de 0,5 a 50m/seg o que cobre praticamente to-
das as situagbes provaveis no territdrio nacicnal. Para sa-
tisfazermos as limitagdes impostas pela faixa onde o Reynol
ds nos da Cp constante escolhemos um diametro de 60cm. Nes-
te caso a forga de arrasto varia de 0.00418 Kgf, para V=0.5
m/seg a 41.8 kgf com V=50m/seg. A haste vertical, para ter-
mos drea adequada para a instalagdo de extensometros e ob -
tengao de sinais adequados ndo s6 do ponto de vista de lei-
tura mas também nas limitagoes nas deformagdes toleradas nos
extensometros foi escolhida como sendo 2cm. A altura da has
te vertical & de 30cm.

3. Conclusoes

As caracteristicas aerodinamicas do disco sao bem co-
nhecidas e ja foram extensivamente ensaiadas por varios pes
quisadores. Os valores sao altamente confiaveis e apresen -
tam erro relativamente pequeno. Devido a isso este estudopo
de garantir predigoes de desempenho dentro de uma faixa
bem estreita.

Este anemometro vai permitir a leitura simultanea da
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velocidade do vento, sua poténcia e sua diregao através de
um sistema eletronicn. A impressao dos resultados para re-
gistro se torna facil deste modo. O anemdmetro aqui apresen
tado € uma ferramenta Otil na area do aproveitamento do e-
nergia edlica. Ndo necessita de recalibracgdes, podendo a
mesma ser feita na fabrica, se necessario.

Bibliografia
A bibliografia € vasta e somente apresentamos referén
cias que de perto se relacionam com o nosso modelo. As refe
réncias (1) e (2) estdo contidas em uma publicag@o das Na-
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brindo bastante este campo.
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RESUMO

Analisamos um projeto real de um tubo de calor e in-
troduzimos modificagdes geométricas na estrutura porosa, as
quais alteram consideravelmente o valor da quantidade maxi-
ma de calor trocado sem alterar a condutividade térmica e-
quivalente, a qual € um parametro basico do tubo de calor.

0 cdlculo percentual deste aumento € executado e s&o
sugeridos possibilidades no sentido de aumentar a condutivi
dade térmica equivalente.

SUMMARY
This paper includes modifications on a heat pipe in
relation to geometry and wick material which are intended
to change considerably maximum heat exchanged as well as
the equivalent thermal conductivity. Discussion of the modi
fied performance of the heat pipe is also included.
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1. Introdugao

0 tubo de calor € basicamente um tipo de trocador
de calor, que por ndo necessitar de bombeamento externo do
fluido de trabalho e por possuir alta condutividade térmica
equivalente, tem uma ampla faixa de aplicagao.

2. Esquema e funcionamento

Conforme podemos notar na Figura 1 o tubo de calor ¢€
constituido por um tubo (ou estrutura metalica com outra
forma) tendo junto a sua parede interna uma estrutura poro-
sa.

Q
Aquecimente— = % i | poem—mm LE Evaporador
el - /% b ———

Material poroso ——J'

‘\ Secch
Liquido l ! el La  Adiobética
T, - I / N [———
Restriomento — //§ — Lc Condensador

Fig. 1 - Esquema do Heat Pipe

Em sua montagem, evacuamos o tubo e colocamos um 1i-
quido de trabalho a uma pressio adequada a faixa de tempera
tura que pretendemos operar.

Seu funcionamento baseia-se no bombeamento do lfquido'
através da estrutura porosa, movido pela pressdo de capila-
ridade, ao atingir o evaporador, evapora-se e em forma de
vapor vai até€ o condensador, condensando-se e iniciando
novamente o ciclo.

3. Anidlise do Projeto

Um dado projeto de tubo de calor possui diversas limi
tagdes, tais como limite sénico, viscoso, arraste, capilari
dade, etc.

Embora as id€ias bdsicas sejam gerais, particulariza-

remos nossa analise para um tubo de calor cilindrico, cons-
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tituido por um tubo de cobre 9,31mm de diametro interno,
0,79mm de espessura e 300mm de comprimento com uma composi-
¢do de 5 malhas (trés de Mesh 400 e duas 200) de ago inoxi-
davel na parte interna. Nossa faixa de utilizagdo serd em
torno de 100°C e utilizaremos dgua como fluido de trabalho.
Desejamos obter a condutividade térmica equivalente e
a maxima quantidade de calor trocada.
As limitagdes sdo:
a) Limite Sonico: Ocorre em virtude do engasgamento ( cho-
king) do fluxo do vapor, em geral sd é critico para altas
temperaturas ou na partida do tubo de calor
¥y R Tv ,
q, = va ———— = 28,9 kw/cm (1)
2(y+1)M

onde: qg = Limite sonico do fluxo de calor
py = densidade do vapor
= calor latente da idgua
= massa molecular

L

M

R = constante do vapor

y = relagdo entre calores especificos
te

b) Limite de arraste: Resulta do arraste de liquido pelo va
por, em geral € critico para altas velocidades do vapor

1
A

Znovu cosf

Q, = mry’L = 8,8 kw (2)

a

onde: Q. = limite de arraste, do calor
Ty = Ttaio de escoamento do vapor
= angulo de contato
= dimensdo caracteristica da interface liquida va
por
o, = tensdo superficial da agua

¢) Limite viscoso: E critico quando as forcas viscosas sio
dominantes, o que ocorre para temperaturas muito baixas com
escoamento muito lentos.
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Q. = —— Y V¥ =5 .3,10° kw/cm? (3)
Vio16 w1
Uy “ef
onde: Rop limite viscoso do fluxo de calor
Py = pressao do vapor

uy = viscosidade do vapor
lef = comprimento eficaz

d) Limite de capilaridade: Em uma grande parte dos heat pi-

pes este € limite critico, nosso objetivo € encontrar va-
riantes que ampliem esta limitag@o.

0 limite de capilaridade ocorre devido ao esgotamento
da capacidade de bombeamento.

(8P) .y > APy + AP, *+ AP, (4)
onde: (AP¢) .. = pressdo de capilaridade maxima
APq = queda de pressdo que o liquido sobre ao re
tornar do condensador ao evaporador
APy = queda de pressdo que o vapor sobre ao es-
coar do evaporador ao condensador
APg = pressao gravitacional, a qual pode ser ne-

gativa, positiva ou zero.

A pressdo gravitacional pode ser um parametro fixo e
se operarmos o tubo de calor horizontalmente este parametro
podera ser negligenciado.

A queda de pressao do vapor, para tubos de calor ope-
rando a baixas temperaturas e baixas troca de calor, em pri
meira aproximagdo pode ser desprezada.

Temos entdo que a perda de carga do liquido devera
ser compensada pela pressao de capilaridade:

(8PC) .y > AP, (s)

G 204 cos® vy Q1.¢

(APC) oy = ——— i (AP¢) = —— ——— (Lei de Darci) (6)
Te plL Awk

onde: 1. = raio de capilaridade equivalente
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onde: A, = drea porosa transversal
K = permeabilidade do meio poroso

Para a dgua a 100°C

L = 2,258.10° J/kg pp = 958 kg/m?
wp = 0,283 mN S/m? o1 = 58,85 mN/m?
g =9.,8 m/s?

A pressio de capilaridade € praticamente governada pe
la malha 400 na qual 1. = 0,0029cm.
Assumindo molhamento perfeito (6=0)

201

PR e ™ . = 4070 N/m? (7

L]

A permeabilidade da malha 100 pode ser usada e

k=1,52.10"'°m? (dada por Langston e Kunz).

malha 400 - d400 = 0,03mm

malha 100 - d100 = 0,10mm

O comprimento eficaz 1_ ¢ sera dade por

- A, = 1,85.10 *n?

como: 1, = 100mm , 1c = 100mm , 1. = 100mm

o 1A # ———— =0,2m

logo a quantidade maxima de calor trocado serd:

ZolpLAwk
= —— =435 W (8)

Q
max
Tc V1 1ef

4, Condutividade Térmica equivalente

Em referéncia a figura 2 Ry» Rg € R6 podem ser ne-
gligenciados [2].
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Fig. 2 - Quedas de Temperatura e Re-
sisténcia Térmicas

2n kt LE

e ky = h Az = 0,69 w/°C k, = g 1,56 w/°C
£n(;;J
- 2 kt Ll‘. 6
kg = heA. = 0,339 w/°C kg = ————?;—- = 1,56 w/°C
ky = k“dAC =5,5w% k- k"dhc = 5,5 w/°

onde: k, = condutividade térmica do tubo
= condutividade térmica efetiva [2]

A resisténcia e a condutividade térmica equivalente
serao:
Req = + Ry + Ry + R, + Rg + Ry = 4,79 °C/w
total

N
1 &
Keq = Req = 0,21 w/"C

ou Req = RZ + R3 + R, + Rg = 0,37 oc/w Intrinsica do
tubo de

= 2.72 w/°C calor

| —

eq '
eq

=
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Obviamente R1 e Rg constituem a parte externa do tubo
de calor, e independente do projeto, podem ser melhoradas.

5. Otimizagdo

Para aumentar a capacidade miaxima de transporte pode-
remos aumentar o nimero de malhas diminuindo a perda de pres
sdo do liquido, mas isto implicaria num aumento das resis-
téncias R3 e R7, diminuindo consideravelmente a 'condutivi-
dade térmica intrinseca" do tubo de calor.

Para contornar este problema propomos um novo formato
da estrutura porosa figura 3, de modo a aumentar a capaci
dade de transporte sem variar a condutividade térmica.

T -

R TR

¢ \
o)Aumento do material Nmmonu do rrm al c)Aumento do malerial
pwuo na s gi porosa na secclo
he’tleu do fubo cdimuu 0 d!anlp- adiobdtica ¢ variaglio

:'“?:;:r’m';n ure =

Fig. 3 - Variacdo Geométrica da Estrutura
Porosa do tubo de Calor

Caso (a): Aumento do material poroso na secgdo adiabdtica.
Para o caso limite

(APc) . = AP, + AP, an

Zae cos@

como (aPQ) = 4070 N/m? (18)

max ___;:'_”

1QLe/2) uyQLg/2) e

p1 LB Ay 7k Elwp LKA,
(19)

e AP = APy +APj_ +APy, =

1
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2,7.107%Q

AP, = 4,6Q +
1 . 2 2
(r, = 1)

Supondo escoamento laminar e com recuperag@o total
de pressao

8uom [ L. + L 2,8,10712
ﬁpv - V. E C . LA } = - Q
LES I | 2 r,
- 2,7.107%  2,8,107"?
logo: 4070 = Q | 4,6 + — — + (20)
r, - T oy
- e v v
Maximizando Q em termos de Ty 3 obtemos:
Q serd maxima para Ty ® 0,42 1,
Q = 645 W (21)

max

Notamos portanto que neste projeto € possivel melho -
rar a quantidade midxima de calor trocado em:

645 - 435
——— . 100 = 48% (22)
435

Caso (c): (incluindo o (b))
Como L; >> b podemos supor que a diregdo do escoamen
to do fluxo de calor € perpendicular a parede do tubo.
Podemos entdo subdividir o evaporador (ou condensa -
dor) em resisténcias parelalas.

FIG. 4 - Corte do tubo de calor




Lg 2nK,
logo: K, = [ dK onde dK = = dz (23)
v 1, ()
Ti
mas 7 T A f(z)
numa aproximagdo de primeira ordem
(re} ( f(z]) f(z)
) G o T R (3 g =
5 5 = e Te
2w Lg
o K_ = [ o i 2 k, | - a (24)
% £(z) o £(2)

Como fixamos a condutividade térmica constante

LE 1
£ f(z)

dz = cte (25)

Perda de carga no evaporador, num trecho elementar dz
a perda de carga sera:

¥ Q dz
L " (26)
pqL K 2nr £(z)
¥y Q LE  dz
6P1 =
Py K Zwre o £(2)
Lt 42
mas de (25) / = cte —= AP, = cte
o f(z)
Portanto em primeira aproximagdo a exigéncia de k

constante implica numa perda de carga no evaporador (ou con
densador) constante, independente da fungao f(z).

Optamos entao por uma curva do tipo de (b), a qual
suaviza a variagdo da secgdo, evitando turbuléncia no escoa
mento.

A fungdo f(z) serd do tipo:

f(z) = ax + b
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onde b < (rV]otimizado = 0,42r¢ (da condigdao de fluxo de
calor) e a sera obtido da condigdo de condutividade térmica

constante,
{KeV]anterior = (Kev)modificado

ZHKWLE } I 2m Kw
Z + Db
1 (=) - 210

n'r, n
Ty Te

6. Conclusao

Embora o projeto tenha sido particularizado, € d&bvio
que as idéias fundamentais podem ser aplicadas em qualquer
caso.

A otimizagao de f(z) foi feita apenas para variagao
de secgdo pequenas, caso quisé€ssemos amplii-la para varia-
goes maiores, poderfamos fazé-la utilizando mé€todos numérics.

Caso nao estejamos interessados no aumento da capaci-
dade maxima do fluxo de calor, podemos inverter o problema
mantendo a capacidade maxima do fluxo de calor constante ou
at€ diminui-la e aumentar a condutividade térmica equivalen
te pela diminuigdo da espessura do material poroso no con-
densador e evaporador.

0s resultados tedricos desta variagao geométrica na
ampliagdo do limite de capilaridade sao muito bons, nos mon
tamos um tubo de calor simples, com o analisado aqui e esta
mos variando a secgdo de outro com o objetivo de conseguir
uma otimizagdo experimental desta variagao.
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Sumario

Oscilacgdes na combustaoc sao geralmente produzidas por
interagoes entre a chama e as ondas sonorasestabelecidas na
camara de combustao e na linha de alimentagao. Neste estudo
foi utilizada uma chama ar-metano e as oscilagoes foram pro
duzidas por um alto-falante na linha de alimentagao. O obje
tivo € estudar o comportamento da magnitude e da fase das
oscilagoes da chama quando as oscilagoes introduzidas va-
riam. Destes resultados, o tempo entre a descarga do combus

téevel e a sua queima pode ser determinado.

Summary
Combustion oscilations are generally produced by

interactions between flame fronts and sound waves set up in
the combustion chamber and in the supply line. In this
research a simple premixed methane-air flame is used and the
oscillations are produced by means of a loudspeaker in the
mixture supply tube. The objective is to study the magnitude

and phase of the flame oscillations as the frequency and
amplitude of the supply oscillations is varied. From these
results the time between discharge of the fuel and its

burning can be evaluated.
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1. Introdugdo
Oscilagbes na combustao podem ocorrer nos equipamen-

tos domésticos e industriais, sendo um fenomeno de realimen
tagao. Quando o ar € forgado através de um duto,podemos ter
ondas estacionarias dentro deste duto. A presenga de uma
chama no duto funciona como uma fonte de energia que pode
alimentar ou amortecer estas ondas estacionarias. Um método
para a alimentagdo de ondas estaciondrias por meio de um
fornecimento de calor foi descoberto por Rijke [1]. Ray~=
leigh [2] foi o responsdvel pela compreensao tedrica do me-
canismo pelo qual as oscilagbes sao mantidas. Em geral 0
critério para a manutengao das ondas estacionarias pelo for
necimento periddico de calor & que o calor deve ser forneci
do num local onde a pressao na onda estacionaria varia e
num instante onde a pressdo € maxima.

0 objetivo deste trabalho € encontrar a diferenga de
fase entre a taxa de liberagao de calor (em termos da area
da chama) e a pressao e velocidade geradas no tubo de ali-
mentagdo pelo alto falante. Isto € feito através da determi
nagao do tempo de atraso, que € definido como o tempo entre
a descarga da mistura combustivel e sua queima. Como a téc-
nica empregada € baseada em fotografias, este trabalho limi
ta-se a regides de baixas frequencias onde os movimentos da
chama podem ser facilmente observados. O equipamento aqui
empregado pode registrar oscilagoes da chama ate a frequen-
cia de 150 Hz embora para frequéncias superiores a 100 Hz
os resultados ja nao sejam muito claros.

2. Equipamento
0 queimador utilizado €& mostrado na figura 1. Uma mis

tura homogeénea ar-metano alimenta o queimador posicionadoso
bre uma camara de mistura onde se encontra o alto falante
que fornece a excitagao. Unm gerador de frequéncias contro-
la as frequéncias e as amplitudes do sinal emitido pelo al-
to-falante. Uma sonda € inserida no queimador 20mm abaixo

da sua boca através de um orificio de 2mm de diametro. Esta

sonda estd conectada a um microfone de meia polegada ligado
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FIG.(1) MONTAGEM DO QUEIMADOR



a um medidor de nivel de pressao sonora. O sinal produzido
€ mostrado num osciloscépio de modo a mostrar a onda senoi-
dal como um ponto deslocando-se segundo uma linha vertical.
Uma fonte luminosa projeta a sombra da chama numa tela si-
tuada no mesmo plano da tela do osciloscopio. Um estroboscd
pio acoplado a um motor de velocidade variavel posicionado
a frente das telas permite a observacao da chama movendo-se
lentamente, e a excitag¢ao (em termos da pressao) como um
ponto oscilando sobre uma linha vertical. Desta forma pode-
se fotografar um instante da chama juntamente com a excita
gao. Este equipamento € mostrado na figura 2. Como & impor-
tante uma correlagao precisa da perturbagado na linha de ali
mentagdo com a variagao periddica da chama, todo o equipa
mento envolvido no registro da perturbagao no queimador
foi testado para a avaliacao da diferenca de fase introduzi
da pelo proprio equipamento.

Diversas relagbes ar-combustivel foram utilizadas, po
rém o estudo foi concentrado na relagao estequiométrica,sen
do a vaziao de metano 11 cm?/s que corresponde a um numero de
Reynolds 900 na linha de alimentagao. A flutuacao da chama
foi considerada em termos do parametro a/Agy com a=Ag - Agy
onde Ag € a area instantanea e A,, € a drea média.

3. Resultados

A posigao da maxima drea da chama nao corresponde a
um fluxo maximo da mistura ar-combustivel. Existe uma dife-
renca de fase que é muito pequena (4°) para 25 Hz, 45° para
50 Hz, 65° para 75 Hz e 85° para 100 Hz. Isto estd mostrado
na figura 3. Nesta figura temos trés conjuntos de curvas.No
primeiro conjunto estao representadas as curvas de pressaoe
velocidade da mistura ar-combustivel no tubo de alimentagao
no instante da combustao. Nos outros dois conjuntos estao
representadas as variagoes da liberagao de calor (em termos
da area superficial da chama) para as frequéncias considera
das, ao longo de um periodo completo. Podemos entao compa-
rar a variacao da liberagdo de calor para cada frequéencia
com o fluxo da mistura ar-combustivel (velocidade) no tubo
de alimentagdo para cada instante do periodo.
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Portanto existe uma diferenca de fase entre a maxima veloci
dade (mdximo fluxo) e a maxima area da chama, sendo que es-
ta diferenga tende a aumentar com a frequéncia.

Para todas as frequéncias, com excegao de 25 Hz o tem
po de atraso correspondente a diferenga de fase entre a flu
tuacao da drea da chama e a velocidade da mistura é de
2,5 x 107 ’s. Este tempo foi calculado usando a relagao a=wT
onde o« € a diferenga de fase, w a frequéncia angular e T o
tempo de atraso. A discrepancia para 25 Hz & explicada pela
calibragao do equipamento por esta frequéncia ser menor que
cinco vezes o limite inferior de frequéncia do microfone tes
tado.

Merk [3] deduziu uma formula para calcular este tempo
de atraso teoricamente

T
T = > 3
38 /1 = {2032
u (Ub)

onde 1, € o raio da boca do queimador, S, € a velocidade da
chama e Uy a velocidade da mistura. O tempo de atraso € por
tanto constante e independente da frequencia. Isto sugere
que a diferenga de fase entre a maxima drea da chama e a ve
locidade maxima da mistura tende a aumentar com a frequéen-
cia. Neste trabalho rp = 0,5cm, §u = 43cm/s, ﬁb = 148cm/s
Portanto o tempo de atraso calculado usando esta formula €
4x10"%s que € maior que 2,5x10"'s obtido experimentalmente.
Uma das razoes para esta diferenca é que a formula para o
tempo de atraso considera que o contorno da chama se mantém
perfeitamente conico durante o periodo de oscilagoes, o que
na realidade nao acontece.

4. Conclusoes

Durante as experiencias para a determinagaoc do tempo
de atraso, algumas conclusoes foram tiradas através da va-
riagao dos parametros considerados nesta analise.

A magnitude de a/A,, depende da velocidade da pertur-
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bagdo v e da velocidade meédia da mistura U,y. Se a pertur-
bagao for muito intensa para baixas frequéncias, a chama &
soprada do queimader. Por outro lado, a fase de a/A,, com v
€ independente, até certo ponto, da velocidade da perturba-
gao e da vazao da mistura. Esta diferenga de fase  depende
entretanto da velocidade da chama. A diferenca de fase en-
tre a/Ayy e v/U,, aumenta com a diminuigao da velocidade de
chama, o que foi observado para varias relacgdes ar-combusti
vel. Algumas destas conclusdes também foram verificadas por
Blackshear [4] usando propano. 0 fato da diferenca de fase
entre a/Azy e v ser independente da vazao da mistura e de-
pendente da velocidade de chama & perfeitamente previsivel
bastando considerar a formula de Merk mencionada anterior-
mente, onde € facil verificar que o tempo de atraso serd
alterado por qualquer variagao da velocidade da chama, po-
rém variagbes na vazdo da mistura (dentro dos limites de es
tabilidade da chama) terdo muito pouca influéncia.

Uma analise do critério de Rayleigh para esta situa -
¢ao talvez ndo seja conveniente pelo fato das oscilagoes nao
serem auto-induzidas. Entretanto dos resultados obtidos no-
ta-se que a flutuagdo da drea da chama, que pode ser asso -
ciada com a liberacgio de calor como uma primeira aproxima-
¢ao, tende a estar em fase com a pressdao quando a frequén -
cia aumenta. Para 100 Hz, a taxa de liberagao maxima de ca-
lor esta praticamente em fase com a miaxima pressaoc. De fato,
frequéncias ao redor de 100 Hz nido sdo incomuns em equipa -
mentos oscilando, enquanto que frequéncias mais baixas nao
sao frequentemente encontradas.
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SUMMARY .
Theoretical and experimental study of a cup type wind
meter is performed. It demonstrates that the rpm of the
meter is proportional teo the wind velocity and inversely
proportional to the length of the horizontal arm used to
support the cup. The effect of friction on the rotating
velocity is also considered.

SUMARIO
Um estudo tedrico e experimental de um medidor de ven
to tipo copo foi executado. Foi demonstrado que a velocida
de angular do medidor € proporcional a velocidade do vento
e inversamente proporcional ao comprimento do hrago horizon
tal usado como suporte do copo. O efeito do atrito sob a
velocidade de rotagdo foi também considerado.




1. Introduction

To understand the distribution of wind velocity at a
particular point is a necessary step of utilization of wind
energy to generate power. Unsually a long period of the
history of wind velocity distribution is required for the
design of a wind power plant at that location. To  record
wind velocity distribution, one has to use wind meter.

The most common type of wind meter is of cups type.
In which several cups are mounted horizontally on a
vertical shaft. The wind velocity is approximately propor
tional to the rpm of the shaft. Thus the wind velocity may
be recorded through a mechanical or a electrical recording
system for analysis.

This report presents some of the results of the wind
meter project sponsored by CODETEC., This study includes
the aerodynamics design and wind tunnel calibration of the
meter. It demonstrates, theoretically as experimentally,
that the rpm is linearly proportional to the wind velocity
when the wind velocity is high. BRut the friction between
the moving and the stationary parts of meter makes ‘the
linear relationship invalid when the wind velocity is low.
The length of the arms used to support these cups and  the
size and shape of cup are important parameters of the
characteristics of a wind meter.

2. The Relationship Between rpm and Wind Velocity

For a given wind velocity and the configuration of a
meter, there is a unique rotating velocity of the meter.
Assuming that the forward drag coefficient of the cup is
defined as

Cop = ot (1)
af 1 2
—p U A
2 1
where
nf = drag due relative wind velocity on cup in the

forward direction (figure 1)
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p = density of the air

U; = relative wind velocity (U1=U-2w£1n] i

A = area of the cup ]

Ly 0= distance from center of the cup to the center ;
of the vertical shaft

n = TIPS

U = wind velocity

= - |

FIG.{I) THE ARRANGEMENT OF THE METER.

and the backward drag coefficient of the cup is

o b
db iF 2
Z 1
7P Iz A
where
Dh = drag due relative wind velocity on cup in the
backward direction
U, = o+ Zﬂlln

If the mechanical friction of the meter and the aero
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dynamics force on the horizontal arms are small in
comparsion with the drag forces of the cup, a simnle equa-
tion can be derived, TIts form is

e =1y
or

Cqgl - 2«11n]' = Cgp(U+ 2«11n}2 (2)

Eq.(2) can be simplified to

cdf = 1

Cah U (3
/Eﬂf + 1 2'"’*1

Cab

It can be seen from Eq.(3) that the rotating velocity of
the meter is a function of the ratio of the drag coeffi-
cient of the cup in the forward and backward directions.
It is linearly proportional to the wind velocity and
inversely proportional to the distance from the center of
the cup to the center of vertical axis. The drag coeffi-
cients of the cup depend on the shape of the cup. Hoerner
f1] presented drag coefficients for various configurations
of two and three dimensional bodies. The drag coefficients
for wedge, cone and hemisphere shaped cups are listed in
Table I.

Cag Cax

wedge (a=90%) 0,97 0.64

cone (a=90°) 0.94 0.45

hemisphere 1.38 0.38
TABLE I

With the above informations, the rotating velocity can be



calculated for a given value of £q- Figure 2 shows the
results of Eq.(3) for the three configurations of cups
listed in table I. The value of 21 for this calculation is
06.12m.

800

600

rpm| |- WEDGE
400 2-CONE
3-MEMISPHERE

200

D 5 10 20 ]

18
U m/eec

FI0.(2) THEORETICAL CALCULATION OF RPM FOR
VARIOUS SHAPES OF CUPS.

Since any jornal in rotating has a finite value of
friction, the rotating velocity of the meter cannot be
precisely predicted without a knowledge of the effect of

friction. This effect depends upon many factors which are
very difficult to be predicted theoretically. Assuming
that the frictional torque against rotation is of the form

Tf = DfR (4)
where
Df = frictional force
R = distance from the frictional force to the cen-
ter of axis.
In the steady state of rotation, the overall torque is
balanced,
Df£1 = Db£1 + DfR (S)
writing
1 2
Df —2— Cdf o] Ul A= aUl
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n =

2 2
b cdb p U, A = b,

] R

Eq. (5) can be written as

R
a(U - 2n2.n)}? = b(U + 2n2.,n)2 + T, — (6)
1 1 f .
1

Solving for n, Eq.(6) becomes

(a+b)U + |/(a+b)’11’ - (a-b) [[a~h)u2 - Tf:—ll

2(a-b) 'rrE.1

n =

(7

If Tg=0 and the minus sign is taken, Eq.(7) becomes exactly
the same form as Eq.(3) which is as expected. Thus the
rotating velocity becomes

(a+b) U - /{mb)*n* 5 (a—b)[(a—h]lT’ - T :_1]

n =

(8)
2|[a—b]1'rl.l

Both a and b depend upon the shape and area of the cup. For
a given configuration of a meter, their values can be
estimated. Ty is another unknown factor, its value can
only be determined experimentally.

3. Results and Discussion

The calibration of the wind meter with semi-circular
shaped cups was performed in the wind tunnel of the
Mechanical Engineering Department of UNICAMP, It has a test
section area of 40cm x 60cm. This makes the ratio of the

frontal area of the meter to the test section area of ap-
roximately 10%. So that the blockage effect can be ne-
gligible. The freestream velocity was measured by a
inclined manometer and the rpm was measured by a strobosco-
pe.

Figure 3 shows the rotating velocity of the meter as
a function of the wind velocity. The size of the cup is
Scm x 5cm arc shaped. The lines numbered 1, 2, 3 and 4 are
the calculated results from Eq. (8) for T¢=0, proportional
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FIG.(3) EFFECT OF FRICTION ON RPM.

1/2

ton, n and constant, respectively. Tt can be seen that

for high wind velocity, the experimental results fit the

curve for T¢ - nl/2

quite well., Curves 2, 3 and 4 are
calculated by first fitting the experimental value at v=20
m/sec and finding the proportional constants for the three
assumptions of T¢ in relation to n. Then the rest of  the
points are calculated with each individual constant.

Figure 4 shows the calibrated results of a 8cm x Bcm
are shaped meter with two arm lengths. It can he seen that
the relationship of the rpm is inversely proportional to
the arm length is approximately verified at high wind
velocity. At lower wind velocity, the effect of friction
can be clearly seen.

Both the Eq.(3) and (8) show that the rpm is inde-
pendent of the area of the cup. BRut the experimental
results in figure (3)and (4) are different for different
sizes of cups. This may be due to the center of force is
away from the center of area if the width of cup is large.




A-223

1000

®L=12em
Xis®em
8001 A'O’”‘-

BL=9em
800] AFTER FRICTION

IS REDUCED.
rpm
4001
2004 CUP! 8cm X8cm.
o]
o & ,
0 -] 10 15 20 25

U m/sec

FiG.(4) EXPERIMENTAL RESULTS FOR CUP SIZE BemX Bem.

Both Eq.(3) and (8) are obtained by assuming that the cen-
ter of force is located at the center of area of the cup.
The aerodynamics force exerted on the horizental arms may
also result some error to the calculated results.

4, Conclusion

For a cup shaped wind meter, the rpm of the meter is
proportional to the wind velocity when the wind velocity is
high, and it is inversely proportional to the length of the
arm. The frictional torque of the present design is
proportional to the square root of rpm. It does not chan
ge the linearity of calibration curve at high wind velocity.

Re ference

[11 Hoerner, S.F., "Fluid-Dynamic Drag". Hoerner
Fluid NMynamics, Brick Town, N.J. 1964,
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SUMARIO

Suposto um armazenador de geometria cilindrica, se de-
senvolve um modelo matemdtico do processo de mudanca de fa-
se. A solucdo & obtida em base a diferencas finitas. Sdo a-
presentados graficos de solucdo numérica comparada a aproxi-

mada.
RESUMEN
Supuesto un almacenador de geometria cilindrica, se
desenvuelve un modelo matematico del proceso de cambio de

fase. La solucion es obtenida en base a diferencias finitas.
Se presentan graficos de soluciones generalizadas.
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1. Introducido

0 ponto central no desenho deste tipo de armazenadore:
e o estudo do processo de fusdo - solidificacdo que se opera
dentro dele, ja que € este processo o que controla a transfe
réncia de energia entre a substincia armazenadora e o fluid:
de trabalho. Por sua vez este processo depende fundamental
mente das caracteristicas térmicas da substancia que muda de
fase e da geometria do sistema.

A grande dificuldade que apresenta a solugao matemati-
ca surge da existéncia da frente de fusdo (ou solidificacgdo)
em continuo movimento, e que introduz-se uma nao linearidade
nas equagdes que descrevem o processo.

No caso de uma geometria plana se conseguiu obter wuma
solugdo exata [1] para as condigoes de contorno usuais, enquan
to, no caso de geometria cilindrica isto ndo aconteceu, ten
do-se feito em cambio, esforgos em direcdo a distintos tipos
de tratamento tedrico analitices e/ou numéricos,[2], [3],[4],
(3. 61, 71, [8], [o1; {10].

No presente trabalho se desenvolve um tratamento me-
diante um método numérico que extende a0 caso cilindrico um
método desenvolvido originalmente para o caso unidimensional
117. A escolha do método foi feita na base que [12] ele di
uma toa descrigdo do perfil de temperaturas logo desde o ini
cio, ainda no caso que este for "abrupto'", e além disso pou-
pa a necessidade de fazer um ajuste em cada interagdo  até

‘encontrar' a posicdo da frente de fusdu como € feito em [5].

2. Modelo Analitico

Supondo uma substancia de densidade, calor especifico,
condutibilidade, temperatura e calor de fusdo constantes, as

equagOes que descrevem o processo seriam (Ver esquema do sis
tema) :

T=T, emT< T, 1)
3T ar

K—— = 2Xp ( Jemr =1, 0 2)
ar at
aT aT 3%T em r, <r<R (3)

L
= 0 —_—
3t r ar ar




Sendo:

0D > =N o+ o=
]

Subindices:

Como
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-K (EI—} =h (T-T_) emr = R (4)
ar €

Temperatura

raio genérico, raio do tubo ’

tempo |

condutibilidade : : i

calor de fusdo T |

densidade % \ !

calor especifico Te e

Xy "
0 Esquema do sistema

coeficiente de pelicula do fluido de trabalho que
que pode incluir a resisténcia oferecida pela pa
rede do tubo e a interfase sustancia-tubo.

indica a frente de fusao
indica o borde do tubo
indica o fluido de trabalho - externo.

se observa em (1), estamos considerando a fase in

terior a temperatura de fusado. Também consideramos constante
a temperatura do fluido de trabalho.

E conveniente definir o seguinte conjunto de variaveis

adimensionais:
T-T
e
| i eSS (5}
Te~ Te
T
E= 1 - (6)
R
at
T = = (7
e os parametros caracteristicos:
. C (T,- Tc)
Nimero de Stefan = —P— & (8)

A



Nimero de Biot = (9)

K

Expressadas nas novas variaveis as equacdes (1) a (4)
se transformam em:

8(g,7) = 1 para E=E, (10)
ae dg
ste = para £=g, (11)
Ak dt
3e -1 ae 3%e
= + para 0<E<E, (12)
13 1-§ EES ag?
36
—— =Bi 6 para £ =0 (13)
23
No caso de armazenadores € importante pesquisar a

transferéncia de calor do tubo armazenador ao fluido de tra
balho e sua relagdo com o czlor que esta sendo transierido na
frente de fusido.

De (4) podemos calcular o calor transferindo oborde do
tubo:

aT
ap = K {r) =h ( Tp-T, ) (14)

Pode-se definir também um calor transferido adimensio-
nal, assim, de (13) é:

26
@R = Ste ( )} = Ste Bi 8 (15)
ot £E=0
£=0
sendo:
q
0 = — (16)
K
C_R



na frente de fusdo seria:

3T S £

Qe = =K (———) = 2p ( ) 17)
ar, T
de,
e = Ste (--E_a.___) = )
3E dr (18)

E=E,

3. Calculo Mumérico

Se adotou um tipo de malha 'mdvel' com um numero fixo
de pontos, amarrado num extremo no borde do cilindro e no
outro na frente de fusdo n=0 estard em £=0, n=N estarda em
£=£,. Como a frente de fusido vai-se deslocando no tempo a
malha se "estica', tendo os pontos mais distdnciados  entre
si, ja que N & fixo.

Se usara a derivada substancial:

.90 [ .dg , _ae (19)
3 dr ar
n n

_dg/dr . _de,/dr

dé
dr
e a expressdo:

(20)
£ Eu
n N
substituinde em (12) segundo (19) e (20):
2
A, J pE g 1| B8 g B g
dr i & dr 1-¢ 3E 5 3 f
f
e levando em conta que:
£=H1'_|.-_ E.
N (22)

se podem expressar em diferencas finitas as derivadas em (21}

®nmel " Cam I S di. y 1 ®ns1,m* On-1,m
: dt 1-.L :
AT N N Etm Zatm/h

m
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en-l.m - 29n.m t en+1.m

(€a /N)? (23)

A equacao (11) expressada em diferencas finitas seria:

6 - 48 + 38
(—98s ) o ste N-Z.m N-1,m N.m (24)
dr m 2Eey, /N
a (10) seria:
Oyom = 1 (25)
também se usara:
dg,
= +
Somy = (3 A e Gy (26)
a equagdo fica:
-36 + 48 - 8 X
o,m 1,m 2,m _ Bi Bg,m
28, /N (27)
que logo se utilizard para calcular 80 i

Respeito aos valores iniciais o método ndo permite co
mecar com um valor £, 5™ 0 sendo que deve ser adotado al-
gum valor, além de uma distribuicdo inicial de temperaturas
adequadas.

A condigdo de estabilidade neste caso sera:

At K? 1
£t 2 (28)
*

0 cdlculo do calor transferido, expressado em diferen
cas finitas seria:

6g.m = Ste Bi 8 (29)
dg
b m " {‘_"_"_L_")

drt B (30)
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4, Discussiao

Nas figuras 1 e 2 se plotou a variacd3o da posigdo da
frente de fusao em fungdo do tempo para distintos valores
dos parametros caracteristicos do sistema. Como & de espe-
rar o tempo & maior quanto maior o Stefan e menor o Biot.

Os perfis de temperaturas finais sao reportados na
figura 3. E interessante notar que a curvatura dos mesmos
depende do niimero de Stefan.

Na figura 4 se reporta a variacdo do calor entregue
no borde do cilindro em fungdo do tempo para distintos va-
lores de Stefan e Biot. Foi utilizada uma escala logaritmi
ca em razdo que para um dado Stefan, a medida que o Biot &
maior a diminuigdo do ép no tempo € mais marcada. Enquanto
que o valor inicial de ¢p dependera basicamente do produ
to dos dois parametros caracteristicos.

A efeitos de comparagdo se reportaram em todos os ca
sos os graficos correspondentes a solucdo aproximada |21,
como se observa esta da resultados melhores quanto menor o
Stefan.

5. Conclusao

Pelo observado experimentalmente 13| quando se pro
duz a solidificacdo no cilindro, a temperatura no liquido
interior desce rapidamente até o ponto de fusido, supondo
que esta se inicie com a barra de s6lido na temperatura de
fusdo, isto na pratica € dificil de acontecer. Além de que
na fusdo pode aparecer na fase liquida exterior transferén
cia de calor por convecgdao. Pensamos entao que a etapa de
fusdo precisa mais pesquisas tanto tedricas quanto experi-
mentais.

Bibliografia

[ 17 H.S. CARSLAW and Y.C. YAEGER - 'Conduction of
Heat in Solids", Oxford University Press, Lon
don, England - Secon Edition, (1959).
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4. Discussao

Nas figuras 1 e 2 se plotou a variagdo da posigao da
frente de fusdao em fungao do tempo para distintos valores
dos parametros caracteristicos do sistema. Como € de espe-
rar o tempo € maior quanto maior o Stefan e menor o Biot.

Os perfis de temperaturas finais sao reportados na
figura 3. E interessante notar que a curvatura dos mesmos
depende do numero de Stefan.

Na figura 4 se reporta a variacao do calor entregue
no contorno do cilindro em funcao do tempo para distintos va
lores de Stefan e Biot. Foi utilizada uma escala logaritmi-
ca em razdo que para um dado Stefan, a medida que o Biot €
maior a diminuigao do $p no tempo € mais marcada. Enquanto
que o valor inicial de ¢R dependera basicamente do produto
dos dois parametros caracteristicos.

A efeitos de comparagao se reportaram em todos os ca
sos os graficos correspondentes a solugado aproximada [2], co
mo se observa esta da resultados melhores quanto menor o
Stefan.

5. Conclusao

Pelo observado experimentalmente [13] quando se pro-
duz a solidificagdo no cilindro, a temperatura no liquido
interior desce rapidamente até o ponto de fusdo, mantendo-
se neste até o final do processo. Nesse caso o modelo aqui
apresentado seria correto para ser aplicado na solidifica-
cao.

Por outro lado. se bem que teoricamente as equagoes
apresentadas sdo validas também para a fusao (supondo  que
esta se inicie com a barra de solido na temperatura de fu-
sado) isto na pratica € dificil de acontecer. Além de que na
fusdo pode aparecer na fase 1iquida exterior transferencia
de calor por convecgao. Pensamos entdo que a etapa de fusao
precisa mais pesquisas, tanto tedricas quanto experimentais.

Bibliografia
[1] H.S. CARSLAW and Y.C. YAEGER - "Conduction  of
Heat in Solids", Oxford University Press, Lon-
don, England - Secon Edition, {1959).
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RESUMO

Neste sistema, um material que armazena energia na for
ma de calor latente esta contido em pequenas capsulas cilin-
dricas de aluminio. O tanque de armazenamento € feito de um
tubo de vidro vertical tendo na sua base uma placa de dis-
tribuigdo. O objetivo € avaliar o desempenho deste sistema
analisando suas vantagens e desvantagens.

SUMMARY
In this system a latent heat storage material is
contained in small cylinder capsules made of aluminium. The
storage tank is made of vertical glass vessel fitted with a
distributor plate at the botton. The objective is to ana-

lyse the performance of such system considering its advanta
ges and disadvantages.




A- 237

1. Introdugido

As aplicagdes de energia solar em grande escala, tan-
to para produgdo de poténcia quanto para processos indus-
triais dependem fundamentalmente de um sistema de armazena-
mento capaz de fornecer e absorver calor nas quantidades ne
cessdrias. Um sistema de armazenamento eficiente é uma pe-
¢a vital de um equipamento de conservagao de energia. Os
problemas tipicos envolvidos nos sistemas convencionais de
armazenamento sao a capacidade de armazenamento e a taxa de
calor transferido pelo sistema. Estes problemas podem ser
resolvidos através do emprego de material encapsulado tipo
calor latente, fluidizado num meio liquide. A quantidade de
calor transferido pode ser variada utilizando-se o sistema
desde leito fixo até leito fluidizado.

Uma montagem tipica de tal equipamento estd represen-

e
Q

tada na figura 1.

b\'//
==
//I‘V\

Y

"3

L.t

SISTEMA DE PRODUCAO DE
POTENCIA

SISTEMA COLETOR
{CONCENTRADOR)

SISTEMA DE ARMAZENAMENTO

FIGURA 1 - Sistema de Armazenamento para Produgao de
Poténcia a Partir de Energia Solar




2. Consideragoes Tedricas
0 estudo tedrico do armazenador proposto esta dividi-
do em trés etapas:

a) estudo do escoamento do fluido através do armazena
dor.

b) estudo da transferéncia de calor do fluido para as
particulas sdlidas (capsulas)

c) estudo do processo de fusao/solidificagdo que ocor
re no interior das capsulas.

Um pardmetro importante para este estudo € a determi-
nagao da velocidade minima de fluidizagdo. Num sistema i-
deal, a velocidade minima de fluidizagao € aquela em que o
leito passa de fixo a fluidizado. Na pratica, entretanto ,
existe uma grande regido de transigao e esta velocidade mi-
nima de fluidizagdo ndo tem significado absoluto. O proble
ma da definigdo desta velocidade € agravado para particulas
de grandes dimensoes, o que ocorre em tal tipo de equipamen
to. F desejavel entdo padronizar um método de determinacio
desta velocidade para que diferentes sistemas possam ser
comparados. Isto € feito de maneira conveniente através de
um grafico de perda de pressao através do leito aPB contra
a velocidade U (figura 2).

LOG APy | LEITO FIXO LEITO FLUIDIZADO

VELOCIDADE
CRESCEN

[~
3
-

LoG u

FIGURA 2 - Determinacdo Experimental da Velocidade
Minima de Fluidizagdo Upg



A velocidade minima de fluidizacdo Upf pode ser deter
minada teoricamente, para um contorno esférico da particula
(ou didmetro equivalente).

1
Reps = 25,7 [-/1 +5,53.10"°Ga - 1 } (1)
Ung pg d i
onde Repg = ———— numero de Reynolds minimo de fluidi
H -
zagao.

) pelpg-pglgd’

u?

Ga numero de Galileu

o

mf = velocidade minima da fluidizagido
d = didmetro equivalente da particula s6lida
= viscosidade dinamica do fluido
= aceleracao de gravidade
pg = densidade do fluido
pg = densidade da particula sé6lida
A temperatura das particulas sdlidas € praticamente
constante ao longo do leito fluidizade. A temperatura do
fluido altera rapidamente na 'segdo ativa" junto i placa de
distribuigdo, e muito pouco depois desta segcdao. O coefi-
ciente de transmissao de calor hIJ pode ser considerado como
uma fungado dos coeficientes de condugao hpc e de convecgdo

hpCGDV

h_ = f(h

p pc-PPeony) (%]

A transferéncia de calor por radiagdo € em geral des-
prezivel em sistemas fluidizados devido 3@ pequena diferenca
de temperatura entre as particulas sdlidas e o fluido.

Os valores do coeficiente de transmissao de calor hp
entre o fluido e as particulas sdlidas divergem de autor pa
ra autor principalmente pelo método de se determinar a dife

renga média de temperatura. O coeficiente de transmissio de
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calor hp pode ser calculado com base nas medidas diretas da
temperatura e na quantidade de calor transferido Qy

dQH/dt
= 0 (3)
2 L (Te-8)d1
o
A= drea total das particulas sdlidas
H = altura do leito fluidizado

Tg = temperatura do fluido
# = temperatura da particula sdlida
1 = distancia a partir da placa de distribuigio

Finalmente, o estudo da transferéncia de calor no in-
terior das capsulas € feito considerando-se a equagado geral
da condugdo e as condigdes de contorno adequadas para a geo
metria da cdpsula (esfera, cilindro finito, cubo). Este es-
tudo foi feito por diversos autores, entre eles, Carslaw e
Jaeger [3]. Por exemplo, para uma capsula esférica, cujo
contetiido esta solidificando

1 3% [rT(r,t)] 1 3T(r,t)
- = - (4)
T ar? a ot

A temperatura constante T, na superficie da cdpsula
(rD] e a temperatura constante de fusiao Tf na frente de fu-
sdo (rf) fornecem as condigoes de contorno

T(ro,t) = T0 T(rf.t] = Tf (5)
0 balango de energia na frente de fusao/solidificagado,
com a temperatura do 1liquido considera constante fornece

dr k aT(r.,t)
2 8 1
S (6)
dt plg ar

onde Lg & o calor latente de fusio.
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3. Montagem Experimental

0 esquema do modelo experimental estd mostrado na fi-
gura 3. O sistema consta de um tanque de aquecimento para
carregar o sistema e um tanque de resfriamento para descar-
regar o sistema. As vazdes sdo medidas por placas de o:ifi
cio e as temperaturas por meio de termopares.

Depois de vdrias tentativas, foram wutilizadas capsu
las de formato cilindrico de base igual a altura (l4mm) com
paredes de lmm de espessura., Para temperaturas de armazena
mento inferiores a 100°C foi selecionada a parafina com pon
to de fusdo a 65°C e para temperaturas superiores foi sele-
cionado o enxofre com ponto de fusdo a 118°C,

—
-

TANQUE DE
AGUEGIMENT(‘J

TANQUE DE
RESFRIAMENTO

FIGURA 3 - Montagem experimental

4. Discussio
Para sistemas liquido-s6lido em geral concorrem }ara
uma boa fluidizagdo as seguintes propriedades:



a) baixa densidade das particulas

b) particulas de dimensdes reduzidas

c) particulas de contorno préximo ao esférico
d) fluido de alta densidade

Com isto podemos notar que a fluidizagio no equipamen-
to proposto n2o € muito facilitada, ainda que possa ser con-
seguida. Isto ndo representa problema porque o estudo de
tal tipo de equipamento esti apenas iniciando e novas solu -
goes deverao ser encontradas, principalmente com relacao ao
encapsulamento do material que muda de fase. Além disso, o
equipamento pode ser usado como leito fixo, o que por si sé
ja representa uma elevada taxa de transferéncia de calor enm
relagdo aos sistemas convencionais. Nos instantes onde hou-
ver necessidade de uma maior taxa de transferéncia de calor,
a vazdo do fluido pode ser aumentada até valores acima da ve
locidade minima de fluidizagdo quando entdo ocorre a fluidi-
zag3o onde o coeficiente de transmissdo de calor chega a ser
de auas a quatro vezes maior que o coeficiente de transmis-
sdo de calor no leito fixo. A quantidade de calor transferi
do pode ser aumentada ainda mais através de agitagdes perid-
dicas de todo o sistema [4]. Este procedimento pode aumen -
tar a transferéncia de calor em até seis vezes, comparando -
se com a situacdo estaciondria.

0 sistema proposto ainda estd em fase de otimizagdo dos
parametros ou seja, a determinagao das dimensdes do tanque ,
do formato e do material das cdpsulas, da escolha do mate-
rial a ser encapsulado, das descargas necessdrias, da placa
de distribuicao e da entrada do fluido no armazenador.

Depois de vdrios testes efetuados, foi selecionada a
geometria cilindrica para a cdpsula por facilidade de cons -
trugcao e de operagao se bem que o ideal fosse uma capsula
esférica o que deve ser conseguido num futuro proximo. A pla
ca de distribuig¢io que inicialmente era uma placa de alumi-
nio de 5mm de espessura com furos de 2,5mm foi substitufda
por uma tela de ago galvanizado de seis fios por polegada,com
me lhores resultados. A entrada do fluido no armazenador fei-
ta através de uma flange situada 50mm abaixo da placa de dis
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tribuicao foi substituida por um difusor conico pois estava
provocando a fluidizagdo somente na parte central do tanque
cilindrico. Com o difusor conico foi conseguida uma melhor

homogeneizagao da fluidizagao. 0Os testes continuam a ser
efetuados para a otimizacgao do sistema. Bolinhas de gude de
varios diametros est3o sendo utilizadas como particulas so-
lidas para uma analise do comportamento hidrodinamico do
sistema com a variacao do tamanho das particulas. Diversos
fluidos estdo sendo testados, bem como diversas vazdes obti
das de uma bomba ou de duas bombas em paralelo.
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SUMARTO

Para um disco girante foram determinados experimental
merte os torquesde arraste devido ao atrito do ar para dife
rente rotagdes e niveis de pressao (atmosférica e vacuo).
Sao descritos o protdotipo e a metodologia empregada. Parao
nivel de pressao atmosférica € feita a comparacao entre oS
torques de atrito existentes no disco girante para duas si-
tuagoes distintas: disco compreendido entre placas parale -

las e disco mantido em involucro fechado.

The drag torque due to air friction acting on a
rotating disk, was experimentaly determined for several
vacuum levels and angular velocities. Also the prototype
and the employed methodology are explained. At the atmos-
pheric pressure level, a comparison of the drag torque is
made: for two different situations for the enclosed and

partially enclosed rotating disk.
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1. Introdugao

A importancia do estudo de sistemas de estocagem iner-
cial de energia tem sido enfatizada atualmente em vista de
sua grande aplicabilidade nos geradores colicos de eletrici
dade ¢ nos sistemas providos de céiplas fotovoltaicas sob
concentracio |1-2]. Basicamente os volantes atuam como ele-
mentos estabilizadores de rotagdo e armazenamento de energi
a, e as experiencias a serem realizadas deverao orientar-se
no sentido da obtengio de crescentes periodos de armazena-
mento.

Neste trabalho objetivou-se a obtengao dec dados experi
mentais sobre cstocagem inercial a partir de um protdtipo,
utilizando-se diferentes niveis de pressio (atmosférica e

vacuo) e a temperatura ambiente.

2. Descrigdo do Protdétipo

O prototipo mostrado na figura 1 foi desenvolvido a
partir de [3]e € constituido de um disco de ago carbono de
300 mm de diametro e 20 mm de espessura, sendo montado ho-
rizontalmente numa 4drvore vertical com 3,5 mm suportada por
um mancal .

0 acionamento € feito por um motor e o acoplamento &
direto. £ empregado um dispositivo amortecedor para atenu-
ar as amplitudes de oscilagZo da arvore quando da passagem
pelas rotagoes criticas.

0 disco estd inserido numa caixa de acrilico com for-
mato octogonal, com 320 mm de diametro do circulo inscrito,
12 mm de espessura de parede e sendo de 5 mm o afastamento
entre as superficies internas da caixa e as do disco. Na su
perficie lateral da caixa hZ um pequeno tubo para extragio
do ar circulante, sendo conectado a uma bomba de vicuo.

Na extremidade superior da arvore ha um dispositivopri
mario foto-sensor de rotagdes, que envia pulsos com frequen
cia determinada a um contador. As dimensdes da arvore, do
mancal e as caracteristicas do motor foram selecionadas de
modo a apresentarem pequena inércia de rotagao.

A selagem utilizada foi do tipo mecanico, necessitando
-se introduzir peguenas quantidades de graxa.




A- 246

sensor de rotacao
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Figura 1: O Prototipo Utilizado

3. Processo Experimental

Os testes foram conduzidos no sentido de se determinar
para diferentes niveis de pressdo (atmosférica e distintos
niveis de vicuo),o valor do momento torgor devido ao atrito
do disco com o ar. O procedimento seguido € similar ao apre
sentade em [3]. Para um nivel de pressido constante, o volan
te ¢ acelerado até uma rotagao maxima determinada. Neste pon
to o motor € desligado e passa-se a medir em intervalos re-
gulares de tempo At, os valores das rotagdes resultantes,ini
cial w; e final we, NO intervalo considerado.

0 torque de atrito total considerando os atritos do ar,
dos mancais e do motor serd:

I(w., = wg)
i i f i
Mat_ At (1)
sendo I o momento de inércia torcional do conjunto girando

o conjunto a uma rotagao de 120 rpm obtem-se o torque de a-

trito relativo aos mancals e motor,MaC. Para os niveis de
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vicuo considerados neste trabalho o valor de Mac manteve-se
constante abaixo de 400 rpm.
Assim, o torque de arraste Ma‘ devido somente ao arras

te do disco no ar pode ser escrito:

M= M - M (2)

4, Resultados e Discussoes

A figura 2 mostra o comportamento do torque de arraste
M., em termos da velocidade de rotagdo do disco, para as si
tuagoes de pressao atmosférica (0 mm Hg) e diferentes niveis
de vacuo (200,400 e 600 mm Hg) e @ uma temperatura ambiente
de 25°C. Para cada pressao fixada foram tomadas de 30 a 50
medidas .

RPM
7000}

6000
5000
4000
3000

2000

" - " " . A v -
0 0.010 X g
0.050 0.100 0.150 Ma(Nm]

Figura 2: Torque de Arraste em Fungdo da
Rotacdo para distintos niveis de vdcuo
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Observa-se que a proporg¢do que o nivel de vidcuo aumen
ta consegue-se uma redugdo substancial nos valores dos tor
ques de arraste M_ para os diferentes valores de rotagao
do disco.

A titulo de ilustragado esta também representada nesta
figura a curva obtida para o nivel de pressdo atmosférica
da ref,.[3]. Porém ai tem-se uma situagdo distinta: o disco
girante € mantido entre duas placas paralelas com idéntico
espagamento disco-placas utilizado neste trabalho. Nota-se
que para o volante encerrado na caixa e a pressao atmosfé-
rica (curva 0 mm Hg), os valores de Ma sdao menores para u-
ma rotagac determinada, quando comparados com a curva do
volante montado entre duas placas ref,[3]. Também os valo-
res de Ma em ambas as curvas tendem a se aproximar nas bai
xas rotagoes. Este comportamento ja havia sido comentado
anteriormente por [4].

No prototipo utilizado o acoplamento € direto, porém
o0 procedimento ideal para as tomadas das medidas seria em
pregar-se um dispositivo para o desacoplamento entre o vo
lante e o motor. Porem existem situagoes praticas onde

este desacoplamento ndo € necessario,casos em que ha uma

operagao alternada do tipo motor-gerador. Assim para minimi

zar o torque de atrito MaC no prototipo escolhcu-se um mo-
tor com rotor apresentando um momento de inércia de
IR=HL39 X Mfﬁmkggum a0 ser comparado com o momento de inercia
do disco 1,=13,15 X 1073
do desprezivel.

mkg pode sem divida ser considera

5. Conclusoes

A técnica experimental seguida na obtengdo dos valo-
res do torque de arraste do disco para diferentes rotagoes
e niveis de pressio revelou-se satistatéria. Também o pro-
totipo utilizado apresentou caracteristicas que o adequa-
ram ao estudo do fenomeno.

Os dados experimentais obtidos para M_ para diferen-
te rotagdes e valores de pressdo distintos (atmosférica e
vacuo) e mostrados na figura 2, indicam que realmente hou

ve uma redugdo sensivel no torque de arraste para uma de-

CamrRERE e
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terminada rotag@o com o aumento do vicuo. Esta influéncia €
acentuada na faixa de altas rotagoes.

Também fica ressaltado a partir desta mesma figura,que
para operagdes de estocagem inercial ao nivel de pressdo at
mos férica, a montagem mais aconselhidvel ¢ aquela do prototi
po da figura 2. Este protdtipo apresenta um torque de arras
te devido ao atrito do ar menor do que o aprescentado pelo
disco girante entre duas placas paralelas [3]

|, mesmo compa-
rado com os valores ai encontrados de minimo torque de ar-

raste (caso de afastamento entre placas de 3 mm).

Bibliografia

[1] Dumon R.; Energie Solaire et Stockage d' Energie,
Masson, Paris, (1977).

2] Abatut, J.L.; Achaibou,A.;Bourdeau Ch.; Compté
Rendu des Missions effectu€es au Brésil (Rio de Ja
neiro), LAAS/CNRS, (Dez.1978).

[3] Scieszko, J.L.; Bastos, L.E.G.; Minimizagao do Tor
que de Arraste Num Volante. Anais do 1% Congresso
Brasileiro de Energia, Vol.B, pp 501-508,(1978)

[4] Maroti, L.A.; Deak, G.; Kreith,F.; Flow Phenomena
of Partially Enclosed Rotating Disks.Journal of
Basic Engineering, pp 539-552 (sept.1960)



A 250
ANAIS PROCEEDINGS
ESTAD gy,
N COBEM 79
H o : V CONGRESSO BRASILEIRO DE
ENGENHARIA MECANICA

unicame  CAMPINAS, 12-13-14 o 15 DEZEMBRO 1979
TRABALHO TECNOLOGICO
TECHNICAL PAPER N.° AT-12 p.p. 250 - 255

EFEITO DAS DIMENSOES DA CAIXA DE PROTECAO
SOBRE 0 TORQUE DE ARRASTE ANUM VOLANTE

Ulisses Corréa de Oliveira Filho
Depte de Engenharia Mecanica e Quimica
UFRN - Natal - RN - Brasil

llans Ingo Weber
Faculdade de Eng. de Campinas/UNICAMP
Campinas - SP - Brasil

SUMARIO

Foram determinadas experimentalmente as influéncias s
bre o Torque de Arraste devido ao atrito com o ar para um
disco girando em alta rotagdo em funcdo das dimensdes da
sua caixa de protegdo. Sdo descritos o prototipo e a metodo
logia empregada. [ feita a comparacdo entre o disco girando
sem e com a caixa de protecdo.

ABSTRACT

The chamber dimension effects on the drag torque due

to air friction acting on a enclosed rotating disc were
experimentaly obtained. Also the prototype and the
methodology are explained. A comparison of the drag torque
for two differents situations is made, enclosed and free

disk.

1
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1. Introdugdo

Nos sistemas de estocagem inercial de energia € de
suma importancia que as perdas sejam minimas e como normal-
mente os volantes tem que ficar dentro de uma caixa de pro-
tecdo para que no caso de rompimento os estilhacos nao  se
espalhem provocando danos [ 1 ], objetivou-se a execugdo des
te trabalho com o fim de se obter dados que possam servir
de comparagao e referencia nos trabalhos de minimizacdo das
perdas de volantes cilindricos com o ar, em virtude da bi-
bliografia encontrada referir-se invariavelmente para dis

cos girando imersos em liquidos [ 2 1, [ 3 1.

2. Montagem Experimental

0 dispositivo projetado para a execucdo das medidas ex
perimentais desejadas, mostrado na fig. 1, consta de uma
base rigida que serve de apoio aos suportes dos rolamentose
do motor; o volante, construido de aco liga com 259,1 mm de
diametro e 21,5 mm de expessura € suportado por um eixo de
aco carbono de 32 mm de didmetro montado nos rolamentos com
os ajustes recomendados pelos fabricantes. Sobre a base e
envolvendo o volante foi construida uma caixa cilindrica des
montdvel de forma que se pudesse variar os seguintes parame
tros:

s - distancia entre as faces do volante e a cazixa

d - diametro da caixa

0 acoplamento entre o motor e o eixo do volante é
feito através de uma embreagem.

Pig 1
Dispositivo Utiliza-
do
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3. Procedimento Experimental

Para a realizacdo de medidas o volante era acelerado
até a rotacdo maxima que a poténcia do motor, que era de
320 W, permitia, entdo a embreagem era desacoplada e a cur-
va de desaceleracao livre do motor, rotacao X tempo, regis-
trada em um registrador xt.

Nas curvas obtidas, como M = la , foram feitas dife-
renciagdes graficas nos pontos 2,3,4,5,6,7,8,e 9 (1000 rpm)
sendo obtida a aceleracao angular do volante nesses pontos
e como o momento de inércia do volante e do eixo sao conhe-
cidos, temos o momento total de atrito para cada uma dessas
rotacgoes.

Como o momento de atrito € na forma

Mt = Mr + Mar

Mt = Momento de Atrito total
Mr
Mar= Momento de Atrito devido ao Ar

Momento de Atrito devido aos Rolamentos

foram executadas algumas medidas com o objetivo de se obter
o valor de Mr, usando-se somente o eixo sem o volante, de

tal forma que Mt = Mr ,podendo-se entao ohter o valor

Mar = Mt - Mr para cada medida realizada.

4. Medidas Realizadas

Na bibliografia consultada nao ha referéncias sobre a
influencia da variagdo da folpa radial [ 2 |,[ 4 ', sendo
que todos os pesquisadores relataram as suas experiéncias pa
ra uma folga radial fixa.

Por esse motivo optou-se por primeiro encontrar a va

riacdo das perdas devido a folga axial 's' e depois fixan-
do-se 's" encontrar a variacdo das perdas devido a folga
diametral entre a caixa e o volante.

Foi entdo fixado o diametro da caixa igual a 272 mm e
realizadas as medidas do momento de atrito para s igual a
,5-1,0-15+-1,8-~-2,0-2,2+~-2,5-23,0-3,5¢<=35,0-
7,7 - e 9,0 mm.

Apds a realizacdo das medidas variando-se "s' e avali

ando-se os resultados, foi usada uma folga axial fixa



s = 2 mm coincidente com a folga que apresentou as menores
perdas por atrito e entio realizadas as medidas das perdas
para os scguintes diametros da caixa: 261, 263, 265. 267,

269 e 272 mm.

5. Resultados e Discussoes
A fig 2 mostra a variagao do momento de atrito em fun

cido da folga axial 's' em virias rotacoes. Podemos observar

que para a faixa de rotacoes estudada, o momento de atrito
apresenta dois pontos de minimo, o mais acentuado para s=2mm

¢ o outro para s = 7,7 mm.
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Fig. 2 Variac&@o do Momento de Atrito em funcdo da
folga axial '"s"

A folga radial ndo influi nas perdas para folgas maio
res ou iguais a 2 mm, sendo que a folga radial igual a
1 mm apresentou um aumento de 34% nas perdas.



A fig. 3 mostra as perdas por atrito do volante sem

a caixa e com a caixa com s = 2 mm.
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Fig. 3 Momento de Atrito.
Curva A - Volante abherto
Curva B - Volante fechado com s=2 mm.

6. Conclusdes

A técnica experimental e o protdotipo projetado se mos
tram adequades ao estudo do fenomeno.

Os resultados experimentais mostram que as perdas por
atrito de um volante com a atmosfera que o envolve s3o me-
nores para o caso de um volante encerrado em uma caixa ci-
lindrica do que o mesmo volante girando diretamente ao ar
livre, e que as dimensdes da caixa de protecdo também  in-
fluem no valor das perdas, podendo-se minimizar as perdas
escolhendo-se dimensdes convenientes para a caixa.

Como continuacao deste trahalho esta sendo executada



A<= 2585

uma andlise numérica dos resultados com o intuito de se con

seguir uma equagao empirica que represente o fenomeno e
que possa ser usada para a avaliacao das perdas por atrito

com o ar para volantes cilindricos em geral, tendo como

parametros o difmetro do volante, a rotagdo e as dimensdes
da caixa de protecao.

r
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RESUMO

A alimentacao de finos a reatores de nrocessamento de
carvoes € um problema tecnoldgico de certa imnortancia, de-
vido & tendéncia a aplomeragao das narticulas de pequeno ta
manho. O carvao da jazida de Candiota, RS, anresenta tendén
cias marcadas 3 formacao de finos durante a moapem. Neste
trabalho descreve-se um alimentador pneumatico canaz de
pronorcionar uma vazao facilmente controlavel. O alimenta-
dor foi testado com finos da jazida mencionada (120 mesh,
40% - 270 mesh) a vazoes de 2 a 4 Kg/hora. A vazao é regu-
lada variando a nressao de gds dentro do alimentador.

SUMMARY

The feeding of coal fines to process reactors is a
technological nroblem because of the tendency of the
fine particles to stick. Coal from the Candiota field in
RS shows a marked tendency to form fines during prinding.
This paner describes a nneumatic feeder designed to give
a reliable and easily controled feed. The feeder was
tested with fines from Candiota (-120 mesh, 40% -270 mesh)
at flow rates from 2-4 Ke/hr. The flow was varied by
changing the gas nressure in the feeder.
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Introdugao
Desenvolvimentos recentes na tecnologia de processamen

to de carvoes minerais para produgao de combustiveis sinté-
ticos liquidos e/ou gasosos, exigem o aprimoramento de ali-
mentadores de carvoes pulverizados até baixa granulometria
(£ 100um). )

Os carvoes de alto teor de minério de jazidas do RS
apresentam uma acentuada fragilidade que se traduz na ten-
déncia a formagao de quantidades excessivas de finos (-270
mesh) durante a moagem. Portanto o escoamento destes car-
voes ja pulverizades torna-se dificil.

Na literatura existem diferentes tipos de alimentado-
res de sélidos pulverizados para utilizagio em experién-
cias de bancada ou vplantas-piloto (2,3). Porém, os carvoes
usados sao de relativamente baixo teor de minério e aue,
ap6s conveniente secagem, nao apresentam problemas de es-
coamento. Em particular, em Brookhaven National Labs. tem
sido desenvolvido um alimentador de tipo mecanico (3) no
qual a vazao de finos de carvao € controlada por um vibra-
dor acoplado a um reservatério com um funil na parte in‘e-,
rior. Este sistema, ao ser testado com finos da jazida de
Candiota, apresentou problemas de escoamento, dificultardo
a regulagem da vazao. :

Durante pesquisas preliminares desenvolvidas na UNI-
CAMP foram testados diversos alimentadores mecanicos do ti-
po vibrante ou ainda mais sofisticados como parafusos sem
fim. Os resultados foram pouco alentadores, devido as difi-
culdades de escoamento.

No presente trabalho, descreve-se um alimentador de
tipo pneumatico com o qual € possivel obter vazoes de 2-a
4 Kg/hora com finos de carvao da jazida de Candiota.

Descrigao do Alimentador

Foi construido um modelo de vidro para determinar :
geometria, verificar o controle da vazao de finos e tentar
resolver possiveis problemas de escoamento. 0 protdtipo

(Fig.1l) consiste num tubo de vidro (Fig.l,a), de aproxima-
damente 9 cms de diametro, afunilado na extremidade infe-
rior com angulo de abertura de 45° (Fig.1,b). No fim do




funil um orificio de 1,2mm de diametro limita a saida da

carga. O volume do alimentador € de aproximadamente dois
litros. Dentro do funil foi acomodado um cone de latdo du- .
plo (Fig.l,c) com angulos de abertura de 45° e 30° nas
partes inferior e superior respectivamente. O cone possui
trés orificios de 0,5mm de diametro distribuidos simetrica-
mente, que sao utilizados para a injecdo do gas de arrastre
(Fig.1,d). O cone € distanciado das paredes interiores do
funil por trés parafusos distribuidos simetricamente (Fig.
1l,e).

A distancia entre cone e funil € um parametro do qual
depende a vazao de saida dos sGlidos. Nos testes descritos
neste trabalho, esta distancia foi variada entre 1,4mm e
2mm (Fig.2).

A vazao de finos através do orificio inferior do fu-
nil depende da diferenca de pressao lida no manometro de
coluna de dgua AP (Fig.1,f) entre o interior do alimenta-
dor e
AP/Pa
forem medidas com uma balanga colocada na saida do alimen-

a pressao atmosférica Pa, atingindo valores maximos
v o = -
= 0,10 para vazoes de até 6 Kg/hora. As vazoes

tador. Antes de colocar o carvio no alimentador, € nece55§
rio seca-lo numa estufa durante 90 minutos e areja-lo com
um fluxo de gas ou ar seco, para que as particulas percam
sua aderéncia.

Resultados experimentais e discussido

A vazao de um fluido incompressivel através de um ori-
ficio € governada pela diferenca de pressao AP. Porém, a
simples aplicacao de uma sobrepressao no interior do proto-
tipo nao produz um escoamento do carvao através do orificio
inferior, devido ao problema de aglomeracao das fragoes mais
finas. Foi verificada a necessidade da introducao de um co-
ne com a geometria descrita na segao anterior para conseguir
o escoamento do carvao. Devido ao gds ser injetado pela par-
ticular disposigao dos furos no duplo cene de latao, produz-
se uma zona de turbuléncia no interior do funil (Fig.1) que
resulta numa fluidizagao efetiva do po. A vazao entao con-

siste de um fluido, mistura de gas e carvdo em pd. F signi-
ficativo notar que a relacao entre AP e a vazao medida em
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Kg/hora € quadratica, do tipo esperado para um fluido esco-
ando através de um orificio.

Na fig.2 as curvas continuas sdo o resultado de um
ajuste de minimos quadrados dos dados experimentais. E im-
portante notar que os nossos resultados sio semelhantes aos
obtidos com dispositivos similares? , de geometria bem dife-
rente,que nio sio adaptiveis ao nosso reator de hidrogena-
¢ao de carvao. A adaptagao do alimentador a outros tipos
de pGs de escoamento dificultoso & bastante simples.
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Figuras

Figura 1
a. Tubo de vidro
b. Funil do tubo
c. Cone de latao
d. Orificios de saida de pas (3)
e. Parafusos (3)
f. Manometro de coluna de dgua.
g. Entrada de gas

Figura 2
Carga: Carvao Candiota menor de 125 pm com 40% menor ;
de 53 um. |
wDistancia entre cone e funil 1,6 mm - linha continua
AP= -5.6 + 3.9 (vazao)?,
JDistancia entre cone e funil 2,0 mm - linha continua
AP= 4.9 + 2.4 (vazao)?.
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Figura 1
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SUMARIO

A equagao diferencial de Reynolds, da lubrificagdo hidrodinamica,
permite a determinagdo do campo de pressoes sob um patim retangular. A
inexistencia de solugao exata para a mesma levou Boegll, em 1947, a pro
por uma solugdo valida no senso assintotico para patins de largura infl
nita, e aproximadamente para patins largos em geral. Obtem-se neste tra
balho uma solugdo aproximada, vdlida exatamente para patins de largura
nula, e aproximadamente para patins estreitos, em geral. Usou-se nesta
determinagéo o método analitico variacional com a técnica de aproxima-
gdo de Kantorovich. Os resultados sdao comparados com solugdes numéricas,
demonstrando-se que este trabalho complementa o de Boegli na cobertura
de todo o campo de aplicagoes, desde patins estreitos até largos, com
um bom recobrimento na faixa dos patins quadrados.

SUMMARY

Reynolds diffetential equation for hydrodynamic lubrication per-
mits the determination of the pressure field under a rectangular pad.
Due to the lack of exact solutions to this equation Boegli, in 1947,
proposed a solution, valid on an assimptotic sense for infinitely wide
pads, and approximately for wide pads in general. In this work, an ap-
proximate solution is proposed, which is valid exactly for pads of
width equal zero, and appoximately for narrow pads, in general. A meth-
od of variational formulation was used with approximate profiles of
Kantorovich. The results are compared with numerical solutions, making
clear that this work complements the one by Boegli, covering the com-
plete field of applications, from narrow to wide pads, with a good
overlapping on the region of square pads.
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1. Introdugao

As bases tedricas para a analise dos problemas de lubrificacao
hidrodinamica foram estabelecidas por Reynolds 1 em 1886. Reynolds
obteve a equagao diferencial da pressao em um filme de lubrificante
fluido, escoando entre uma base plana e um patim plano retangular,
levemente inclinado em relagdo a base (Figura 1).

FIGURA-1

Patim Plano Retangular sobre Filme de Lubrificante

A forma classica da equagdo de Reynolds € a seguinte:

d 3 0P  Q 59v dn
h + (h =6
dx ¢ Jdx } oy d y) /M-u 9x

(1

onde h & a espessura do filme lubrificante
p € a pressdo adicional sob o patim
U € a viscosidade absoluta do lubrificante
U & a velocidade do patim relativa a base

Esta equagdo pode ser obtida a partir da equagao de Navier-Stokes
conforme pode ser visto na referéncia [ 2] . Nestas condigGes sao feitas
as hipdteses cldssicas de fluido newtoniano homogéneo em escoamento la
minar, e adicionalmente, a hipotese de escoamento permanente.

Neste trabalho mostra-se a viabilidade de atacar-se o problema
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através de formulagao variacional. Sdc mantidas as mesmas restrigdes e
hipoteses impostas por Reynolds, porém & preciso que fique claro queo
método variacional pode ser utilizado sem apreciavel aumento de com -
plexidade para fluidos ndo newtonianos, termicamente nao homogeneos e
também para escoamentos ndo permanentes.

Reynolds resolveu a equagao (1) apenas para o caso limite de L»B
ou seja L/B =a= =, Nestas condigoes p deixa de ser funcao de y e
sera denotada por Pw

Fazendo

h =h0(1+k-k-—"-)
B (2)

e integrando-se a equagao de Reynolds para p = p, , obtem-se

" 6 UB x x/B (1 - x/B)
® hﬁ 2+x (1+k -k x/8)2

3

0 outro caso extremo, que pode ser facilmente resolvido & o li-
mite para o = 0. Neste caso 3p/ 3x sera muito menor do que 3p/ dy ,
e o primeiro termo da equacdo de Reynolds pode ser abandonado. A va-
ridvel p sera denotada por p,. Integrando-se a equagdo de Reynolds
chega-se ao resultado seguinte:

64 UB xa? 1 y
Po =g g L)
by 2(1+k - k x/B) 4 L (4)

Boegli 3 partiu da hipdtese de que a equagdo (2) fosse valida
para todos os valores de a , e que a solugao geral p (x, y) da equa-
gao de Reynolds fosse do tipo

P (X Y) " Po . fl (67)] (5)

obtendo assim, uma solugBo aproximada tanto mais correta quanto maior




fosse o valor de a.
Neste trabalho, obtém-se por raciocinio andlogo solugdes vali -
das para patins estreitos ( a>1 ), partindo-se da hipotese de que

p(x,¥) = £ (x).pg (6)

2. Formulagao Variacional da Equagdo de Reynolds

A equagao de Reynolds pode ser reescrita em termos de parametros
adimensionais; apés efetuarem-se as mudangas de variiveis indicadas a

seguir,
[ x* = x/B
y* = y/L
h* = h/hg
p* = p hZ/6uUB )
chega-se a
3 dp* 1 3 Jp* an
(h‘J )*——2 (h. - =0
9 x* dx* A oy oy ax* @) -
As condigGes de contorno sao as seguintes:
[ p* (0, y) =0
P, ¥iE 0
p* (x*, 1/2) = 0 2 p*
p* (x*, -1/2) =0  ou (x*,0) =0
Byt ©)

As equagoes (8) e (9) representam a formulagao diferencial do
problema. Obtem-se a formulagao variacional do mesmo problema, usando
-se o primeiro membro da equagdo (8) como um dos dois fatores do inte
grando de uma integral efetuada sobre o dominio de (x*, y*), cujo va-
lor deve ser nulo. O outro fator do integrando & a variagdc &p* da
pressao adimensional p*. Nestas condigdes, obtem-se:



_ }ép‘dx'ir'ﬂ
¥ (10)

0 que foi dito acima equivale a dizer-se, em linguagem da anali-
se varicional [4] , [5] . (6] , que a equagdo de Reynolds & tomada
como a equagdo de Euler de um problema variacional, isto €., que existe
uma funcional 1 que assume seu valor extremo quando a equagao (8) for
verificada.

3. Especificagao da Forma da Solugdo Aproximada
Nas vizinhangas de a = 0, o perfil transversal de pressoes € pa-
rabélico, como se vé pela equagao (4).

Adotando-se para p* (x*. y*) o valor

Pt x*. yt) - £ (x) . [1/4 - y*2] (11)

& de se supor que se obtenha uma solugdo valida em uma faixa junto ao
extremo @ - 0, isto &, valida para patins estreitos. Em 1971, Akers (7]
apresentou evidéncia experimental de que a distribuigio transversal de
pressoes & bem descrita por um perfil parabolico em uma larga faixa da
variivel o nas vizinhangas de a = 0. A faixa experimental examinada
varia de a = 0,125 a «a = 1,0. Fica, portanto, alicercada a esperan
ca de que a equagdo (11) combinada com a formulagdo variacional do pro
blema fornega uma solugdc capaz de, junto com a de Boegli, cobrir to-
do o campo da variavel a .

A fungao f(x*) € totalmente livre, exceto no contorno x*=0e
x* = 1, onde deve-se anular. Este método de solugdo & conhecido  por
método de Kantorovich; a solucgdo final serd uma aproximagdo de
Kantorovich de primeira ordem.
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4. Solugao

Substituindo-se o valor de p* (x*, y*) dado pela equacao (11)na
equacao de formulagdo do problema (10), esta pode ser integrada emter
mos da varidvel y* obtendo-se

SO &2t 1 ar  a(ne?)
(&1) — h* 5+ — ; -
o L 60 ax*® 60 ax* dx*

1 2 n%0  an*
ese = -_—J dx* = 0
12 N & ax* 12)

Na equagdo (12) &f € arbitraria; portanto, a integral deve ser
nula. Uma condigdo para que a integral seja nula € que seu integrando
seja nulo. Resulta, assim

2 P, *
a°r  a(n*’) ar 10 dh
ned — . -—nwfras
dx*®  dx* dx a dx* (13)

No presente trabalho o interesse esta focalizado no caso de pa-
tins planos, isto €, para patins em que h obedece i equagao (2} . Em

termos adimensionais, isto equivale a
h*= 1+ k- k x* (14)
A equgdo (13) € uma equagdo diferencial com coeficientes varia-

veis. Sua solugdo pode ser facilitada se for feita a mudanga de varia
veis sugerida pela equagdo (14).

Obtem-se
a’s ar 10 ‘.
{-5 Qz .,5»
h 5+ 3k - s he L e - —
dn* an* ok K (15)

com as novas condigoes de contorno
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FA+K-f@Q) -0 (16)

Definindo-se em seguida as variaveis t e g como

v 10
t =n*
o k (17)
o k2
%) = £ (n*
g (t) s I (n*) i)

e substituindo-se na equagdo (15) tem-se

i"g dg
t} _,_51-,2 -t55-1
dt (19)

com
ga=-g [Y10/ak]= 0
g®) - g [VI0 A+Kk /ak]= 0 (20)
A parte homogeénea da equagdo (19) pode ser relacionada a equag@o

diferencial de Bessel modificada de ordem um, e sua solugdo sera dada
em termos de

/01 (v ¢ /9K (1)

A solugdo particular pode entdo ser obtida pelo método da varia-
¢do de parametros. Chega-se desta forma a seguinte solugdo final para
a g (t):
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g(t) . b 5 )j 8. (t) : )5‘t i 1, (t)
) m—e T ) — ) A t e 8 d %
t 1 a t 1 t xl ( a £ 1 ¥
{" 1 K, ()
S 1 -
e ( Lo () =Ry (2) ) at

1
—_— 11( t) * il
% 1,(a)  E(b)
Il(b) Kl(a?

b1 Kl(b)
I — [ — . 1,(t) - Kl(t)J at

—t_xl(t)
I,(b)  E(a)
,(a) £ ()

A expressao (21) permite calcular o perfil de distribuigao de
g em fungao de t, uma vez conhecidos os valores de a e b. Esses
valores sdo determinados, para qualquer patim, em fungao dos parame-
tros o e k. Obtida a distribuigdo g(t), determina-se atravées da
equacao (18) f(h*) e f(x*) definida no intervalo (0,1). Fica as-
sim determinada, através da equagdo (11) p*(x*, y*), e finalmente,
através das mudangas de variavel (7), p (x, y).

Um programa de computagao foi elaborado para cobter-se a fungao
g(t). O programa foi utilizado para obter-se g(t) e f£(x*) para to
dos os casos resolvidos por Jakobsson e Floberg [8] , cobrindo wuma
faixa de variagao de « de 0,5 a 2,0 e uma faixa de variagao de k de
0,5 até 5,0. Os resultados de Jakobsson e Floberg sao exatos (solu -
¢ao numérica da equagd@o de Reynolds), e permitem uma avaliagao do al
cance da técnica desenvolvida neste trabalho.

5. Conclusoes
As figuras 2 e 3 representam p* em fungdo de x* e de
y* para ocaso a = 1,0 e k =1,5, apresentado na referéncia 8.




Nas mesmas figuras estdo representados esses resultados assim como os
de Boegli. Como o = 1 representa um patim quadrado, no case k -1 po
de-se concluir pela boa concordancia das duas aproximagoes, a deBoegli
para patins largos, e esta para patins estreitos.

Jakobsson e Floberg apresentam também em seu trabalho [8] diver
sas grandezas de interesse pratico, determinaveis em fungao de p(x,y),
quais sejam:

P Capacidade de carga
X  abcissa do centro de carga
Q, vazao de entrada do lubrificante
F forca de atrito sobre o patim
B potencia dissipada
4 T aumento médio de temperatura do lubrificante
Ce . coeficiente de atrito
P
E - -
Cp | — potencia dissipada relativa a carga
p

No presente trabalho todas estas grandezas foram calculadas exa
tamente da mesma maneira que na referéncia [8] usando-se. entretan -
to, os resultados obtidos para p (x. y) através da equagdo (21).

Todas estas grandezas podem ser adimensionalizadas através das
operagoes seguintes, obtendo-se

E®* = E
2
- hy 5 . !v-UzBL
JuUBzL ?ahz
OH T = 2 i
T # U B
B
= C® = —=—— (¢
Gz =Q,/0n B rey
h L]
pr-—2_ §
UBL
'S C* = c



Estas grandezas sdo apresentadas nas figuras 4 a 9 onde sao com
solucao exata de Jakobsson e Floberg, deixando

paradas com a

que o método aqui proposto € capaz de obter solugdo que descreve bem
o fenomeno da lubrificagdo hidrodindmica de Reynolds em todo o campo

dos patins estreitos.
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SUMARI

A grande dificuldade na sclugdo do escoamento turbulente e & pre-
senga de novas variaveis dependentes pela introduqéo das Flutuaqﬁea de
velocidade resultando um sistema de equagoes nao fechado. Esta diFi:ui
dade s & contornada com o auxilic de um modelo matematico empregada
desde longa data. Para superficies curvas, com gradientes de  pressao
pouco acentuados e trés eguagoes (continuidade, movimento e energia ci-
nética turbulenta) o fechamento foi consepuido com o "parametro de es-
trutura”" definido como a relagac entre tensao turbulenta e a energia ci

netica turbulenta.

SUMMARY

The great difficulty in the solution of turbulent flow is the
presence of new dependent variables caused by the introduction of the
turtbulent velocity fluctuations which result in & non-closed system of
equations. This difficulty dissapeares only with the aid of the
mat hematical model, which has been in use for some time. On cuved
surfaces with mild pressure gradients and three eguations (continuity,
momentum, turbulent kinetic energy] closure Was achieved with a
"structure parameter” defined as the relation between turbulent shear

stress and turbulent kinetic energy.



A- 276

1. Introdugao

0 presente trabalho analisa um modelo matematico simples para o fe
chamento das equagbes que regem o escoamento incompressivel, viscoso e
turbulento, scbré uma superficie curva qualquer.

As eqguagOes fundamenteis do escoamento viscoso. (continuidade e mo-
vimento) sao apresentadas segundo coordenadas curvilineas |6| Fig. 1).

A equagao complementar de Energia Cinética Turbulenta desenvolvida |4|

para o mesmo sistema de coordenadas e acrescentada ao sistema com a fi-
nalidade de fornecer uma melhor informagao do escoamento e completar o
mode lo matematico de turbuléncia com a utilizagaon Jo conceito de "para-

metro de estrutura”.

(Fig. 1)

Para a solugao do sistema de equagbes diferenciasis parciais nac 1i
neares fol escolhido um método implicito de diferengas finitas emprega-

do por [3] e |7]. A utilizagho do método referido acima foi discutido
por Ames |1|.

2. Modelo Matematico Complete

0 esquema de fechamento usado no sistema de equagoes emprega o con

ceitc de parametro de estrutura definido com a razac entre -uiu} por

ujui (vela Ferreira 4],

K= - —=l=~n0p,15

Segundo Hinze |5| o parametro de estrutura varia na Camada limite
de acordo com a Fig. 2.
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_— /.f——
K (y): Sz

|'
PRI S S S Y
Q I 2 3 -

vs

Parametro de Estrutura Kly) (Fig. 2)

0 sistema de equagoes completo esta abaixo:

Eq. da Continuidade

u |, W v
L L = = [1)
Tn®* Ay i Al
Eq. do Movimento
f§£+;a_;=uf?_l__lﬂ+fi ;P 3 W, .u,, 8 .=
3 3y o Ox x Lo FRW VY, Gyt FR) ey (20)
: (21
Fgq. da Energia Cinética Turbulenta
— 90 , — 3% ag an ol
fige+ g =20 (50 - fR) + 55 (agy + 25 C1I§- (3)
ande
R(x)

flxsyl) = R(x)+y

g o parametro de estrutura esta assim modelado:

K(yl = 1,5 y/é para 0 < y/8 < 0,1 (4}
(5)

Kiy) = 0,15 para y/é > 0,1
As outras fungoes, alx,y), Ed(y) e a constante El foram tomadas segunda

Beckwith e Bushnell |2].

Como condigoes de contorno:
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para y = 0 para y + @

o < &)
i
o o o

0 sistema de egquagoes acima resolve, pera o escoamento medio, as ve
L2
locidades 4 @ v e ainda fornece a distribuicac de enerpia cinética mé-

dia j au longo da camada limite.

3. Tratamento Adimensional

0 rapido crescimento da camada limite turbulenta no sentido do es-

coamento (ao longo de x) cria a necessidade de uma transformagac espe-

cial de similaridade. ja usada por Beckwith e Bushnell [2], |7] e outros.

As novas variaveis dependentes ficaram assim definidas:

L N - (6)
i PP f YT
o O o
g as variaveis independentes:

X LlD{x]
Elx) = .fo et (7)

Uu(x]
nix,y) =y " (8]

vIi2E)

onde n & em geral uma fungao de £ e n determinada com auxilio de N, [va

lor de n para F,U]:

u_(x) 1

a é n_|

In g _te7 3, %% °)
- o] ]
4 in (28)

A introdugio de n (variavel) na transformagac referida dificulia-
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rie scbremaneira a solugao do sistema. Um procedimento simplificativo
foi considerar n = 0,5 aproveitande a orientagao dada por Schlichting
[al.

Apos algum algebrismo |4| o sistema de equagoes (11, (2] e (3] se-
ra o seguinte:

Eq. da Continuidade

(zF,lan‘ +a—"’+ (2£) " f‘%wﬁﬂ—’w (10
n
Eg. do Mavimento
2n Su _ 9 J3u f' zn 3 n fh _ fhz n, |
(2£)2" f dg" [1 ~u? e 2 f“-’:—dr +ﬂ-— ] (263" -ﬁ {2kQ)
L 1T
Eq. da Energia Cinetica Turbulenta
y2n an 2n1duo a[_aowﬂﬁ*
= u_f' + Vm = =2uQf(28) E -a_ﬂ v an \JRn an
vaC.Q
n fu 2n 1 (12}
(2E) 2KO [an ] (28] TU;E;TE 4
onde
RU
g = ———EH; 4 & 25] 3” (13)
Touezg) 25" Yo

4, Tratamento Mumerico

Dado o comportamento da camada limite (gradientes acentuados proxi
mo & parede e a partir dal cada vez menores) foi conveniente escolher-
-se uma malha variavel na diregao normal ac escoamento (n). Assim, a

relagdo entre dois intervalos adjacentes & tal gue:

ﬂnj - BK.AnJ_l (BK > 1) (14}
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Na outra diragao (&, diregae do fluxo} os intervalos podem, ou nag,

ser variados dependendo da curvatura da superficie.

A discretizagao foi feita em torno de um ponto generico F1+1;y 5
Assim, fungao F P
ssim, uma fungao F no ponto 14172, 3 sera
e
i e + F i) (15}

i+1/2 .7 2 i.] i+1,j

e no ponto Pi*lKZ,j+lﬁ2:

1
Frorsz,3o12 = 7 [F1,5

A deriveda segundo & nu panta Py,

=
3F Py 131
L |i*1/2,3 AF,
e sobre n
3F : Prat et ~ Prings * Pogaa T Fia
an 1i+1/2,] 2[ﬁnJ + ﬂnJ_l)

e a segunda derivada segundo n

2 0F

an

An_(An, + An. ]
| e e

F -
Portd = Fisiggia

A %
i+1.f2, =1/2 Ar (A by T

(F o
Ai+1;2,j+1/2.__E;Jiﬁ_ﬂ__JﬁLl,_ »

LR

(F. =

A, i.J )
i+1/2,3-1/2 An

: Fi.j 1
ey ]

3 ; 0y g vey = Fraq 4
AR LUV R TS VoIS 2k L2 7% L W L0 WS

(171

(18]

(19

g

;
1
4
1
]
i’
i
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A linearizagao das equagoes (do movimento e da Energia Cinética
Turbulenta) @ conseguida empregando-se o seguinte artificio:

aF - K-1 aF o

Fan l1e172,3 = Fie1/2.57 30 |142/2,3

onde K @ um estagio de iteragao.

Este artificio exige que para o inicio das operagoes (19 iteragao)
seja conhecida a fungao o w?, v e UD)

Introduzindo as relagoes (15), (16), (17), (18) e (19} nas equa-
goes (11) e (12) obtém-se, apds algumas simplificagoes |4]:

F =D
AFien,301 * BFaen,g * Bfaens1 T Ty (20)

onde os termos AJ. Bj' I:j e Dj assumem valores particulares para cada
uma das equacgdes (11) e (12).

A equacgao (20) forma um sistema de equagoes lineares cuja matriz
representativa @ tridiagonal e pode ser facilmente resolvida ]l]. |4] e

7]

5. Solugao Numérica

Em linhas gerais o procedimentu numérico seguido para a solugao do
sistema de equagoes lineares (eg. 20) esta esquematizado no diasgrama de
bloco abaixo (Fig. 4).

CRIADAS AS
FUNGBES (u® Vo, Q%)

DETERMINA-SE
AP

NOVA
ESTAGAD

S leaLcuLa
i

JCALCULA
ey

=

PEST =2 EBT.

Fig. 4
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6. Resultados

FPara comprovagaoc dos resultados obtidos foram utilizados os dados
de So e Mellor ?H" do travalho experimental sobre os efeitos da curva-
tura na camada limite turbulente. Reproduziu-se os perfis logaritmicos
de velocidale, fator de forma H e coeficiente de fricgao CF {Figs. 5,

6 e 7, respectivamente); encontrou-se bons resultados guandoc comparados
com os de |10,
' i v
1 1 1
1 i ]
I lasns ¥
Za. 28T f 1
] ' '] I
| | 1
1 I L}
| . '
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SIMULACAO ANALOGICA BI-DIMENSIONAL CONTINUA TRANSIENTE

Joaquim Severino de Paiva Netto
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Tecnica que permite extender o uso do papel condutor
Teledeltos para a solugac de problemas bi-dimensionais
transientes continues por meio de analogia eletrica. O
emprego de um gerador de sinais, um osciloscopio e mais o
papel condutor Teledeltos com capacitancia distribuida
permite a solugao analogica simples e rapida de problemas
transientes de conducao de calor em geometrias complica-
das.

SUMMARY

This technique makes possible the use of Teledeltos
paper in the solution of transient bi-dimensional problems
by means of an electric analogy. The use of a signal
generator, an osciloscope and the Teledeltos paper with
distributed capacitance makes possible the analog solution
in a simple and quick way of transient problems of heat
conduction with complicated geometries.
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1. Introdugao

Em geral a solugao de problemas transientes onde a
condugao termica € o modo de transmissido de calor involve
calculos tediesos ou uma programagao para computador que
mesmo assim requer certo tempo, se contarmos a programagao
em si, sua colocagdo no computador e execugdo. Mesmo
quando se usa o computador o metodo numerico geralmente u-
sado € o de diferencas finitas que ja traz em si erros de
discretizacdo e o que € importante complica muito a repre-
sentagdo de fronteiras complicadas se razoavel precisao €
desejada.

Por isso metodos experimentais usando analogia ele-
trica tem surgido com o fim de se obter solugdes mais rapi
das e até certo ponto mais baratas. No caso de estudos so
bre problemas de regime permanente temos encontrado meto-
dos analogicos discretos e metodos analogicos continuos,
se 0s elementos eletricos sao discretos ou continuos. Uma
exelente revisao de tais metodos pode ser encontrada em
Rohsenow e Hartnett (1) e na bibliografia no fim deste tra
balho. Tais metodos sao tradicionais e bem conhecidos. No
caso de simulagao de regime transiente nao encontramos
ainda simulacao usando-se elementos eletricos continuos.
Os metodos usam elementos discretos de resistencia eletri-
ca e capacitancia eletrica para simular a resistencia ter-
mica e armazenagem termica de materiais. Este metodo, con
tudo, apesar da vantagem da simplicidade e rapida execugao,
ainda apresenta erros de discretizagao e especialmente
grandes dificuldades em se representar fronteiras complica
das.

Neste nosso metodo, usando analogia eletrica, cria-
mos um material sanduiche que apresenta resistencia e capa
citancia eletricas distribuidas e com isso eliminamos os
erros de discretizacao e as dificuldades de se simular
fronteiras complicadas pois este material pode ser facil-
mente cortado na forma desejada. Como veremos, o uso de
um gerador de sinais eletricos periodicos e um oscilosco-
pio permitem a execucao da simulagao sem muitos problemas.
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2. Teoria

Nosso metodo, do modo que € apresentado aqui, se des
tina a simular eletricamente problemas bi-dimensionais
transientes de condugao de calor em solidos. Neste tipo
de problema a equagdo governando a distribuigdo de tempera
tura com a posigao e o tempo €, para o problema termico:

aT alt 2T
rC — =k + (1
P oat ; e E;I ) )

onde r € a densidade, C_ o calor especifico, t o tempo, T
a temperatura, k a condutividade termica e x e y coordena-
das cartesianas ortogonais. Outro sistema de coordenadas
ortogonais poderia ter sido usado.

Num sistema eletrico, por outro lado, com resisten-
cia e capacitancia continuamente distribuidas nossa equa-
gao €é:

3V 1 Ay

B % = ey, B ) (2)
5t' R % el

onde C & a capacitancia distribuida, R a resistencia ele-
trica distribuida, V a voltagem, t' o tempo e x' e y' as
coordenadas cartesianas ortogénais.

Confrontando estas duas equagdes (1) e (2) vemos
de imediato que sao matematicamente analogas. Se fizer-
mos uma correlagao adequada entre grandezas eletricas e
grandezas termicas podemos, da solugao do problema eletri-
co, obter uma solugao para o problema termico analogo. Pa-
ra isso fazemos as correlagoes:

T=aV (3)
Y Cp/k = b RC (4)
x =e x' (5)
¥ gyt (6)
t58 F ¢ (N

onde a, b, e e £ sao correlagoes, algumas delas com dimen-
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sao.
Substituindo estas relagdes (3) a (7) na equagio (1)
obtemos:

etV A , aly aly :
RC . —_— b ey (8)
f at’ ;Z ax'z ay'

0 coeficiente a se cancela o que significa que pode-
mos escolher arbitrariamente a correlagao entre voltagem e
temperatura. Agora, para a correlagao ser perfeita deve-
mos ter ainda:

b et fE = 1 _ 9)

Aqui o coeficiente b depende da escolha dos materiais
eletricos e da geometria do material sanduiche e das pro-
priedades termicas do material a ser simulado. O coeficien
te e pode ser escolhido arbitrariamente, por conveniencia
e disponibilidade de tamanho do material sanduiche, de mo-
do a termos dimensoes adequadas na montagem da analogia e-
letrica. Com isso resulta um valor definido para f, que
liga o tempo real do problema termico com o tempo real do
problema eletrico. Este f resultante vale pois:

£ =b e’ (10)
Com os coeficientes escolhidos ou calculados podemos
entao realizar a experiencia eletrica analoga e transferir
0s seus resultados para o‘problema termico analogo que ela

pretende simular.

3. Execucao da Experiencia

Na fig. 1 mostramos o circuito eletrico analogo e
sua montagem em relagao aos instrumentos, gerador de si-
nais e osciloscopio. O desenho € feito com elementos dis-
cretos, para fins de clareza grafica, pois n3o € convenien
te se representar capacitancias distribuidas. Por razao
similar a bi-domensionalidade n3o foi também representada,
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Fig. 1 - Esquema analogico simplificado.

mas & facil se imaginar além destas duas restrigoes da fi-
gura.

0 material sanduiche, mostrado na figura 2, consiste
de um papel condutor grafitado, tipo Teledeltos, um diele-
trico constituido por um papel celofame comum e uma folha
de aluminio que serve como terra geral. Esta montagem tem
resistencia e capacitancia eletricas distribuidas. O con-
junto todo foi seguro entre duas placas de plastico para e
feito de montagem mecanica e que nao participa nas grande-
zas eletricas distribuidas. Orificios neste plastico p:r-
mitem a colocagao de pontas de prova que sdao ligadas ao os
ciloscopio para fins de medigao das voltagens transientes.
Em fronteiras onde se apresentaria uma superficie isotermi
ca, foi criada uma borda pintada com tinta condutora e, es
ta borda, ligada ao gerador de sinais, cria uma superficie
equipotencial analoga.

A resistencia eletrica distribuida foi medida e acha-
da ser 2000 ohm/pol2 ou 1.29 ohm/mz. A capacitancia dis-
tribuida foi calculada pelo formula encontrada em textos
de eletricidade, como por exemplo em Duckworth (2):

£ = (11)

onde C é a capacitancia em farads, ke o coeficiente diele-
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Fig. 2 - Material sanduiche

trico, e, @ permitividade do espago livre e d a separagao

entre placas. No nosso caso k_  vale 3.3 e d 0.02Z mm. O
2

valor e & 8.85 x o~ 12 coulz/n—m Com isso nossa capaci
tancia distribuida vale 1.46 x 107 1% F/mz‘ valor na reali-
dade bem pequeno.

Para testar o metodo escolhemos um problema termico
simples e que consiste em uma parede infinita onde na face
x = 0 damos um salto na temperatura no tempo t = 0, sendo
que a temperatura inicial vale zero para todo x. matemati
camente a solugao pode ser facilmente achada por separagao
de variaveis e com o uso de series de Fourier. Por ser
mais conveniente a solugao foi achada por metodos numeri-
cos com diferengas finitas. O salto na temperatura foi
chamado T, e a espessura da parede de L, com x = 0 a es-
querda. E um problema elementar, e por isso foi escolhido.
Permite uma verificagao do metodo com um minimo de medigoes
experimentais.

Escolhemos um material para este problema termico
tendo uma difusividade termica = k/T C, = 5.16 x 1077
mZ/seg. L foi escolhido como sendo 15 cm. O analogo e-
letrico da difusividade termica € o inverso da constante
de tempo RC e tem as mesmas dimensoes o que facilita o
calculo dos coeficientes de correlag@o. Escolhendo e =1
obtemos, ja possuindo os valores R e C, a relagdao entre

0—19

tempos reais f = 9.72 x 1 . Para o problema termico
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escolhemos To = 100°C e para o problema eletrico tomamos o
equivalente V = 10 V de modo que o coeficiente a vale 0,1
9C/V. Este ultimo coeficiente foi escolhido de modo a nao
termos voltagens grandes na simulagao evitando-se choques
para o operador e fugas pelo dieletrico.

A figura 3 mostra os resultados da simulagado, volta-
gem versus tempo comparados com os resultados calculados
para o problema termico onde as temperaturas e tempo fo-
ram convertidos em voltagens e tempos analogos usando-se
os coeficientes de correlagao.

o = — == IERMICO
B 1

VYOLTS

-1 T T -
-4 -3 -2 -1 0 S8 10 18
miero segundos

Fig. 3 - Resultado da simulagao

No grafico esta representado um ponto medio na pare-
de, no meio. Resultados para outros pontos mostraram as
mesmas relagées com diferengas nas magnitudes. O regime
permanente limite mostrou uma linha reta, como devia ser.
Este ensaio foi feito usando-se uma onda quadrada no gera-
dor de sinais o que simulou periodicamente um salto na tem
peratura da face esquerda da parede.

As discrepancias podem ser explicadas pelo fato de
existir erro no valor da constante dieletrica pois a mesm:
foi obtida de tabelas, nao tendo sido possivel medi-la de-
vido a carencia de instrumentagao eletrica adequada.
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4, Discussao dos resultados

Como as duas equagdes diferenciais, a do problema
termico e a do problema eletrico sao analogas, nao existe
impedimento teorico evitando que esta analogia ndo possa
ser perfeita, désde que as correlagOes entre grandezas ele
tricas e termicas sejam perfeitas.

Discrepancias que surgem sao devidas a alguma falta
de precisao na determinagdao das grandezas eletricas e ter-
micas. Se fossemos medir o problema termico, em vez de
calcula-lo, uma imprecisao adicional surge devido a erros
naturais de leitura de temperaturas experimentais. Outro
ponto de imprecisdo € que nas bordas a capacitancia dife-
re um pouco do valor dado pela formula (11) devido a um
efeito de borda, mas em materiais sanduiches finos este
erro € pequeno.

0 futuro usudrio do metodo deve em primeiro lugar de
texminar bem os valores das grandezas eletricas do materi-
al sanduiche. Existindo uma certa garantia de uniformida-
de na fabricagao dos materiais esta determinagao pode ser
feita so uma vez e posteriormente as experiencias seriam
realizadas seguidamente sem necessidade de verificagoes ca
S0 a caso.

Este metodo, com os cuidados acima descritos, pode
ser muito util na solugao de problemas termicos bi-dimen-
sionais transientes por condugao que tenham geometrias com
plicadas. Esta solugao seria obtida de modo rapido e sim-
ples. Também para a formagao de engenheiros mecanicos ter
micos este processo seria um bom metodo de ensino. Com
mais alguma experiencia na execug@o de tal simulagao con-
fianga na mesma pode ser adquirida e seu uso utilizado com
seguranga.
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SUMARIO
Foi desenvolvido um metodo para a determinagao da
condutividade termica de metais usando-se uma camara de va-
cuo. Al as perdas de calor no corpo de prova sao por radi-
acao e bem conhecidas permitindo a obtengao de uma boa pre-
cisao na determinagao da condutividade termica.

SUMMARY
A method was developed to measure the thermal
conductivity of metals using a vacuum chamber. In this
method the heat losses on the test specimen are by
radiation, small and well known allowing the obtaintion of
a good accuracy in the determination of the thermal

conductivity.
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1. Introdugao

Existem viarios metodos para se determinar a condutivi
dade termica de metais e s3o bem conhecidos pelos que tra-
balham e pesquisam na area termica pelo que n3o € necessa-
rio descreve-los aqui. Estes metodos se dividem em metodos
transientes e metodos por regime permanente. Em todos eles
um dos problemas que afeta a precisao da detérmina;io € o
problema das perdas de calor onde elas ndo deviam existir.
Duas coisas se podem fazer, uma € tornar tais perdas tao
pequenas que podem ser desprezadas, o que € dificil, ou
projetar a experiencia de tal modo que elas fiquem peque-
nas e bem conhecidas. Existem vdrios metodos na literatu-
ra por todos muito bem conhecidos se trabalham na area ter
mica. Aqui apresentamos um outro onde a convecgdao € perfei
tamente desprezivel. As perdas sdao por radiagao somente
que além de pequenas podem ser determinadas com relativa
precisao de modo que, com as outras fontes de imprecisao se
consegue um erro nao maior do que 1.3%, valor estimado.

2. Aparelhagem Experimental

Consiste de uma camara de vacuo onde uma pressido de
2x 10-5 torr € mantida. Na Fig. 1 vemos o arranjo inter-
no. O corpo de prova € um bastao de segao quadrada cons-
truido com o metal a ser estudado. Nas duas extremidades
do bast@o sdo soldadas duas placas de cobre para se obter
boa uniformidade de temperatura. Uma extremidade do corpo
de prova € colocada em contato com uma fonte quente gue
consiste de um cabegote de cobre aquecido internamente por
uma resistencia eletrica. Este aquecimento eletrico pode
ser determinado com precisao por medigOes de voltagem e co
rente. A outra extremidade do bastdo esta em contato com
uma fonte fria que consiste de um bloco de cobre resfriado
por agua corrente. As duas fontes tem um encaixe para re-
ceber as extremidades do corpo de prova, e se apoiam em du
as esferas, uma em cima e a outra em baixo, que apresentam
uma resistencia de contato alta. Além disso, o outro lado
das esferas esta apoiado em um bloco de material isolante,
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blocos estes que estdo presos na parede da camara e susten
tam o conjunto. A parede interna da camara de vacuo e as
duas fontes estao recobertas de papel de aluminio de emi-
tancia bem conhecida. O corpo de prova estia recoberto com
uma fita adesiva de aluminio, também com emitancia conheci
da, e esta provido de nove termopares igualmente espaga-
dos.

As voltagens e correntes da fonte de potencia foram
medidas com um voltimetro multi-faixa Weston e um instru-
mento Hallmark de precisio 0.35%. Os termopares foram li-
dos num potenciometro Leeds § Northrup 8686, sendo que a
temperatura lida apresentou um erro estimado de 0.29F.

3. Determinacdo das Perdas e Determinacao da Conduti
vidade

Usamos basicamente a equagao de Fourier:

T
Q=-RA:1— (1)
X i

Para se determinar a condutividade termica k € preci
so pois conhecer o fluxo de calor Q, a area A e a distri-
buigdo de temperatura T(x), sendo x uma coordenada linear.
Sendo Q, o calor gerado pela fonte quente, chamamos Qe o
calor que entra no especimem e Ql(h) o calor perdido pela
fonte e que nao vai para o especimem. O calor perdido en-
tre x = 0 e x € designado por Q(x). Temos entao as rela-
goes uteis:

Q = Q - M) ()
Q=Q - (3)
Foram feitos dois tipos de ensaio. Um ensaio para
se determinar as perdas Ql(h) e outro ensaio para determi-

nar as condutividades termicas. Estes dois ensaios foram
feitos um apos o outro para Nao Se mMeXer no arranjo e nao
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se perturbar os fluxos termicos e a geometria interna. No
primeiro ensaio foi observado que as perdas variavam de
10% a 30% de Q, dependendo do material a ser testado, natu
ralmente dentro da nossa gama de materiais ensaiados. O
fluxo Ql{x) era bem menor mas nao era desprezivel.

Para se medir o QI(h) desligou-se a agua de refrige-
ragao da fonte fria. Com isso se reduziu muito o fluxo de
calor pelo corpo de prova. Mantendo-se no cabecote quente
a mesma temperatura que para no ensaio de condutividade de
terminou-se experimentalmente o valor da perda de calor:

Qj(h) = Q} - k*A (dT/dx), (4)

Aqui o Q} € medido eletricamente, e o k* € obtido ite
rativamente do seguinte modo. O primeiro valor de k* € ti
rado de tabelas ou calculado no segundo teste usando-se um
Qi(h) estimado. Com este valor de k* calcula-se Qi[h) pe-
la formula. Com esta perda melhorada recalcula-se o k*
com valores de temperatura do segundo teste. E assim su-
cessivamente. Com isso obteve-se um valor de Qi(h) que po
de ser assumido, com muito pequeno erro, ser igual ao
Ql(h) do teste de condutividade. Nos testes a derivada
dT/dx € obtida de uma aproximag@o parabolica das temperatu
ras experimentais versus distancia. Tambem o fato da tem-
peratura do k* do primeiro ensaio ser ligeiramente diferen
te do k do segundo ensaio nao introduziu erro significati-
vo em relagdo aos outros erros. Somente dever-se-ia levar
isso em conta se k fosse muito fortemente dependente da
temperatura o que nao ocorre com materiais usuais.

A condutividade termica foi determinada num segundo
ensaio e nele se determinou para cada temperatura lida ao
longo do corpo de prova o dT/dx. O k saiu da formula:

dT * 4 4
- kA — = Q(x) = Qe - SeP (T" - T )dx (5)
dx 0 4

Nesta formula S & o coeficiente de Stefan-Boltzman,
a emitancia do aluminio e Tr a temperatura media do re-



A-299

cobrimento interno de aluminio da camara de vacuo, P o peri

metro da secao do corpo de prova. Tr € obtida pela formu-
la:

4 4
i Tp + Ts As/Ar
Ty = ——— (6)
1+ AS/Ar

onde s se relaciona com o especimem, r indica o revestimen-
to interno, p a parede da camara embaixo do revestimento de
aluminio e A s@o areas. Tomou-se a temperatura media das
barras especimem para T,. Dentro da faixa de ensaios reali
zada as perdas pelo corpo de prova variaram de 1% a 4% do
valor de Qe' portanto relativamente pequenas.

4. Analise de Erros

Numa determinagdo deste tipo € muito importante poder
se estimar o erro experimental. Usando-se as formulas ba-
sicas e a tecnica usual de analise de erros, podemos facil-
mente chegar a uma estimativa do erro na condutividade em
fungao de varias fontes de erro.

Esta analise fornece os seguintes resultados:

% de erro em k

nte de erro :
Fo R Maximo Provavel

Voltagem de aquecimento 0.82 0.36
Corrente de aquecimento 0.40 0.30
Segao do corpo de prova ] 0

Gradiente de T em x = 0 0.:7 0.38
Perda de calor na fonte quente 0.24 0.12
Perda de calor no corpo de prova 0.19 0.15

5. Resultados Experimentais

Nas figuras mostramos os graficos obtidos onde apare
cem os valores de condutividade termica medidos para as~1i
gas bronze de aluminio D (liga de cobre 614), Niquel L, ni
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Fig. 3 - Materiais de media condutividade termica.

quel prata (liga de cobre 754), ago inoxidawvel 304, alumi-
nio EC e liga de aluminio 5086.

Os tres graficos represen-

tam condutividades altas, médias e baixas e cobrem a faixa
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de quase todas as ligas metalicas. Quase todas as conduti-

vidades aumentam com a temperatura com exceg¢ao do bronze de
aluminio.

M —
F
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»
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l " Wigusl prote 85-18
2o
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-
Ly
L
L
i Ineaidevai 304
.
580 .00 LL ] T00 ™0 800
Temperaturs N

L
Fig. 4 - Materiais de baixa condutividade termica.
6. Conclusoes

0 metodo € mais indicado p#ra 0o caso de ligas metali-
cas e talvez semi-condutores, sendo que neste ultimo caso
nao foram feitos nenhum ensaio. No caso de materiais de
condutividade mais baixa as perdas de calor crescerao rela
tivamente ao fluxo principal causando uma consequente am-
pliagdo dos erros e abaixando a precisao. Para metais es-
te metodo tem perdas pequenas e bem conhecidas.

Os erros maiores experimentais foram na leitura da
potencia eletrica e na determinagao do gradiente de tempe-
ratura. Os erros na potencia eletrica podem ser facilmen-
te diminuidos mas quanto ao gradiente isso exigiria gran-
des dificuldades extras.
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SUMMARY

The following subjects are discussed. Coefficient
of performance of a heat pump and its relation to the
thermodynamic cycle; overall coefficient of performance
of the heat pump/engine system; optimal steady state
design; unsteady state mathematical model for use in
control studies; methods of control of heat pump output;
experimental verification of model.

RESUME

Les sujets suivants sont abordes : le coefficient
de performance d'une pompe de chaleur et sa relation avec
le cycle thermodynamique; coefficient complet de
performance de la pompe de chaleur combinee avec le
syteme de la machine; elaboration d'un etat optimal
stable; modele mathematique a 1'etat instable en ‘vue
d'utilisation dans les etudes de controle; methodes de
controle du rendement de la pompe de chaleur;

verification experimentale du modele.
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1. Introduction

Heat pumps can make a substantial contribution to
industrial fuel economy, particularly in separation
processes such as drying, evaporation and distillation,
where large amounts of heat are used at relatively low
temperatures to change the phase of the materials in the
process.

For example, in distillation, the large amount of
heat removed from the overhead reflux could be returned
to the bottom of the column using a heat pump.

In such applications the waste heat from the engine
driving the heat pump would be recovered and used as
process heat. The heat pump/engine system would be
incorporated into the process control scheme for the plant
and an important part of the overall control strategy
would be to maximize the overall coefficient of perform-
ance.

The controllability of the process is dependent on
the dynamics of the heat pump system, and section 3 of
this paper is concerned with modelling of the heat pump
dynamics.

2. Coefficient of performance

For the system shown in Figure 1, the overall
coefficient of performance CD, defined as (heat supplied
to process/heat supplied to engine) is given by

- Q = :
C0 = Process = (C - 1) ng + 1 LY
F

where C is the coefficient of performance of the heat pump
and g is the efficiency of the engine.

2.1. Heat pump cycle and performance coefficient

The thermodynamic cycle for the heat pump is shown in
Figure 2 where over the working pressure range between
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evaporator and condenser the isentropic line has an
average slope S. The actual compressor process has a

slope of Snc where Ng is the isentropic efficiency of the
compressor.

F W HEAT +Cn F
M F

— Q
] J‘a;;ﬁniﬁ Kngﬂqgls

Figure 1. Heat pump/engine system

4

Typically C » Mg =m0.35 so that C0 = 2.05.

PRESSURE

SPECIFIC  ENTHALPY

Figure 2. Heat pump cycle
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The coefficient of performance C is given by
(enthalpy change in condenser/enthalpy change in
compressor), ie

c « B _“fe” (2)
w

2.2, Optimal system design

From equation (1) maximum C0 requires C and ng to
be maximized, and equation (2) shows that H, Ngs S should
be as large as possible and P as small as possible.

Mo and ng are functions of speed N and load P, and
are given in the form of efficiency characteristic curves.

S decreases with increasing superheat so ideally
the refrigerant should enter the compressor with as little
superheat as possible.

P is governed by the temperature lift required by
the process and by the temperature differences between
refrigerant and procesé fluid. These can be minimized by
having large heat exchanger areas.

H is increased by increasing the subcooling in the
condenser, but this is limited by the lowest temperature
of the process fluid in contact with the condenser.

The mass flowrate of refrigerant through the heat
pump, M, is given by

Q, = MH (3)
and
M = Nn__ B opg t4

where Qc is the heat transfer rate to the process through
the condenser, Nye is the volumetric efficiency of the
rompressor, B is its swept volume, and p is the
refrigerant density the suffix 8 denoting compressor

inlet as shown by the numbering of the cycle in Figure 2.
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Qc and the source and sink temperatures are known.
For a chosen refrigerant and heat exchanger area this
defines P, H, fg and S. C and W follow from equation (2)
and the engine can be chosen to deliver this W at a speed
N at its maximum efficiency. The compressor swept volume
is then defined from equations (3) and (4), and thus the
optimal steady state design of the heat pump system is
achieved.

3. Heat pump dynamics

The unsteady state dynamics of the heat pump are
complex because of the interaction between the heat
transfer, the refrigerant flowrate, and the relative
amounts of liquid and vapour in various parts of the heat
pump circuit. A study of the dynamics will help in
achieving the greatest degree of self-regulation ard in
choosing the best type of control to give fastest ' esponse
and freedom from instability.

3.1. Mathematical model of the heat pump

This is essentially a set of energy and material
balances, heat transfer equations, pressure-flow
equations, and equations of state for each phase in the
heat pump circuit, shown in Figure 3 in which the numbering
corresponds to that in Figure 2.

The relationship between the mass of each phase and
the heat transfer area in contact with it is complex and
depends on the heat exchanger geometry.

The symbol Rij is used to denote the mass of
refrigerant in the section ij. Thus R12 is the mass of
superheated vapour in the condenser. The symbol Mi denotes
the mass flowrate of refrigerant passing across the inter-
face i. Thus M2 is the mass flowrate of refrigerant
condensing in the condenser.

The symbols T, H, A, U, V, donote, respectively,
temperature, specific enthalpy, heat transfer area, overall
heat transfer coefficient, and specific volume, each with
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Figure 3. Heat pump circuit layout

suffixes denoting the region concerned, a double suffix

indicating an average where appropriate.

Condenser

Mass balances

T e (5)
M. - M. = — R.. = 1-3
i J dt ij E} = i+1;
Heat balances
- s ; = - 4a (6)
M H, MJ.Hj Uiinj (Tij Tpc) it (Rij!-lij)

for i=3 an extra term _Q48 will appear on the left side)

Total heat transfer to process coolant

dT

< . - ! (7
Qo= I Ugghyy (Tyy = Tpe) = X 5
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where Xc is the mass of the heat exchanger metal and Tc is

its average temperature.

Volume balance

= (8)
LR% = G

where CC is the volume of the condenser system. Also

d (9)
MV, - MV, + IV qp By = 0

Evaporator

Similar equations hold for the evaporator, but sub-

cooled liquid is unlikely to occur; the refrigerant enter-

ing from the throttle valve with enthalpy H5 (=H4)

immediately flashes into liquid of enthalpy HG and vapour

of enthalpy H7, the mass flowrates of these being

respectively M

and

t6 and Mt7 where
« (10)
gt Uy = K,
Mg H, - Hg (11)
Mt? He —4
Mass balances
_d (12)
Mg - M7 = Tt BRery
Mo+ M. -M, = 3§ (13)
T t7 8 dt 78
Heat balances
da (14)

H, - MJH, + U (T ~ T =

Mygle — Uy + Ugplgy (Tye — Tgy) = g (BgeHg)
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(M, - M) Hy - MgHg + U

t7 gllg * Uzghzg (T o~Tgg)*Quq

4
= at Rrsllze

Total heat transfer from process supply

Q. = Ju..A . (T & Tij) - X, 4T,

e 13 1 pe —_
dt
Volume balance
BijViy = G
and
dR dR,, _
UeeVe * Mu7V7 ~ MgVg * Vg 87 * Vog -2 =0

Equations of state

(15)

(16)

(17)

(18)

At every point in the system the properties P, V, T

and H are related, i.e.

H = fH (T.P.)

V=1 (T.P.)

Flow through throttle valve

This is essentially flow of liguid through an
orifice.

i n m
M, = K A, o," (P, - Py)

At being the area of the throttling orifice.

Compressor

Figure 3 shows a means for rapidly altering Ml by

recirculating refrigerant from outlet to inlet of the
compressor, and the mass balances are clear.
Finally there is a mass balance for the whole

(19)

(20)
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machine.

IR

ij = Biotal (21)

The above set of equations will need to be solved
numerically by computer to give the response of the
internal conditions to changes in the imposed conditions.
The equations can be linearized for small changes in
conditions, to give simpler solutions.

4. Heat pump control

External loops to control Qc and internal loops to
maintain optimal cycle conditions are needed. These loops
will interact.

The external loop will use Tcp or Tep as its input,
and from equations (3) and (7) it follows that to change
Q.
gives fast response but can only be done in a stepwise

there must be changes in A, U or AT. Changing A

manner. The temperature difference between refrigerant
and process fluid, AT, can be quickly changed by by-
passing some of the process fluid round the heat exchanger,
and a change in M will also cause changes in U and AT, but
with a longer response time. In order to maintain H at
its optimal value M will have to be changed by varying the
pump speed or the volumetric efficiency.

The internal control loops would ideally maximize
Co but in practice C would be maximized by minimizing the
superheat at compressor inlet and maximizing H by using
as much subcooling as possible at condenser outlet.

Figure 4 shows the various possible means of control;
a fuller appraisal can only be made from the mathematical
model in conjunction with the process characteristics.

5. Experimental heat pump

In order to validate the mathematical model a heat
pump is under construction which will permit all the
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Control methods

variations in Figure 4 to be made.
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RESUMO

Descrevem-se as experiéncias realizadas com um protdti-
po de combustor em leito fluidizado de 20 cm de diametro,
concebido para estudar a combustdao de diversos sdlidos mine-
rais e vegetais disponiveis para producao de energia no Bra-
sil. Até o presente, tém sido efetuados testes com sabugo
de milho, bagago de cana, serragem, carvao vegetal e car-
voes minerais. A luz dos resultados experimentais sao discu-
tidas as condigoes ideais de operacao para a queima de
graos de carvao vegetal.

SUMMARY

A 20 cm diameter fluidized bed combustor is being
used for studying the combustion of various solid fuels
available in Brazil. So far tests have been made with corn
cobs, bagasse, sawdust, charcoal and coal. Some experiments
with charcoal intended to define the conditions for effi-
cient combustion have been started.
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1) Introducao

0 processo de combustao em leito fluidizado (FBC), is-
to €, queima de combustivel em um leito fluidizado de mate-
rial inerte, tem sido desenvolvido em varios paises (1). As
vantagens da FBC sdo o fato de se obter fornos muito com-
pactos f.3MW/m? para a queima atomosférica do carvaog e coe-
ficiente de transferéncia de calor até B50MW/m?K (2), a ca-
pacidade de queimar eficientemente combustiveis de baixo po
der calorifico e de alto teor de cinzas (3); além de um con
trole simples da poluigdo causada por particulas sélidas,
o0xidos de nitrogénio e enxofre. Estas vantagens, esnmecial-
mente a capacidade de queimar carvoes de alto teor de cin-
zas (4) (comum no Brasil) e residuos vegetais de baixo po-
der calorifico (5), abrem um grande potencial de utili:zagao
da FBC no Brasil (6).

0 objetivo neste trabalho foi desenvolver um queimador
o qual podera operar com combustiveis diversos e que sera
usado como um prototipo para uma pequena caldeira de leito
fluidizado.

Nos primeiros testes fol usado carvao vepetal, por ser
este um combustivel de queima fdcil, sem propriedades aglo-
merativas, e apresentar reduzida emissido de voldteis. Pelas
mesmas razoes ele foi utilizado para determinar as condi-
¢oes otimas de combustdo.

Também foi demonstrada a combustao de carvoes minerais
brasileiros em tamanhos razoavelmente prandes (1-10mm) sen-
do que na maior parte dos testes foi usado carvao vapbr de
Santa Catarina, cuja queima em leito fluidizado €, comnara-
tivamente, mais dificil de ser mantida que aquela de um car-
vao que nao apresente propriedades coqueificantes.

Finalmente, descrevem-se os resultados de testes de
queima com residuos vegetais. As limitacées encontradas es-
tao relacionadas com as dificuldades de alimentacdo: sabu-
pos de milho que sao facilmente alimentados por pravidade,
foram testados e mostraram ser um bom combustivel, ainda
que restem alguns problemas relacionados a faixa de alimen-

tagao para serem resolvidos.

O T T
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IT1) Aparato Experimental

0 reator de FBC (Fip. 1) nossui o corpo feito de um tu
bo de aco de 10". A parte inferior do corno, que contém o
leito de combustao, € revestida com material refratario (E)
reduzindo o diametro interno a 20 cm. O distribuidor de ar
(A) € uma placa de ago inox com furos de 1lmm. A vazao de

ar € medida com uma placa de orificio (F). Vdrios tubos de

2,5 cm (T.P.) sao soldados no corno do reator, nodendo ser
usados como locais de medida de pressao, temmeratura, ali-
mentacdao de combustivel ou mara retirada de material do
transbordamento do leito. Também temos um alimentador nor
gravidade situado no topo do reator, e um aquecedor elé-
trico (B) para pré-aquecer o ar de entrada até 2509C.

0 gas resultante da combustao pode ser retirado nara
andlise, apGs as narticulas s6lidas terem sido removidas
com a passagem do pds pelo ciclone (C).

Alimentador

Disco .

Amostra de .~ por gravidade
de gos segurenga
Ly
=
@
Coletor J
de | ' ' Abertura reserva
solidos 3 2
T
. 1
Alimentador —F:
pneumu’licc____g__l-j i

iE A THIC
TP . s

)
T VIITT T TITITTT 7T

Fig.1: Reator de Combustdo em leito fluidizado -
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Para simulacao, a frio, das condicoes internas do
queimador temos um modelo de vidro, do reator, com 25 cm
de diametro, com o mesmo padrao de furos no seu distribui-
dor de ar.

II1) Método de Operagao

Esta parte do procedimento operacional foi comum a to-

dos os testes. O material inerte usado no leito foi areia
de construgao com -20mesh (Tyler). Com o decorrer do teste,

esta areia mistura-se com as cinzas do combustivel; sendo
que as particulas mais finas sdo elutriadas, enquanto as
maiores permanecem no leito. As velocidades de fluidizagao
variaram entre 0,2 a 0,5 m/s (a frio), e a altura maxima
do leito foi 50 cm.

A ignicao e aquecimento do leito, até a tempmeratura
de operacao foram realizados sempre com carvao vegetal. Em
todos os testes a alimentacdo foi feita nor gravidade.

As analises do gas de saida, para CO;, 0,, CO, foram
feitas com o uso de um aparelho de Orsat; e também foram
coletadas amostras para andlise posterior por cromatogra-
fia.

I1V) Resultados

Carvao Mineral

A maior narte dos testes foi realizada com carvao va-
por de Santa Catarina. Com este carvao foil necessario o
controle mais rigido da taxa de alimentacdo; com taxas de
alimentacdo inferiores (ar em excesso) nds contornamos o
problema da aplomeragao, mas a temperatura do leito € re-
duzida, e a ignicao dos voldteis formados no tovo do leito,
torna-se incerta, de modo que a noluicao oriunda dos vela-
teis nao queimados, ainda node existir. Nos verificamos que
a combustao € estdvel e controlavel até a temperatura mi-
nima de 520°C. Durante os experimentos foi nossivel operar
o reator a uma potencia de ~28KW (2,2 KW/1 do leito).

0 carvao usado tinha um alto teor de cinzas (50%) e
tamanho de grao, razoavelmente prande, nor isso as narti-
culas de cinzas inicialmente formadas eram prandes, mas fra
cas. Anarentemente, o atrito no leito foi suficiente nara
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nrevinir o aclimulo de particulas maiores as quais poderiam
interromper a fluidizagao.
Foi feita a andlise do tamanho das particulas no lei-

to, apos duas horas de teste, gueimando carvao de 1-10mm,
com o seguinte resultado:

Tabela I

+5mm  2-Smm  2-0,59mm 0,59-0,25mm 0,25-0,15mm ~0,15mm

(28-60mesh) (60-100mesh} (100 mesh)
4,2% 11,2%  17,1% 51.1% 16.0% 0,45

Devido a baixa velocidade de fluidizacgao (~0,2m/s) e
ao tamanho do carvao alimentado, a nerda de material com-
bustivel por elutriacao foi cerca de 0,5%.

Surnreendentemente, a mistura de carvao e inertes no
leito a altas temperaturas mostrou-se satisfatdria. Alguns
testes, a frio, com o modelo de vidro mostraram uma forte
tendéncia das particulas de carvao, maiores que 5mm, serem
segregadas ao topo e ao fundo do leito em um padrao de ampu
lheta (Fig. 2). Contudo, isto nao acontece no leito de com-
bustdo, presumivelmente por causa da fluidizacdo mais.vipo-
rosa a temperaturas mais altas.

{

ALTURA DO LEITO

MASSA

Fig2: Carvdo mineral — 20 mm
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0 carvao de Santa Catarina tem um conteldo de enxofre
razoavelmente alto (4% daf) e as andlises mostraram que o
dicxido de enxofre estd nresente no gas de saida. Este €
um problema resolvido, classicamente, pela adigao de calca-
rio moido ou dolomita ao leito fluidizado.

Residuos Vepetais

A observacao da mistura, a frio, no modelo de vidro
do queimador, mostrou que a velocidade de fluidizagdo 0,2
m/s, tanto o bagago de cana como o sabugo de milho (Fig. Z
flutuam na superficie do leito, mas, auando a velocidade
foi aumentada acima de 0,4m/s, ocorreu boa mistura entre is
particulas, grandes e leves, do combustivel e a areia do
leito. Isto nos indicou que, a temperaturas de combustao,

a mistura noderia ser satisfatoria.

4

ALTURA DO LEITO

MASSA
Fig3 : sabugo de milho

No entanto, usando serragem, esta tende a flutuar so-
bre o leito a velocidades baixas de fluidizacao, e ser elu
triada a velocidades maiores.

Nuando tentamos a alimentacao do bagaco pnor gravidade
surgiram nroblemas da elutriagao dos finos, e da emissao de
volateis no topo do leito, onde a concentragao de oxigénio
¢ra muito baixa para queima-los. Estes nroblemas foram

!
1
4

e L oo
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agravados com a serragem.

Como os sabupos de milho sao mais uniformes e contém
poucos finos, ndo houve dificuldade na sua alimentacido por
gravidade.

A combustao de sabueos com 8% de umidade, foi mantida
a uma taxa média de 45 KW (3,5 KW/1 do leito) embora a es-
tabilidade da combustao, a baixas taxas de alimentacao,
tenha sido pior que com carvao mineral ou carvao vegetal;
ocorrendo a perda da combustao, se a temperatura do leito
caisse abaixo de 630°C. Durante o nosso experimento, a com-
bustao de sabugos ocorreu quase livre de fumaca, e, além
disso, maiores taxas de combustao foram limitadas somente
pela canacidade maxima de alimentacao que nos foi possivel.
Com excesso de ar, a temperatura de combustao foi menor e a
formagao de volateis tornou-se um problema, o qual talvez
possa ser minimizado alimentando-se o combustivel pela par-
te inferior do leito.

De uma maneira geral podemos observar que, com combus-
tiveis vegetais, devido a sua baixa densidade ¢ baixo poder
calorifico; os volumes a serem alimentados ao queimador

sao relativamente maiores.

Tabela 11
densi- umida P.C. Kg/MI litros/ Quantidgde de
dade de 7 MJ/Kg MJ combustivel na-
% ra ipual potencia.

massa  volume

serragem 0.16* 40 8.36 0.12 0.75 4.1 9.4
bagago 0.08* 50 10.5 0.095 1.19 3.37 14.8
sabugo de milho 0.19 g.1 18.18 0.055 0.29 1.9 3.6
carvao vegetal 0.34 -=- 34.7 0.029 0.08 1 1

carvao mineral 0.97 i 14.0 0.07 0.072 2.4 0.9

(carvao vapor)
* Naturalmente estes valores poderao variar com a compactacao do combus
tivel.

Carvao Vegetal
A melhor performance do queimador de FBC, foi obtida quan
do queimamos carvao vepetal de 2-10mm. Desde que este car-
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carvao nao tem propriedades aglomerativas € possivel operar
o leito com concentracoes de até 100%, e a quantidade de
volateis € baixa, de modo que a combustao € limpna. Anrovei-
tando-se disso foi realizada uma série de testes em regime
de batelada, os quais eram iniciados com 100% de carvao no
leito, e a medida que o carvao era queimado, adicionavamos
areia no leito para manter a sua altura constante. Assim,
foi possivel observar a variacac da eficiéncia da combustao,
em termos da variacao de CO, do excessc de oxigénio no pas
de saida, e da porcentagem de combustivel no leito (Fig. 4).
Embora durante a maior parte do teste a temneratura verma-
nescesse substancialmente constante, esta nao constituiu
uma varidvel completamente controlada. Futuramente podere-
mos contar com resfriamento a agua para controlar a tempe-
ratura do leito.

Foi, como era esperado, observado que a concentragao
em peso, do carvao vegetal necessdrio para manter a combus

tao, aumenta com o tamanho das particulas.

900° |
Tec

T med

500° [—21% gds

%C 100 02
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60
40
20

0

TEMPO

Fig.4a0 : Carvdo vegetal 6-10mm
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Fig.4b : Carvdo vegetal 2-4 mm

V) Conclusoes

A combustao de carvao mineral em leito fluidizado ja
estda provada. 0s carvoes minerais que foram testados ndo
apresentaram nenhum problema incomum: a frapilidade de
suas cinzas e consequentemente a nao acumulagao de gran-
des varticulas inertes no leito, foi vantajosa, durante a
queima de carvao mineral de graos maiores.

A queima de combustiveis vepetais, anresentou proble-
mas devidos a elutriacao, mas a mistura entre combustivel
e material inerte do leito, € satisfatdria com combustivel
mais prosso. Foi verificado que a queima de particulas ve-
vetais grandes € simples.

Tanto com combustiveis minerais ou com vegetais,
vroblema da fumaca (voldteis nido queimados), surpe a b:ii-
xas temperaturas de combustao e excesso de ar. O presel.te
prototipo ainda anresenta nroblemas com a combustao do. ve
lateis e com o controle da razao ar/combustivel; em uma
escala maior isto poderia ser controlado normalmente, com

o auxilio de um analisador continuo do gds de saida, mas,
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para um forno comercial de poténcia menor que 0,5 MW, o

custo de tal equipamento € proibitivo.
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SUMMARY
Stringent environmental regulations have improved the position of
atmospheric fluidized bed bed combustion (AFBC) relative to the direct
combustion of non-compliance coals. New Source Performance Standards
(NSPS) for sulfur dioxide and oxides of nitrogen can be satisfied by
AFBC technology, and standards for particulate matter can be met by
the utilization of baghouses. Although regulatory criteria for solid
waste disposal have not been finalized, preliminary research suggests

that AFBC residues are non-hazardous.

SUMARIO

Regulamentos severos concernentes ao meio ambiente tem melhorado
a posi;;o do systema de combustao do carv3o pelo methodo fluidi’co
(AFBC) em rela}:‘go 3 combustao de carvao de baixa categoria. Os
novos indices de performance (NSPS) para a obtengao dos niveis de
didxido sulfurico e oxido de nitroggnio podem ser alcangados pela
tecnologia do methodo AFBC e os i,ndices para materias em particulas
podem ser obtidas pela utilizagdo de filtros. Apezar dos critérios ainda
incompletos para os regulamentos referentes ao despejo de solidos a
serem eliminados, as pesquisas iniciais revelam que os residuos do
methodo AFBC n3o sao perigosos.
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1.0 Introduction

With declining supplies of oil and natural gas, indigenous reserves
of coal are expected to provide the dominant fuel for future electric
power generation in the United States. Although coal constitutes an
estimated 90% of recoverable American fossil energy reserves, a signifi-
cant portion of these reserves are difficult to consume in conventional
power plants without violating environmental regulations. With the ad-
vent of stringent environmental legislation, conventional coal-fired power
plants must utilize either the more expensive low-sulfur coals, or resort
to coal pretreatment and additional post-combustion clean up systems.
However, an attractive substitute for conventional designs is atmos-
pheric fluidized bed combustion (AFBC) which’ facilitates the in situ
control of sulfur dioxide, and the reduced formation of oxides of nitro-

gen.

As a prerequisite to the commercialization of AFBC technology,
h s preliminary review provides a state-of-the-art environmental assess-
mment of a 200 Mwe demonstration unit. With the advent of stringent
pollut on standards, focus is directed toward the gaseous and solid

¢offluents considered critical to the development of AFBC technology,
and the compatability of emission control and waste management tech-

;
]
7
i

niques.

2.0 Gaseous Emissions

2.1 Introduction

The fluidized bed process mixes sized coal with limestone or dolo-
mite sorbent, and fluidizes the mixture by the injection of air. Upon
combustion, the sulfur dioxide released by the coal reacts with the
sorbent to form a solid product of calcium sulfate which can be removed
along with the residual ash and unreacted lime. In comparison with
conventional units, AFBC is less sensitive to variations in coal charac-
teristics, provides higher heat transfer rates, avoids ash agglomera-
tion, and generates a dry, solid waste for convenient disposal. An
important difference between AFBC and direct combustion is that the
temperature in the primary combustion zone is 850° to 900°C, compared
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with conventional systems operating at over 1650°C. This lower tem-
perature facilitates reduced formation of NOX, improved limestone bed
reaction with sulfur dioxide, and reduced wolatilization of trace ele-
ments.

2.2 Regulations Governing Gaseous Emissions

Specific measures to limit atmospheric emissions from coal-fired
power plants have been implemented through Federal and state legisla-
tion. The Clean Air Act required the U.5. Environmental Protection
Agency to establish National Ambient Air Quality Standards (NAAQS)
which may impact the construction of new coal-fired facilities by im-
posing growth limitations in regions where pollution is a significant
problem. In contrast, New Source Performance Standards (NSPS)are
designed to ensure reasonable efforts to reduce emissions by the utili-
zation of the latest proven pollution control technologies.

For solid fossil fuels, the proposed NSPS requires an 85% reduction
(24 hour average) of sulfur dioxide between the coal as received and
the stack exit. The standard is contingent upon a reduction of 503
emissions to below 520 ng/J. In addition, NO, emissions must be con-
trolled by 65%, not to exceed 210 ng/J for subbituminous coal and 260
ng/J for bituminous coal, and uncontrolled particulate emissions must
be reduced by 99% to below 13 ng/J.

The stringency of proposed standards questions the ability of
traditional control systems to satisfy performance standards. The
NSPS for sulfur dioxide has generated most controversy as utilities
would be required to employ flue gas desulfurization systems to reduce
emissions. The implications of the full scrubbing option contrast air
quality goals with the economics of power generation.

2.3 Control Technology

Since control techniques for gaseous pollutants are well estab-
lished, procedures capable of collecting fine particles at high efficiency
has been emphasized. The important coal ash properties affecting the
control of fine particulates are particle size distribution, mass concen-
tration, sulfur dioxide concentration, and particle resistivity.
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The major source of particulate emissions from the AFBC demon-
stration unit is the combustor; much of the elutriated bed material is
in the form of large particulates and collection is facilitated via cy-
clones. Post-cyclone loadings, however, are of sufficient magnitude to
warrant additional control. Multiple small diameter cyclones are effec-
tive, but collection efficiency decreases rapidly as particle size de-
creases [1].

For AFBC, it is probable that adequate removal of particulates
form the flue gases can be achieved by employing several stages of
conventional particulate collection techniques such as electrostatic pre-
cipitators, scrubbers, and fabric filters. Since the SO5 concentration
raises the flue gas dewpoint, equipment designed to collect dry particu-
lates must operate above the acid dewpoint. High-voltage electrostatic
precipitators can collect sub-micron particles at high efficiencies, how-
ever, precipitators are not expected to be effective due to the antici-
pated high electrical resistivity of particulates from AFBC systems [2].
In general, collection efficiency is lower for smaller particles, and bag-
houses appear most appropriate for the removal of respirable-size par-
ticulates from gaseous emissions.

2.4 Emissions

Sulfur dioxide emissions are suppressed by mixing a nonvolatile
sorbent with the coal particles. In addition to sorbent properties, the
molar ratio Ca/S in the feed stream is an important factor in determining
the magnitude of SO; emissions. As the ratio is increased, the guantity
of sulfur dioxide released from the bed is reduced. In general, sulfur
retention increases rapidly as the Ca/S mole ratio is increased to around
2.0 or 3.0, beyond which it appears to approach total retention asymp-
totically [2]. Factors influencing the degree of sulfur retention and
sorbent utilization include bed geometry, bed conditions, coal proper-
ties, particle size distributions for cnal and sorbent, excess air, and
recycling of elutriated particles. For limestone sorbents, maximum
sulfur retention has been found to occur at bed temperatures in the
range of 800° to 850°C. Jonke [3] reported that increasing the super-
ficial velocity of the fluidizing air results in a decrease in sulfur reten-
tion.
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In conventional combustors thermal fixation of atmospheric nitrogen
makes a significant contribution to the total NOX formation, however,
in AFBC operating at lower temperatures the oxidation of fuel-bound
nitrogen accounts for substantially all of the NOK emitted. Observed
NC)x emissions levels from fluidized bed combustion are commonly 20% of
predictions based on the total release of chemically bound nitrogen.
Experimental measurements indicate that increased pressure and reduced
excess air result in decreased NO emissions [4]. Although a significant
increase in N‘Ox emissions has been noted above 900°C, the correlation

appears less conclusive at lower bed temperatures.

Solid particulate emissions may consist of fly ash, soot, unburned
or partially burned coal, and calcined or sulfated sorbent. Because it
is formed well below the fusion temperature of coal ash, fluidized bed
combustion ish is alleged to be relatively soft and friable [5]. How-
ever, the highly effective removal of SO, from AFBC off-gases causes
particulates to have unusually high electrical resistivity, a property
that adversely affects the operation of electrostatic precipitators. De-
sign features conducive to producing high particulate concentrations
include the presence of coal and limestone particles, upward flows of
fluidizing air and combustion gases capable of entraining and elutriating
particles, and combustion temperatures unable to produce slagging.
Experimentally determined solids loadings in the flue gas leaving the
combustor indicate that significant reductions in particulate concentra-
tions would be required to meet NSPS standards.

The carbon monoxide concentration in the flue gases is dependent
upon bed temperature, excess air, coal rank, and size distribution of
the feed coal. Carbon monoxide concentrations become unacceptable at
temperatures below 700°C, even for high excess air operations. Ex-
perimental evidence indicates that reductions in CO concentration could
be achieved by the introduction of secondary air in the freeboard(6].

Certain trace elements and polynuclear aromatics (PNA) vaporize,
evade capture by particulate collection devices and exit with the flue
gas, whereas others enrich fine particles in combustion processes.
Studies indicate that votatile trace elements such as lead and cadmium
can concentrate in small particle size ranges[7]. Respirable-size parti-
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cles on which potentially hazardous chemical species could be absorbed
are difficult to remove from the flue gas[5]. Studies [1] indicate that
limestone sorbents and lower combustion temperatures reduce trace
element emissions from fluidized bed combustion compared with direct
combustion. Alvin [8] demonstrated that lead, beryllium, mercury,
and fluorine can be volatized in the high temperature zone of the pro-
cess.

3.0 Solid Wastes

3.1 |Introduction

Ash and partially utilized sorbent are continuously discharged
from the main bed to balance the solids inventory, and flyash containing
elutriated sorbent is removed from the flue gas leaving the carbon
burn-up cell. The quantity of solid wastes exceeds that from conven-
tional plants incorporating flue-gas scrubbers, but AFBC wastes are
easier to dispose of than wet sludge.

..
3.2 Environmental Laws and Regulations

The National Environmental Policy Act (NEPA) established the
maintenance and enhancement of the environment as a national priority.
Accordingly, the disposal of residual solids from AFBC must satisfy
the provisions of the Resource Conservation and Recovery Act (RCRA),
the Federal Water Pollution Control Act, and the Clean Air Act Amend-
ments. Disposal sites contributing leachates to waterways require per-
mits under the National Pollutant Discharge Elimination System
(NPDES).

Because of the wide variations in residue characteristics, the suc-
cess of a land disposal application depends on design and construction
parameters, and the geology, hydrology, and climate associated with
the site [9], Final criteria have yet to be promulgated for identifying
hazardous wastes, but should include toxicity, persistence and degrad-
ability, potential for accumulation in tissue, flammability, and corrosive-
ness.

In anticipation of such forthcoming criteria, the chemical charac-
teristics of leachates from leaching experiments have been compared
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with the drinking water standards established by EPA National Interim
Primary Drinking Water Regulations{10], United States Public Health
Service Drinking Water Standards[11], and the World Health Organiza-
tion Potable Water Standards[12]. It is recognized that comparing
undiluted leachates to drinking water standards is extremely conserva-
tive; and a leachate dilution/attenuation factor of 10.0 is under consid-
eration in the regulation draft of RCRA.

3.3 Disposal of Residual Solids

Landfill disposal of AFBC residual solids will be governed by
RCRA. The environmental impact of a disposed material is a function
of the chemical properties, physical properties, chemical characteriza-
tion, and quantity of the waste, and the geology of the disposal site.
Exothermal reactions, related to lime slaking, represent environmental
concerns for direct disposal. The primary liquid effluent associated
with AFBC is the leachate from the disposal of solid wastes. Since the
soils below a landfill can chemically interact and attenuate leachates,
laboratory-scale column leaching studies [13] have been carried out to
simulate disposal environments. Sanitary landfill, and sandy, clayey,
and silty soils were determined to be more effective in reducing con-
centrations of trace metals and other undesirable constituents from

residue leachates.

Solid wastes from AFBC systems have the potential for replacing
many applications currently utilizing clay, lime, and dolomite. From
studies of technical feasibility and economic viability [14], suitable
utilization include additives for concrete, road bed stabilization, soil
stabilization, brick manufacture, neutralization of acid mine drainage,
rectification of acidic soils, and roadway de-icing. In particular,
AFBC residues, possess excellent potential for reclaiming surface mine
spoil areas.

3.4 Analyses of Residual Solids and Related Leachates

A significant proportion of the noncombustible materials that enter
with the coal and the sorbent ultimately leave the process in the solic
waste streams. Numerous factors influence the characteristics of resid-

ual solids, including coal properties, sorbent properties, combustor
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design and operating conditions, and regenerator design and operating
conditions. The primary constituents of the residual bed material are
unutilized calcium oxide, calcium suifate, inerts such as silicon dioxide,
unburned carbon, and ash consisting mainty of SiOp, AlyOs, Fez0j3,
with lesser amounts of K,0, MgO, CaO, SOz, NaOj, TiOz, and trace
elements.

Since leachates from solid residues are highly basic, water pollu-
tion problems are not expected from the leaching of trace metal ions
for which drinking water standards exist. In addition, dissolved of-
ganics in leachates have been reported below detection limits, however,
potential environmental concerns are related to concentrations of cal-
cium, sulphate, pH, and total dissoived solids[14].

The codisposal of spent sorbent and flyash improves leachate qual-
ity by lowering specific conductance, pH, and calcium concentration,
and reduces the environmental impact. Indeed, preliminary studies
indicate that AFBC residues are non-hazardous, and can be disposed
of directly in a properly designed landfill.

4.0 Conclusions

The introduction of stringent environmental regulations has im-
proved the position of AFBC technology relative to the direct combus-
tion of coal, and provides further incentitive for acceleration of devel-
opment and commercialization programs. It appears that atmospheric
fluidized bed combustion can be developed for burning practically any
type of coal in compliance with present environmental standards. The
environmental issues important to the development of AFBC technoiogy

relate to gaseous emissions and the disposal of solid wastes.

A comprehensive characterization of effluent streams from AFBC is
required. In general, atmospheric emissions are similar to those ex-
perienced in conventional coal-fired plants. Although lower combustion
temperatures complemented by limestone sorbents tend to reduce emis-
sions of S0, and NOX; releases of fine particulates could provide health
hazards due to their ability to absorb toxic trace elements and polynu-
clear aromatics, and the suitability of existing control techniques war-

rants investigation. PNA contamination is a generic coal combustion
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issue that requires detailed investigation. Baghouses appear most ap-
propriate for the removal of respirable-size particulates.

AFBC systems produce a dry, solid residue, and waste management
procedures are required to control leachates and alleviate the environ-
mental impacts associated with landfill disposal. Further studies are
required to characterize wastes and leachates in field-scale lysimeters,
and at actual disposal sites.
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SUMARTO

0 presente trabalho tem por objetivo comparar diver
sos rotores axiais de sopro livre existentes no mercado na
cional e internacional, através de ensaios realizados nos
bancos de testes do Laboratdrio de Maquinas de Fluxo da
EFEl, desenvolvendo uma grandeza padrao para a comparagao

das diversas medidas encontradas.

SUMMARY

The present paper has the aim of comparing the vario
us axial rotors of existing national and international free
blowing instruments. Through the experiments, realized in
the Rotodynamic Machine Laboratory, EFEIL, one standard si
ze, for comparison of various measurement encountered, has

been developed.



1. Introducio
Baseados nas Refs. (1], [2] e [3], foram estudados ro
tores de diversos fabricantes para que se chegasse a uma

grandeza significativa de comparacao.

2. Generalidades Sobre Rotores Axiais de Sopro Livre

A movimentagao do ar de um ambiente, pode ser conse
guida, utilizando-se reotores axiais de escoamento aberto 1i
vre. Esta forma de ventilagao, apresenta-se como rotores
de mesa ou teto e suas aplicagoes sdo simples.

Devemos dar alguma atencao ao escoamento do ar atr
vés dos rotores axiais de sopro livre, pois este fluxo
muito peculiar. De acordo com a Fig. 1, este tipo de r

o oW

tor succiona uniformemente por todos os lados e sopra uma
corrente concentrada com rotagdo, formando um vértice inter
no. Esta sucgao, pode ser comparada com um sumidouro. A
excepcional caracteristica deste fluxo € que em frente ao

rotor ha resistentemente um tragco de ar em movimento.

Fig. 1

Em sequéncia, para se iniciar um simples método de
calculo, vamos imaginar um rotor, o qual, & finitamente del
gado (fino) e acelera o ar puramente na diregdo axial, numa
velocidade ¢, sem vortice.
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De acordo com a equagao da quantidade de movimento,
prova-se que a velocidade meridional no plano da corrente é
exatamente a metade da velocidade de saida, isto € c¢/2.

E prdatico por isso, comparar o rotor de sopro livre
com um rotor utilizando aro guia, o qual de acorde com a

P

L

Fig. 2, produz uma diferenga de pressao Ap = 25°

Crg

Em seguida, por conseguir o primeiro fator de orienta
¢do para a velocidade periférica, nés introduzimos também a
qui o fator de pressao Y, ou seja

Ap = yu? B = (B) ¢2 pois u =-S5 ou
‘ ‘ Vv
2Y
g ek
v

Denomina-se fator de pressao ¢ de uma maquina de flu
xo a relagao entre o trabalho especifico e a energia especi

fica correspondente a velocidade tangencial do rotor.

2y
u2

w:

A construgao de rotores axiais de sopro livre requer
pequenos valores de ¥ por um lado, ao passo que, quando con
sideramos o problema sonoro causado por ruido, temos altos
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valores de ¢. Para termos um ponto entre estes dois requi
sitos, recomenda-se o uso de um valor de ¢ medio, aproxima
damente 0,08 <$ <0,18. Ref. [3]

3. Rendimentos de rotores axiais de descarga livre

0 rendimento tem que ser especialmente definido para
cada particular problema de ventilagao. Em rotores axiais
com aro, a quantidade de ar @, soprada ou retirada de um am
biente altera a pressdo estatica do ambiente, ocasionando
um 0pegt. A poténcia hidrdulica requerida para esta tarefa
€ Q.4pegt- Suponhamos que N, seja a poténcia no eixo reque
rida pelo rotor, entdo teremos uma eficiéncia.

_ Q-8pegy _ Poténcia hidraulica

Ne Poténcia no eixo

Notamos claramente que, o comprador esta somente inte
ressado nesta eficiencia.

Quando prejetamos um rotor, de mais a mais, deveria
mos levar em conta que a energia de saida (%ﬂcz também tem
que ser considerada. A eficiéncia atual que orienta o pro
jeto é:

Q- [opest * (F)e?
Ne

n =

Isto € uma questdo de manter baixo o valor de c, téo
quanto possivel quando desejarmos valores altos de diametro
externo do rotor para uma mesma descarga.

A Fig. 3 mostra que, a eficiéncia varia também com a
posigao, tipo de aro, tubo de sucgiao e entrada de ar na ins
talacdo de rotores axiais.

Para estudarmos o rendimento de rotores axiais de des
carga livre, teriamos que considerar que ndo hd diferenca
de pressao entre dois pontos do ambiente, entao somente a
energia de velocidade devera ser considerada, assim tere

mos:




Fig. 3

A dificuldade em se fazer esta medida ¢ de velocidade
e a poténcia no eixo necessaria N,. com a precisdo exigida
para determinagao dos rendimentos, levou-nos a procura de
outros meios de determinarmos ficticios rendimentos, satis
fazendo as exigencias.

4. Efcitos da montagem com aro’ guia e sem aro guia

0 fluxo de ar através de um rotor axial montado so
bre suporte é similar ao fluxo que atravessa um orificio.
(Fig. 4.)

Fig. 4
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Quando o ar parte do rotor, ha uma influéncia rotacio
nal que esta necessariamente presente embora seja grande o
espago e o nimero de pas. A energia desta corrente de ar
(ar direto e em rotagao) nio € utilizada no tipo comum de
rotor sem difusor e consequentemente altas eficiéncias ndo
podem ser alcangadas. A posicdo da hélice na montagem com
aro tem efeito no desempenho e € algo critico. Isto € espe
cialmente certo quando o aro ndo serve como uma entrada bem
redonda (suave) para o fluxo de ar. Quando o aro guia esta
muito proximo a extremidade das pas, hd um aumento de pres
sdo nesta regido, consequentemente um aumento na poténcia
do eixo consumida e o resultado final € uma diminuigao da
eficiencia. Existe um ponto ideal de montagem, onde o efei
to do aro guia € benéfico ao rendimento e a vazdo do rotor.
Este ponto deve ser selecionado praticamente, encontrando
-se a folga entre rotor e aro guia para cada didmetro.

Quando a montagem € feita sem aro guia, niio temos que
nos preocupar com folga alguma, mas ocorre o problema de di
minu.¢do do rendimento, pois a vazao utilizada no projeto
nio se repete e hd um aumento na rotagdo do motor que acio
na o rotor, pois este ndo sera exigido devido a queda inevi
tave!l da vazao.

Em vista das circunstancias, grandes folgas entre ro
tores e aros sao necessdrias por razoes praticas, portanto,
eficiéncias menores que 50% podem somente ser encontradas.
0 problema surge também, quando queremos definir um rendi
mento exato para um rotor, quando este devido a praticabili
dade da padronizacdo € feito em lotes, utilizando chapa ou

mesmo injetado em plastico.

5. Técnicas de ensaio para ventiladores axiais de

descarga livre

5.1. Técnica:

Os ensaios foram realizados no Banco de Ensaio para
Rotores Axiais da EFEI.
Foram realizados ensaios para determinagdao do desempe



A- 338

nho e levantamento de curvas caracteristicas dos rotores.

A técnica de ensaio desenvolvida se baseia em manter
nula a diferenga de pressio estdtica entre camara e ambien
te, tendo assim a condigao de simulagdo de descarga livre.
Na tubulagao de retirada de ar da camara € feita com auxi
lio de um medidor de vazao calibrado a medida do fluxo de
ar. Para medigao da potencia no eixo, foi feito um motor
de ima permanente.

0Os resultados obtidos nos ensaics foram reduzidos a
condigao padrao segundo a norma ABNT-P-MB-372 que adota <o

mo condigdo padrio os seguintes numeros:

pressdo barométrica py = 746 mm Hg
temperatura ambiente tg = 30°C
densidade absoluta do ar seco dg = 1,129 Hp/m3]

5.2. Determinagao da energia especifica: K

Este fator da na realidade o desempenho de cuda rotor
e pode ser considerado como padrao de comparacgdo.

Q.d..60

Ne

K [Kg/min.w]

C

Temos pela teoria de mdquinas de fluxo, Ref. 2 , que
o valor do trabalho especifico é dado por

N, . N

e n e

I S . M. -

Q'dC T Q'dC
Y 60
tant s A
portanto ny X

Levando em consideragao os triangulos de velocidade podemos
afirmar que

et
-
on
(=]

', equagdo que sera

=
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uito importante para as conclusoes nas comparagdes dos va
ios rotores.
A Ref. 1 recomenda os seguintes valores, constantes

na Tabela 1, valores estes minimos:

Tabela 1
CARACTERTSTICAS TIPOS DE  ROTORES
VAZRO Q 300mm(12 in) |400mn( 16 in) | 500mm{ 20 in}|600mn(24 in)
mi/min. 30 60 a0 150
FATOR DE SERVIGO K 0.75 0.90 1.00 1.10
m3/min. /W

6. Teste de rotores com diametro de 12" comercial

Segundo pesquisa realizada entre os fabricantes nacio
1:i$  os rotores mais competitivos no mercado exterior sao
3s rutores japoneses e portanto, conseguimos estes rotores
e fizemos 0s ensaios respectivos segundo a técnica indica

da. Na Tabela 2 as dimensOes dos rotores e as suas origens.

Tabela 2
ROTOR MARCA DIAMETRO EXTERNO|DIAMETRO DO CUBO%

(mm) (mm)
1 Mitsubishi 285 60
2 National 285 73
3 Hitachi 290 70
4 Sanyo-EF-GMT 290 70
5 Sanyo-Brasileiro 290 70
6 Sanyo-EF-7CG 330 75
7 EFEI = L 320 102
8 Walita 300 94

T g i Lo P p MENGEL e DU L L Ol LT 0
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Resultados

As Figs. 5, 6 e 7 apresentam os resultados dos en
saios e pelo grafico (K xn), podemos analisar para uma mes

ma rotagao o desempenho dos rotores.
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SUMMARY

This paper compares three methods of transportation of energy 1) as
methane 2) as hydrogen and 3) as electricity. The comparison is based
on losses of energy and capital costs, The feasibility of transporting
energy over long distances would be an important factor in the location
of energy projects.

SUMARIO

Este trabalho comparara’ trés métodos de transporte da energia.

1) Como gés metano 2) Como gés hidrogenio e 3) Como eletricidade.

Os crite’rios de comparagio serdo de gastos economicos, gastos de
energia e despesas capitais nas condl?oes prevalentes no Brasil.

A viabilidade de transporte sobre dist3ncias grandes tera” 1mplicacoea
significantes para lacalizamo dos projectos energiticos e também
para abatimento de polulqao nas cidades metropolitanas.
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INTRODUCTLON

The place where energy, in the form of electric power, can be
generated and the place where the demand for such energy is great, are
usually not the same. These need not even be near each other. This
creates the problem of transportation of energy, sometimes over very
long distances. The benefits of transportation of energy over long
distances include the following:

1. Production of energy where it is most efficient. It would
be absurd to try to move the hydro-electric stations of
Itaipu closer to Sac Paulo.

2. Keeping the environmental impacts of power generation
away from the population centers.

The 'conventional' process for transportation of energy is to use
high-tension electric systems. However in the past decade two alter-
native forms have been proposed. For hydro-electric and nuclear
sources, the energy can be transported as hydrogen and for coal and
bio-mass sources it can be transported as methane. In the case of
methane, the intermediate step of generating electricity can be
eliminated if the end use permits direct use of methane. In this
paper we consider the relative economic feasibilities of these three
processes.

During the past 5-6 years many similar studies have been
conducted in the United States and European countries. This paper
uses data from two studies, one from United States and one from Britain.
Unfortunately these studies cannot be transferred directly to Brazil
as there are major differences in the technical and economic environ-
ments. Many of the assumptions underlying the U.S. and European
studies are no longer valid in Brazil. We can enumerate the principal
differences,

1. The distances considered in most of these studies would be
too short for Brazilian conditions. European countries
are geographically smaller and although United States is
large, the industry is widely distributed. As a consequence
most of these studies inveolve distances only up to 300km,
For Brazil 1000KM to 1500km would be more representative.

2. Labor costs in Brazil are lower, many times less than 25%
of the cost in the United States.

3. Cost of imported materials would be higher in Brazil,
usually 60-100% more.

4. Problems of acquisition of land for right-of-way are
simpler in Brazil and costs are lower.

5. Ambient temperatures are higher in Brazil. This means
smaller losses through cooling of pipes and lesser need
for intermediate pumping power.
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6. Space heating is not a significant end-use as the population
centers of Sao Paule and Rio are in the semi-tropical zone.

7. Brazilian system of 'corregao moneta'ria' requires a
different kind of economic analysis.

SCOPE

The problems we are considering involve the transmission of
12,000 MW of power under two sets of conditions, first with hydro-
generations and power transmitted over a distance of 1200KM and second
based on coal and power transmitted over a distance of 800KM,  These
two would broadly approximate the transmission to Sao Paulo from
Itaipu Bi-nacional and the coal fields of Rio Grande do Sul respec-
tively. The cost estimates would be set in terms of ORTN and the
time period would be 1980-85. The technelogies of hydrogen and
methane would be compared with 765%V electric transmission. Only
industrial power is considered as the end use.

TECHNOLOGI1ES

Before analyzing the cost factors we describe in brief the
technologies of power transmission.

1) Hydrogen: Under normal conditions hydrogen is a color-
less, tasteless and odorless gas. It has the highest
specific energy of combustion of all known fuels gaseous
or liquid, about 50 BTU/1b x 103 as compared to 19 for
gasoline and 22 for methane. There are two principal
methods of producing hydrogen a) chemical with coal or
petroleum as energy source or b) electrolytic with a
hydro-electric or nuclear energy source. It is transported
in ordinary steel pipes at normal temperatures and moderate
pressures., It is non-corrosive. 1t can be used as a fuel
in gas turbines to generate mechanical power or in a fuel
cell to produce electricity. The use of hydrogen does not
create pollution problems as the only product of combustion
is steam.

1I) Methane: Under normal conditions methane is also a color-
less, tasteless and odorless gas. It is the principal
component of natural gas (50 to 90%) and its specific
energy of combustion is exceeded only by hydrogen.
Methane occurs naturally as natural gas, coal mine gas or
marsh gas. It can be produced by coal gassification. It
is slightly more corrosive than hydrogen but still can be
transported in steel pipes at normal temperatures and
moderate pressures. Because it is heavier than hydrogen
it needs even lower pressures than hydrogen. Proper
combustion of methane results in COp and steam. Improper
combustion, however, may result into CO carbon black or
nitrogen oxides and may create a pollution problem.

III) High Voltage Transmission is considered at 765KV using
copper conductors supported on steel pylons. Because of
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the corona effects, sufficient land under the transmission
wires is set aside as right-of-way.

ADOPTATION OF COST DATA

The cost estimates for a future project can be based on historic
data for similar projects. Also the cost estimates in Brazil can be
based on cost data from other countries. 1In both cases, however, it
would be obligatory to transform the cost figures to reflect the
change in the time periods and the change in the economic environment
between countries.

We propose to make these transformations in three (3) phases.
First, we would estimate the total cost of the foreign project in 1979
currency of that country. Second, we would transfer this to Brazilian
conditions and estimate the total cost in ORTN. Third, knowing the
estimated duration of the project and the expenditure schedule we
would estimate the total cost at the completion of the project. For
example the British CGas Corporations distribution system was built
during the 1965-1971 pericd. So using the British inflation rates
for labor and materials we can determine the cost in 1979 pound
sterling. Then using the exchange rate of pound sterling and ORTN
as well as the relative prices of labor and materials in Brazil and
Great Britain, we can estimate current cost in ORTN, Finally if the
project is expected to be completed in five years we can estimate the
1984 cost using the expenditure schedule. This last step is explained
in further details in the next paragraph.

For every commodity we can define a relative inflation. For
example if in a year the adjustment of ORTN is 35% and the adjustment
of wages is 45%, the wages have gone up 10% relative to ORTN. This 107
can be called as the relative inflation of wages. Now consider a
project that would have an estimated cost of 1200 units of ORTN and
the expenditure schedule is as shown below.

YEAR LABOR MATERIAL
1 200 100
2 200 200
3 200 300

Further assume that the relative inflation of labor is 10% and for
material 0% and the interest rate is 10%. Then at the end of year 1

Direct expense 200 + 100 = 300
Interest 10%Z of 300 = _30
330

At the end of year 2
Direct expense 220 + 200 = 420
Expense up to date = 750
Interest 10% of 750 = 75

825
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At the end of year 3

Direct expense 242 + 300 = 542

Expense up to date = 1367

Interest 10%Z of 1367 = 136.7
1503.7

The total estimated cost at the completion of the project is 1503.7
units of ORTN.

COST ASSUMPTIONS

1. Exchange rates lORTN il 16U.5.$

2. Inflation from 1975 to 1979 U.S.A. 40%
Britain 75%

3. Relative labor costs Brazil 1
Britain 3
U.S.A, 4

4., Relative material cost Import 100% + 60%
importation surcharge Impert 50% + 30%

5. Proportion of labor Ir'£|5k\'r Electric 30%
costs Hydrogen 50%
Methane 50%
0.6L
6. Power loss (or pumping power) Electric {7.75 + _IEE} %
of L kilometers Methane 12 MW 2

70
Hydrogen LMW

7. Relative inflation rates Labor 0%
Material 10%

COST ESTIMATES
kv s
Capital Costs: 763 Electric

(Ref. 1) U.S.% 8 million/100 miles per 1000 M.W.
Cost for 800°™ 12000™ = 480 million U.S.$
= 30 million ORTHN

Cost for l?OOkm 12000MU = 45 million ORTN

Capital Costs: Methane

(Ref. 2) sterling 10 million/100*® for 12000M-W:

Cost for BOOkm = 80 million sterling
= 10 million ORTN
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Capital Costs: Hydrogen
(Ref. 2) sterling 15 milliun/lDOkm for IZDDDHW

Cost for 1200km = 180 million sterling
= 22.5 million ORTN

Energy Costs: ?65kv Electric

0.6L

il = 7,73 + ——

oss = 7.75 100
For BOOkm percent loss

power loss

7.75 + 4.8 = 12.55%
1506 MW

For lEOOkm percent loss = 7.75 + 7.2 = 14.95
power loss = 1794 MW

Energy Costs: Methane
power loss = l%% MW
km
For 800" power loss = 137 MW
Energy Costs: Hydrogen

power loss = L

For lZOOkm power loss = 1200 MW

SUMMARY
Capital Cost Power Loss

765<Y 1200™ 45 1794

km . .

Hydrogen 1200 22.5 1200

765% 800*™ 30 1506

Methane 800%™ 10 137
CONCLUSIONS

As a preliminary conclusion it appears that the savings in
capital and energy loss would justify the substitution of methane
transmission for high tension electric transmission when the energy
source is coal and the transmission distances large. In the case
of hydrogen the situation is not clear cut and would depend on the
costs and efficiency of electrolytic production. More detailed
computations of cost and energy loss estimates and revised conclusions
will be presented at the meeting of COBEM 79.
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DE SECCAO TRANSVERSAL DE GEOMETRIA MULTIPLAMENTE CONEXA

Seérgio Colle
Prof. Adjunto - Depto. Eng. Mecanica
CT/UFSC - Florianﬁpo]is - 5C - Brasil

Sumirio

0 presente artigo apresenta uma adaptagao do método
de equagoes integrais ao calculo da perda de carga para o
escoamento laminar estaciondrio de um fluido newtoniano em
um dute retilineo com seccao transversal arbitraria que se
constitui em regido multiplamente conexa. Tal método parece
apresentar-se bastante apropriado e eficiente em relagaoc a
outros métodos existentes que foram especialmente desenvol-
vidos para resolver este tipo de problema. Dados comparati-

vos sao aqui apresentados.

Summary
The present paper deals with the application of inte-

gral equations to solve the problem of the steady-state la-
minar flow of a newtonian fluid in straight ducts of arbi-
trary cross section. The method appears to be quite effi-
cient in comparison with other methods specially made to
solve this kind of problem. Computed results are compared
with available data from the related literature.
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1. Introducgdo
0 modelo matemitico que traduz o escoamento laminar de

um fluido newtoniano com baixo numero de Reynolds em um du-
to retilineo € extremamente simples. Esse modelo se consti-
tui num problema a valores de contornc do tipo de Poisson
que neste caso particular € equivalente a um problema de Di-
richlet. Algumas consideragoes de ordem pratica e tedrica so
bre esse modelo podem ser encontradas em [1,2]. Solugdes ana
liticas para estes tipos de problema para geometrias simples
podem ser encontradas em qualquer texto do ramo. Os traba-
lhos mais recentes sobre o assunto tem se voltado para a so-
lugao numérica destes problemas em regidoes de contorno arbi-
trdario. Os métodos numéricos conhecidos até o momento pare-
cem ser aqueles desenvolvidos por Sparrow & Haji-Sheikh[1] e
Shah [2]. Tais métodos, adequados ao cdlculo da perda de car
ga para o escoamento laminar em dutos de secgao transversal
de geometria arbitraria, apresentam restri¢oes quando as re-
gides sdo multiplamente conexas. O método apresentado em [1]
baseado numa expansao ortogonal sobre o contorno, exige que
a regido seja simplesmente conexa. O mesmo parace ocorrer
com o método apresentado em [2]. Tal restrigao nao ocorre
quando a solugdo do problema em questao & formulada pelo me-
todo de equagoes integrais. Tal método estd se tornando cada
vez mais popular em varios ramos da engenharia tais como, e-
lastostatica,mecanica dos fluidos e transferencia de calor.
Um resumo das principais aplicacoes bem sucedidas do método
pode ser encontrado em [3]. A principal dificuldade de ordem
pratica na aplicacao do método é a necessidade de um método
numérico de solugao da equacao integral. Contudo, a equacao
integral resultante do problema em questdo & uma equacgao in-
tegral de Fredholm de primeira espécie que pode ser resol

vida por varios métodos numéricos disponiveis [3].

2. Equagao do escoamento laminar em dutos

Seja D a regiao correspondente a secgao transversal do
duto e L* um comprimento caracteristico desta regiao.
Tal regido D & descrita por um sistema de coordenadas

*

cartesianas x* - y* no plano.
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Se admitirmos as seguintes hipoteses:
(i) O fluido & newtoniano e incompressivel com proprieda
des fisicas constantes;
(ii) o escoamento € laminar, estaciondrio, plenamente desen
volvido e a baixo numero de Reynolds;
(iii) O duto € retilineo e possui paredes perfeitamente po-
lidas, entao o campo de velocidade adimensional u(x,y) sa-
tisfaz ao seguinte ptoblema a valores de contorno:

Ve u= -1 em D (1)
i =0 (2)
an
onde ; 3t 42 ~
g = 5 + 7 3D e o contorno de D;
X ay
U{X'gy} = = u*(xk'ytJ/Lﬁz (j:R_ /'|_|,
Z!‘

onde p* é a pressao do fluido, yu € a sua viscosidade e z* &
a coordenada longitudinal do duto; x = x*/L* e y = y*/L*.

A regiao D sera considerada como uma regido de Lyapu-
nov ou mais restritamente, uma regiao regular segundo
Kellog [ 3]. O contorno 3D pode ser considerado como a u-
niao disjunta de curvas fechadas (vide fig. 1).

n
202
D
y‘
200 D
5 x*

Figura 1
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0 problema (1)-(2) € um problema de Poisson e este ¢
equivalente ao problema de Dirichlet seguinte:

Vz v =10 em D {2
1
vl =31 F e yd (4)
ab 4
onde
\,r_u-ﬁl(xzi-yz)
4

3. 0 método integral

A solugao fundamental associada ao operador de Lapla-

ce no plano € a seguinte:

glzyal) == e log |z - z'| onde;
2m
z = (x,y), 2z' = (x'.y'), |z-2'] = ((x-x")% {y-y']zil/z

E facil mostrar que se z € um ponto interior de J, a

solugao do problema (1)-(2) se reduz ao seguinte:

u(z) = J g(z,2')dA(z") +4> glz,z2') & (z') ds' (5)
D 3D an

onde 3u/dn € a derivada normal de u, n é o vetor unitario
normal a 3D, dA & o elemento de area e ds € o elemento de
arco. Em  geral 3D = 3D_\ 8D, .-. U dDy onde M é o
nimero de contornos interiores a D. O sentide de integragao
no contorno & indicado na figura 1.

Uma equagao semelhante pode ser desenvolvida para z
em 3D. Neste caso o ponto z deve ser isolado de D atraves
de um semi-circulo. Decorre da aplicag¢io da segunda identi-

dade de Green e das propriedades de g(z,z') que,

glz,z') dA(z") gf) glz.z') 2 (') ds' = 0; z € 3J (6)
2D

D an

A equagdo acima € uma equagao integral de Fredholm
de primeira espécie yue tem como fungdo incogni
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ta a derivada normal 3u/3n. A integral de area pode ser re-
duzida a uma integral de contorno pela seguinte mudanga de

viariiveis:

"

x' x+ |z - z2'| cos ¥'

y' =y + |z - z'| sen ¥'

Embora tal redugdo facilite consideravelmente a computagao
da equacgdo, ela nao é suficiente. A solugao fundamental
g{z,z') admite A-contornos, isto &, a equagio integral (6)
ndao tem solugdo para essa classe de contornos. E o caso por
exemplo de A ser o circulo unitdrio. Esta dificuldade pode
ser contornada, se inserirmos na equagao integral reduzi-

da a condigao de consisténcia do problema (1)-(2) que & a

seguinte:
WM g5 = -A(D) (7)
an
onde r
A(D) = j dAa = #} z.n ds & a drea de D.
D aD

Em consequéncia,a equagao (5) adquire a forma seguin-

te:
u(z) = - . log |z - z'"|(z" - z).n' ds' +
dn 3D
- (l # log |z - z')) L1 [z7) ds’ (8)
21 3D an

enquanto que a equacao (6) toma a forma,

l[# log |z - z'l(z'" - z).n' ds' +
. an

3u

s+ 2+ 1og |z - 2']) (2') ds' = 0: 2z € 3D (9)

an 2 an

. L 2
onde o ponto denota o produto interno canenico do espago R7.
A velocidade média na regido D que € um parametro de
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interesse no calculo da perda de carga,é definida pela equa
gao:
1

um[D] = — l u(z) da(z) (10)
AD) |,

A substituigdo de variaveis sugerida anteriormente re

duz a equacdo (10) ao que segue:

um[U) A(D) = - i—(# (E [% (log |z - 2'| - i)(z' - z).n' +
™ Jap Jap .

du

+ log |z - z'| (z'))(z - 2').n ds ds' (11)

an

Resulta das equagoes (8), (9) e (11) que todas as in-
formagoes do escoamento laminar traduzide pelo problema a
valores de contorno (1)-(2), dependem somente da geometria

dos contornos da regiao em consideracgao.

4, Metodo numérico

A equacdo integral (10) pode ser resolvida pelo méto-
do da colocagdo [3 ]. Tal método consiste na discretizagio
da equagao integral e na imposigao de que a condigao de con
torno de interesse scja satisfeita localmente no contorno.

Para eliminar a dificuldade de divisao do arco em
partes iguais, € conveniente usar as equagoOes paramétricas
do contorno. Sejam x = x(t) e y = y(r):; as equagoes associa
das ao contorno de uma regiao simplesmente conexa. Entao,
ds = (1) dt, onde 5(1) = [i(T)z + ?(1}2]. onde o ponto si-
gnifica a derivacdao ordinaria em 1. Em consequencia, a equa
gao integral (9) toma a forma seguinte:

b
& J log |z(t) - z(1')|(z(x") - z(t)).N(x') dt' +
2

4
b
+ [ A+ log |z(r) - z(x)]) H (r') dz* =0 (12)
% 2
onde .
N(t') = (QX__ = gl_J e nn(T') = 5(1") 3u (") Te[a.h],
dt’ drt' an




Neste caso.H_(t') passa a ser a fungao incognita da
quacgao integral (12). Para o caso de regides multiplamente

.onexas,as integrais de(12)sdo substituidas por uma soma de
integrais, cada qual correspondente a um contorno com sua
incognita especifica,e a equagao (12)forma parte de um sis-
tema de equagoes integrais, cada qual correspondente a um
contorno da regiao.

Para discretizar a equagdo (12).consideremos uma divi
sdo do intervalo [a.b] em N subintervalos, sendo que cada
subintervalo contém um ponto nodal central.

Aplicando o teorema do valor medio a integral da e-
quacdo (12) e impondo que essa equacao satisfaca a condigio
de contorno pontualmente em cada ponto nodal, resulta o se-
guinte sistema de equagoes lineares para o vetor {Hn(Tj}} ,

T 1B
: p

N
£(t.] - jii Apg Hpled = 00 L= 1.2 N, (13)
com b
1yl = = | log |z(ry) - z(x")} 2(x') - 2(1)].N(x")dr' (14)
a
.
e Tj
Ay = A ¢ 1og |2(z.) - z{x")|) dt” (15)
J - 4 1
o

J

onde Tj = Ij * htj/Z; ﬂTj = (b - a)/hp.

Os coeficientes Aij sao calculados numericamente por
subdivisao dos subintervalos respectivos. Os coefici
entes A.. exigem uma integracdo analitica adicional na vizi
nhanca da singularidade da funcao logaritmica.

Apesar do fato de ndo ser disponivel um teorema  que
garanta a convergéncia do meétodo aqui utilizado, este con-
verge muito bem principalmente para regioces de Liapunov, is
to &, onde a curvatura do contorno estd definida em todos

os pontos do mesmo.

5. Aplicagdo e discussao dos resultados

Para ilustrar o método, foram analisadas as seguintes
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geometrias:

(a) secgdo transversal triangular equilatera

(b) secgao quadrangular equilatera

(c) secgao em setor de coroa circular com curvatura
nos cantos com raio Thw 7 0,01, @ = /4 e L, = 0,5

(d) secgido eliptica com b/a = 0,5.

(e) duplo tubo com relagao de raios T ™ 0.5

(f) duplo tubo excentrico com excentricidade e = 0,5 e
ri = 0,5.

Uma solugdo tipica da eq. (13) para regiao duplamen-
te conexa pode ser vista na figura 2, onde ¢ plotada a deri
vada normal Ty ® du/an como fungao do arco (caso (f)).

. Para economizar espago.serao omitidas as figuras corres-
pondentes aos campos respectivos as geometrias analisadas.
Serao apresentados somente os valores correspondentes ao
produto do fator de atrito pelo nimero de Reynolds baseado
no diametro hidraulico com base na equagao abaixo:

_ 2
£ Rep, = Dh(D)“/2 u (D)

onde, u (D) foi calculada pela eq. (11): Dh(D) = diametro
hidraulico = 4 A(D)/L(3D) onde,

A(D) :%—(]{) 2.N § dr L(3D) =Cﬁ $(r) dr
ab ab

A tabela 1 apresenta a comparacio dos resultados obti
dos pelo presente método para Ny=b0.com os dados disponiveis
da literatura pertinente.

Tabela 1
Caso r Presente metodo Referencia Erro (%)
(a) 13,355 13,321 (2] 0,25
[(b) 14,236 14,227 (2] 0,063
|;(c] 16,455 16,13 [4] 2,015
l(d) 16,828 16,828(sol. analit.) 0,0
(e) 23,810 23,810(sol. analit.) 0,0
(f) 17,76 | 17,60  [5] 0,909
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As solugoes de (13) para as geometrias aqui analisa-
das foram comparadas com os dados disponiveis relativos a
derivada normal 3u/dn. Os erros resultantes foram razoavel-
mente pequenos. As regides correspondentes aos casos (a) e
(b) nao sao regioces do tipo de Lyapunov, pois estas
possuem cantos . Contudo o método numérico converge mui
to bem, exceto na vizinhanga dos cantos onde ocorrem lg

ves oscilacgdes.

6. Conclusoes

0 método de equacGes integrais, conforme pode ser vis
to, constitui-se num procedimento bastante simples e prati-
co para calcular os parametros de interesse associados ao
escoamento laminar em dutos. Tal metodo apesar de sua cres-
cente popularidade, parece nao ter sido aplicado até o mo-
mente para resolver este tipo de problema. E conveniente ob
servar que o problema (3)-(4) admite uma solugao por meio
de um potencial de camada dupla. Neste caso, a solucao das
equagoes integrais pertinentes seria a densidade do poten-
cial que seria posteriormente utilizada no calculo da velo-
cidade u e finalmente, da velocidade média um(D). Por outro
lado, a tensao viscosa adimensional 3u/3n deveria ser cal-

culada por diferenciagdo. Uma vantagem do esquema integral
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aqui proposto € que tal informag¢do € obtida diretamente das
equagoes integrais. Uma segunda vantagem do esquema aqui a-
presentado em relagdo ao método do potencial de camada du-
pla, € o fato de as equagdes integrais admitirem solucgdes
para os A-contornos aludidos anteriormente.

Além das vantagens citadas, a solugao de um problema
a valores de contorno pelo método de equagdes integrais, di
ferentemente dos métodos de elementos finitos, diferengas
finitas e métodos variacionais, € obtida por meiec de equa-
¢oes colocadas somente sobre os contornos da regiao. Esta
particularidade além de dispensar a construgao de malhas pa
ra cada geometria particular, diminui consideravelmente o
nimero de equagoes lineares do problema.
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SUMMARY

Nuclear fuel rods are composed by fuel pellets
encapsuled in cladding tubes. In many cases, the thermal
performance of the rods is limited by the heat flux on the
clad external surface. The present work analyses the
effect of eccentricity between fuel pellet and clad as
well as the effect of the clad ovalization on the heat
flux, in steady state,

SUMARIO

Barras de combustivel nuclear sdo compostas de pasti-
lhas de combustivel encapsuladas em tubos de revestimento.
Em muitos casos, o desempenho térmico das barras € limita-
do pelo fluxo de calor na superficie externa do revestimen
to. O presente trabalho analisa o efeito de excentricida-
de entre as pastilhas de combustivel e o revestimento as-
sim como o efeito de ovalizagao do revestimento no fluxo
de calor, em regime permanente.
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1. Introduction

Nuclear reactor fuel assemblies, in general, consist
of a matrix of rods with square or triangular array. Each
rod is composed by UO2 pellets, encapsuled in a cladding
tube of zircaloy-2Z (BWR), zircaloy-4 (PWR) or SS5-304
(LMFBR) .

In many cases, the reactor thermal performance is
limited by the heat flux on the clad external surface, in
order to prevent void appearance or departure from
nucleate boiling (DNB).

Between the pellet and the clad internal surface
there is a gap, designed to accomodate the fission gas
release, pellet swelling and thermal expansion. The
nominal operating conditions are calculated assuming that
the pellets and cladding tube are perfect and concentric
cylinders. The limiting conditions are, then,estimated by
introducing peak factors to account for departures from
the idealized situation. During the reactor core
operation, mainly in the beginning of life, the fuel pins
may present eccentrically placed fuel pellets and the clad
may show or develop some ovalization, as shown in Fig. 1.
Such geometric deviations yield a heat flux distribuition
on the clad external surface different from the nominal
one and must be calculated in order to estimate the
corresponding peak factors.

Fig. 1. Geometric deviations of a nuclear fuel rod
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To date, very little has been done in this area.
Grillo [1], by means of a two-dimensional conduction code,
computed the mentioned peak factors. Wolf and Johanssen
[2] attacked the problem using a semi-analytical method
and considering the gap and the external surface heat
transfer coefficients expanded in Fourier series. McNair
and Peddicord [3] studied the case of pellet-clad
eccentricity by a finite difference method and
Carajilescov [4], using a Monte Carlo technique,
investigated the case of eccentricity with pellet and clad
in contact.

In the present work, an analytical technique is
developed to calculate the pellet and clad temperature
fields, as well as the azimuthal heat flux distribution on
the clad surface, for the situations shown in Fig. I, in

steady state.

2. Theoretical Analysis
Since the gap dimension is small compared to the
pellet and clad radii, it is assumed that both pellet and

clad are perfect cylinders and the effects of eccentricity
and clad ovalization can be taken into account by chosen
an appropriated gap heat transfer coefficient variation
with ¢. The gap heat transfer coefficient is given by

[s]
hg < EEE M

where Kg is the thermal conductivity of the gas filling
the gap, 6 is an empirical constant and § is the local
gap dimension. For the present cases, it will be assumed

§ = [1 - € cos(j¢)] (2)

&
g.c

with Gg i
geometric deviation, ranging from 0 to 1. For the case of

= {Ri—RO) and € represents the degree of

eccentricity, j=1 and for clad ovalization, j=2.
By continuity of the heat flow, in the gap region, it
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is imposed, for any angular position, the boundary
conditions

K S = - hy(Ta<Ta) (3)
and
3T, & " _§__ 3T,
Ko -0 s 4)

assuming h_ calculated based on the pellet outside surface
area. T, and %ﬁ% are calculated at R=R_ and T and %%%
are calculated at R=R,. K and Kr are the pellet and clad
thermal conductivity, respectively.

The conduction equations, for the pellet, can be
written in the form

1 1
-t — e + =
=g (P o) » = e 4 =0 (5)
and, for the clad,
1 5 28, 1 328, _ o
T U ar) T oy 0

r? a¢?

assuming uniform internal generation, Ni, in the pellet,
with 8 and r defined as

96
BC (1) ¢=0, PL=0 and -0,
_ T gy _ 382 _
BC (2) ¢ T 70 0 and T3 0,
BC (3) r=0, 8, = finite,
BC (4) r=r %: . ., 68,
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BC (5) gap region (plugging eq. 2 into eqs. 3 and 4)

(a) [1 - X cos tj¢}} . Bi o 01 = By o 02,

®  [1-ccos Goo] Bz -2

where
h . RD h Ro § x
B : £af 0 E O * e
1,0 K i,e Kr 60 + g.c
8 C Ro K
E = ﬁ——;£§—~— € and F = p—a— ().
¢} g.c¢ o g.c r

The general solutions, for the temperature
distributions, that obey all boundary conditions, except
BC (5.a) and BC (5.b), are

81(r,¢) =1 - r? + a  + ) a_ rI? cos (jne) (7
n=1
and
B2(r,9) = bo(ln r-lol +n§lbn(r3n+x“ r-J“)cos(jn¢) (8)
with
- 1
10 = &n re + B =
i.,e e
and

It
"
-
"
—
=]

Applying boundary conditions (5.a), (5.b) and
rearranging the terms, yield
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[Bi_0 a - l% a;]*[[j+5i.0)a1-jx az]COS(j¢J

+ [_ izx(“-”an-f (j“*Bi.o]an_ J‘-Zl((n+1}an+1]c05(jn¢l

= [ZfBi‘Ouobé]+[-2x+8i‘ou.h1]c05(j¢)

B zz[ﬂi Ounhn]cos(jnﬂ (9)
n= "

and

Ty A E Yruy

[;Fboh é%lb]]*nzx[_ __T_hlbn-l*ann' __TF__bn*l]cos(jn¢}

= -2F + ]} [jn F an}cos[jn¢J . (10)
n=1

respectively. In these equations,

By = tp L. J\bf) 4
= 0 -jn
]..I.rI ri * Aﬂ. "
. w2
o r,
sy jn=1. - -jn-1
and Y, = in {ri AL T ).

tquations (9) and (10) should be valid for any value
of ¢. Imposing these conditions, it is obtained from eq.
(9)

- i X =
Bi.o 2 17 %) 2 By o Yo b @

(3 *B; ) a-jxaz=-2x+B; jwmbi, (11)



and from eq. (10)

.
Lb - EXiby = - 2F
E%, . £y
- —~.211-—‘brr1 +y b - —2 b = jnFa, n=1,2,... (12)

To obtain a and bn. the sets of equations (11) and
{(12) should be solved simultaneously. lowever the exact
solution cannot be obtained since they have an infinite
number of equations. Assuming a =0 and bn=0. for n>N, it
is possible to have an approximated solution. The sets of
equations (11) and (12) are reduced to (N+1) equations
each and can be written in the matrix form:

Ax =y

and Bu-=yv. (13)

The matrices A and B are tridiagonal. The vectors x
and v contain only terms envolving a . while y and u have
only terms containing bn' Assuming y as known
(i.e., bn's), it is possible to obtain x (i.e., an'sJ by
matrix factorization [6]. So, it was adopted the

following iterative scheme:
Ax® = vy + Bul = ¢! (14)

where 1 represents the iteration step.
It was developed a computer code (TEMBAR) to solve,

numerically this problem.
Knowing the temperature fields, the clad external

surface heat flux distribution is given by
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q" (¢) 1 Kr
5 =% (jr) Bi 6 Fg 82 (rz2.¢). (15)
qavg
3. Results

The described procedure was applied for the typical
values of the parameters given in Table 1 and for €=0.00,
0.25, 0.50, 0.75 and 1.00.

TABLE 1. Typical Values of the Physical Parameters

Parameter Value
Kr
< 4.2
4.24
1,0
B 4.30
1,e
Rt 0.1328
(o]
5 { o
-ﬁ-—'_ 0.0202
(v]
8
Rﬁ 9.44x1074

It was taken N=10, imposing an error ¢, defined as
e=max[e ], where enE[c;-c;-lj. with c; being eithfi a or
bn' at iteration step i. For all cases, e<l.0xl0 . The
coefficients obtained are shown in Table 2. The
coefficients not shown in Table 2 were found to be zero.

Figures 2 and 3 show the external surface heat flux
distributions, for several values of € and for the case of
eccentricity and clad ovalization, respectively. It can
be observed that the heat flux is greatly affected by the
geometric deviations. For the extreme situation of
€=1.00, the peak heat flux factor, for eccentrically
placed pellet, is 1.217 and 1.32R, for the clad
ovalization.
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TABLE 2. Coefficients of the solution, for N=10.

Eccentricity Clad Ovalization
€ n

an bn an bn
0,0 0 0,6260 -0,4762 0,6260 -0,4762
0,25 0 0,6236 -0,4762 0,6221 -0,4763
1 -0,0854 -0.0076 -0,0696 -0,0035

2 -0,0015 -0,0001 -0,0018 -

3 - - -0,0001 -
0,50 0 0,6164 -0,4764 0,6104 -0,4765
1 -0,1712 -0,0153 -0,1400 -0,0071
2 -0,0060 -0,0003 -0,0074 -0,0001

3 -0,0004 - -0,0006 =

4 = - -0,0001 -
0,75 0 0,6044 -0,4767 0,5904 -0,4770
1| -0,2578 -0,0230 -0,2120 -0,0107
2 -0,0136 -0,0007 -0,0170 -0,0002

3| -0,0012 e -0,0022 -

4 -0,0001 - -0,0004 -

iy - - -0,0001 =
1,00 0 0,5874 -0,4771 0,5619 -0,4776
1 -0,3457 -0,0308 -0,2867 -0,0145
2 -0,0246 -0,0013 -0,0315 -0,0003

3 -0,0030 -0,0001 -0,0058 -

4 -0,0005 - -0,0014 -

5 | -0,0001 = -0,0004 =

6 = = -0,0001 L

4, Conclusions

From the obtained results, it can be concluded that
the thermal performance of a nuclear fuel rod is
considerably affected by its geometric configuration.
Since such deviations, in fact, occur during the reactor
operation, they should be accounted for in the
thermalhydraulic design. Also, the assymmetric

temperature distributions originated can induce rod bowing
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that will affect the coolant subchannel dimensions,

provoking the eventual appearance of other hot spots. Thi:

situation ough

t to be investigated, as well as heat flux

distributions during operational and accidental transientr

q"mla
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Clad surface heat flux distribution for
clad-pellet eccentricity
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Fig. 3.

Clad surface heat flux distributicn for

clad ovalization
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Sumario

Dados experimentais para varios tipos de con ecgdo
térmica turbulenta entre placas planas paralelas e horizon-
tais sdao comparados entre si. A redugdo dos perfis de tempe
ratura meédia atraves de escalas adequadas permite agrupar
os dados para diversos fluides, indicando a existencia de

leis universals para a temperatura média junto a parede.

Summary
Experimental data for different types of turbulent
thermal convection in a horizontal layer between parallel
plates are compared. Using combined viscous-conductive
scales, the mean temperature data is collapsed and a uni-
versal law for the mean temperature close to the wall is

reported.
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1. Introducdo
Convecgdo térmica turbulenta (CTT) de um fluido entre

placas planas paralelas e horizontais € um prototipo basico
de turbulencia gerada por efeitos de flutuagdo sendo impor-
tante em pesquisa basica de turbulencia, engenharia aplica-
da e ciencias atmosféricas. Com varias e diferentes condi-
coes de contorno possiveis, CTT simula em laboratorio a con
vecgdo na atmosfera com inexistencia de ventos, bem como a
convecgao nas partes superiores de lagos e oceanos.

CTT & simples porque o campo de velocidades medio que
normalmente contribuiria para a producao de turbulencia &

|-

nexistente. Consequentemente, todo o movimento turbulento
induzido pelos efeitos gravitacionais de flutuagdo. Alem
disso, o escoamento exibe varias caracteristicas de escoa-
mentos turbulentos nao isotérmicos sende por isto um local
ideal de testes para os modelos computacionais de turbulen-
oA,

Qualquer modelo que falhar em predizer as caracteris-
tica: do CTT nao pode ser esperado que possa ser utilizado
sara simular escoamentos turbulentos ou com processos de
convecgao combinados e portanto mais complicados.

0 escoamento turbulento primeiramente ocorre quando o
numero de Rayleigh (Ra = gBAT Z?/au} e maior do que aproxi-
madamente 10°. O nimero de Rayleigh critico para a transi-
¢do de condugdo pura para convecgao laminar & 1708 |1].

Descrigoes detalhadas do movimento dos pacotes de
fluido aquecido (termas) e o campo de temperatura em convec
¢do laminar, assim como convecgao turbulenta, sao dados por
Somerscales e Gazda (1969), Chu e Goldstein (1973) e Ferrei
ra (1978).

0 processo convectivo desenvolvido entre superficies
rigidas apresenta uma estrutura em forma de camadas, carac-
terizadas por diferentes escalas de comprimento, velocidade
e temperatura. Na regiao mais perto da placa inferior, 0
transporte molecular & importante e o gradiente de tempera-
tura ¢ bastan: : grande (regido de condugao). Na regido cen-
tral, o transporte molecular nao é importante e o transpor-
te turbulento predomina. As flutuagoes de velocidade, atin-
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gem seus maximos valores, o gradiente de temperatura & des-
prezivel e as flutuagdes de temperatura sio pequenas (regi-
do convectiva).

A grande diferenga entre as escalas de comprimento en
tre estas duas regiodes sugere a existencia de uma regiao de
ajustagem e transigao das escalas entre o baixo nimero de
Reynolds na regido convectiva. Esta € a regido de equili-
brio onde a escala de comprimento apropriada € a distancia
até a parede.

2. Convecgao térmica entre placas planas

As diferengas caracteristicas dos varios tipos de con
vecgdo térmica turbulenta entre placas planas horizontais
cujos resultados disponiveis servem para comparagdo sio a-
presentadas no Qadro I.

Na convecgdo de Rayleigh, as placas paralelas sdo man
tidas a temperaturas constantes e a quantidade de calor ¢
constante ao longo de toda a camada de fluido.

Na configuragdo de agua sobre gelo, tendo em vista a
densidade da agua apresentar um maximo em torno de 4°C, a
temperatura da placa inferior é trazida proxima de 0°C, e a
quantidade de calor trocada entre as placas € constante ao
longo de toda a camada de fluido.

Além de nao penetrativa, a convecgdo estudada por Fer
reira (1978) & também transitdria tendo em vista que a ener
gia térmica introduzida na camada de fluido além de ser con
vertida na geragao de turbulencia, serve para elevar a tem-
peratura media da massa fluida. Apesar de a temperatura me-
dia variar com o tempo, o perfil de temperatura media perma
nece estacioniario, o que permite a analise e a comparagao
com os outros tipos de convecgado térmica.

A convecgdo penetrativa € desenvolvida sob uma camada
de fluido estratificado na parte superior da secgao de tes-
te. A temperatura média ¢ tambem fungdo do tempo e a camada
estavel & destruida com o tempo. Com a finalidade de manter
uma camada estratificada com espessura constante, calor @&
também introduzido pela placa superior na convecgdo penetra
tiva sob camada estdvel. A temperatura media & variavel com
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QUADRO I

CONVECGAOQ TERMICA TURBULENTA ENTRE PLACAS PLANAS

DENOMINAGCAO CONFIGURACAO
ra —r—r b o o ) [ ]
! |
ONVECGAO DE ! !
. , Tlz) ™ AT> T2
RAYLEIGH
Q=const.
L A A A S A z= T,
TITTTIT T T,
CAMADA ESTAVEL Q=const
7 = [ :
AGUA SOBRE )
T(z T<T,
GELO 7™ [+
I z v 4 vy T,=0°C

s

7 R,
/. P rsou.{.n!rf/_, ; /‘/ :

Q=Qolt-z/zs)
< T,(t)

1 la=0
ONVECGAOQ NAD
EINERET T, | \o
PENETRATIVA I
|
e "ﬂ‘ﬁ“ﬂ &
ISOLANTE : . E

CAMADA ESTAVEL

CONVECGAO
PENETRATIVA

‘>Q= Qol4- 2/2%)

ESTUDO EXPERIMENTAL

Deardorff & Willis
1967

Adrian

1972 ¢ 1975

Ferreira

1978

Willis e Deardorff
1974

Ainda por realizar

.
3
!
3
]
1
s
L
I
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o tempo e a quantidade de calor local decresce linearmente
atraves da camada fluida. Este Gltimo caso ndo foi estuda
do experimentalmente, nao sendo portanto utilizado para com
paragao com OS casos anteriores.

3. Equagoes e escalas

As hipoteses simplificativas principais associadas
com a convecgao térmica turbulenta entre placas planas para

lelas e horizontais sao:

a) Nao ha escoamento meédio na camada de fluido,

b) As quantidades médias dependem somente da diregio verti
cal, isto &, o escoamento € estatisticamente homogeneo em
planos horizontais.

¢) Amostras podem ser formadas de tal forma que suas medias
sdao equivalentes as médias sobre planos horizontais ou 1li-
nhas horizontais.

A equagao da energia cinetica para as flutuagoes re-
duz-se a
e .
47— . — G aD
B_{W(lq +I’_}}=ggw(-)+u_2__,__g_ (1)
az

2 o 32,2

onde as barras representam medias horizontais.

A equagao da variancia térmica reduz-se a

. 2.1

=l e WY 3% (3 07)
0 0% + wh T . o ——+£—7—— ) (2)
3z| 2 J 3z 9z

e a equagdo da quantidade de calor por convecgao €

W O]+w2~a-'£=~l—(9
az P

3 )
al;) - BgO” + £ 0 (3)

L
3z 4
onde w € a flutuagao da velocidade vertical, (1/5;_;? a e-
nergia cinética das flutuacdes de velocidade por unidade de
massa, p € a flutuacdo de pressdo, 0 €& a flutuagao de tempe
ratura, T e a temperatura media, p, € a massa especifica do
fluido, « € o coeficiente de difusividade térmica, v & a
viscosidade cinematica, 8 € o coeficiente volumétrico de ex

pansao termica, g a aceleragao da gravidade, € € a taxa de
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dissipacdo de energia cinética por unidade de massa, €5 € a
taxa de dissipagdo de variancia térmica por unidade de mas-
sa e g0 € a taxa de dissipagdo de energia térmica convecti
va por unidade de massa.

As escalas utilizadas para a ndo dimensionalizagdo
das grandezas sao as escalas convectivas definidas por Dear
dorff (1970)|9|: Z, & a altura da camada convectiva do flui
do, w, = (8 Q, 203 e 0, = q /w,.

A utilizagao das escalas adequadas permite a compara-
¢ao dos resultados dos momentos de ordem superior para as
varias situagoes do escoamento.

4. Temperatura média

Chung (1978) |11| mostrou que a utilizagao das seguin
tes escalas permite correlacionar os perfis de temperatura
media para varios fluidos e vdrias configuragdes sugerindo
leis universais para a temperatura média, semelhantes as de
finidas para a velocidade média proximo a parede:

2
: 1/4
Wy = (Bg Qg ) (4)
Zd = u/wd (5)
04 = Qy/¥ (6)

A figura 1 apresenta os dados de temperatura média ob
tidos por‘diferentes pesquisadores quando reduzidos pelas
escalas (4), (5) e (6).

A equacao universal que exprime o perfil de temperatu
ra segundo Chung (1978) e:

A3 53 no

7. =H + i
i 387 (B - H)

onde Z, = 2/%Z;, H = (T, - T)/0 4 e A, § eB sao constantes
que apresentam os seguintes valores: A = 0,92, B = 3,55 e
§=1,2. T, € a temperatura da parede.

5. Comparacao dos momentos de ordem superior

A partir dos trabalhos experimentais realizados por
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Fig. 1 - Perfil universal de temperatura média.

Deardorff e Willis (1967), Adrian (1975),Willis e Deardorff
(1974) e Ferreira (1978), foram selecionados para compara-
gao os qu;n§?§ O/ War O /Way 0g/0,, Ow/w,0, e © w/GEw*Ion_
de oy = (we) :

Os perfis verticais na camada de fluido dos momentos
acima referidos podem ser apreciados nas figuras 2 a 6, re-
presentando o valor médio dos pontos medidos numa mesma al-
tura a partir da placa inferior. Adrian (1975) mediu apenas
as flutuagoes da componente vertical da velocidade de forma
que o0s momentos envolvendo a velocidade horizontal para a
convecgdo em agua sobre gelo ndo serdao apresentados. Willis
e Deardorff (1974) tambem nido calcularam o perfil do momen-
to wol/w,0%.

6. Conclusdes

Uma analise dos perfis verticais dos momentos apresen
tados revela a simplicidade da convecgao nao penetrativa re
latada por Ferreira (1978) e Adrian e Ferreira (1979), onde
outros perfis verticais de momentos até a quarta ordem sao
disponiveis.
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Fig. 2 - Perfil vertical do RMS das flutuagoes da velocidade vertical
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Fig. 3 - Perfil vertical do RMS das flutuagoes de temperatura
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Fig.4 - Perfil vertical do RMS das flutuacoes de velocidade horizontal
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Convecglio de Royleigh Agua sobre gelo  [ConvecgBo Penetrativa Convecgdo N Penetrotiva
12 Deardorff & Wilis(1967) Adrion(1972)  Willis e Deardorff(I974) Ferreira(1978)
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Fig. 5 - Perfil vertical do fluxo de calor por convecgao.
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Fig. 6 - Perfil vertical do transporte das flutuagoes de

temperatura pela velocidade vertical.
Desta forma, estes estudos permitem verificar e tes-
tar os modelos numéericos para o calculo de escoamentos tur-
bulentos onde a convecgdo & um elemento importante.

A conveccdo de Rayleigh apresenta uma caracteristica
peculiar que muitas vezes ndo ¢ encontrada em outras formas
de convecgao, qual seja a placa fria superior atua como uma
fonte de fluide com flutuabilidade negativa que combinado
com o fluido com flutuabilidade positiva que provém da pla-
ca quente inferior produz uma quantidade de calor total que

& constante atraves da camada de fluido.
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SUMMARY

The transient two-dimensional laminar natural convec-
tion of water, enclosed in rectangular cavities is studied
analytically. The wall temperatures are maintained at 0°C
or decreased towards 0°C at a uniform rate. This particular
situation is characterised by the occurence of an inversion
of flow patterns caused by the maximum density of water at
49C. Numerical solutions are obtained for cases involving
different cooling rates, aspect ratios and initial water

temperatures.

RESUME

La convection naturelle bidimensionnelle en régime
laminaire transitoire 4 1'eau dans une cavité rectangulai-
re est étudiée analytiquement. La température des parois
est soit maintenue 3 0°9C, soit diminuée 3 un taux uniforme
vers 09C. Cette situation particuliére améne une inversion
de la configuration de 1'écoulement causée par la densité
maximum de 1'eau & 4°C. Des serlutions numériques sont obte-
nues pour des cas impliquant différents taux de refroidisse-

ment, coefficients de forme et températures initiales.
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1. Introduction

Thermal convection in water near its freezing point is
distinguished from more common convective systems by the
fact that the density of water attains a maximum value at a
temperature T = 3.989C, thereafter decreasing with decrea-
sing temperature. This phenomenon is responsible for unus-
ual flow patterns in areas of water exposed to near freezing
temperatures. Thus if buoyancy induced motion (free convec-
tion)is the predominate driving mechanism for the fluid mo-
tion, flow reversals in the water mass occur as 3.98°C is ap-
proached fromhigher temperatures. This anomalous behavior
of water is furthermore known to be the cause of some very
striking and important natural phenomena such as limnetic
waters.

2, Literature Survey

An enclosed, square and fluid-filled cavity, through
which heat is transferred by natural convection, is a sim-
plified model of many practical situations and has been the
subject of many theoretical investigations. More specifi-
cally, concerning the effects of maximum density on motion
of enclosed fluids, experimental work on the cooling of qui-
escent water in a pipe has been performed by Gilpin [1, 2]
and Seki, Fukusako and Nakaoka [ 3] while a numerical solution
to this problem has been presented by Cheng and Takeuchi [4].
The convection motion and heat transfer inside a rectangular
cavity with vertical walls maintained at constant but dif-
ferent tempe}atures”has been studied by Watson [5], Desai and
Forbes [ 6] and Robillard and Vasseur [7].

The purpose of the present study is to evaluate the
effect of density inversion on the transient natural convec-
tion heat transfer resulting from the cooling of a mass of
water contained in a rectangular enclosure. Results reported
here are on extension of the work of Cheng and Takeushi [4]
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for square cavities.

3. Formulation of the Problem

Initially the water inside the cavity is assumed to be
at a uniform temperature Tj and then the walls are subjected
to: (1) a constant 0°C temperature T, and (2) a wall tempera-
ture decreasing at a constant time rate Ty =T - Ht until
Ty = Tg =
given to a rectangular cavity, as shown in Fig. 1, of depth
h end width b, the aspect ratio being denoted E -}/b.

0°C is reached. Specifically, attention will be

A X
L Tw

.l

e— b —» XZ

r————7"77

|
|
|
P

Fig.1l Coordinate System

It is supposed that the cavity is sufficiently long in
the direction normal to the plane of Fig. 1 for the motion
to be assumed to be two-dimensional. It is also assumed that
the motion is laminar. Experimental evidence ( e.g.[8] and
[9] ) indicates that this assumption is valid provided the
Rayleigh number based on cavity height is less than about 108.
In the following analysis it is assumed that density diffe-
rences are sufficiently small for the Boussinesq approxima-
tion to hold. The density variations are neglected in iner-
tial terms of the equation of motion but are retained in the
buoyancy term of the vertical 2quation. Water properties,
with the exception of density 1n the buoyancy term, are assu-
med constant and are evaluated at the mean temperature
T- (T{ + To) /2. It is further assumed that all other rele-
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vant thermodynamic and transport properties are independent
of temperature, and that compressibility and dissipation
effects are negligible.

The governing dimensionless equations for this problem

are:
Motion
DR - B 3A; + Pr vig (1)
Dt ax,
Energy
De - v %8 (2)
‘D_.l.'
Vorticity
82 - T2 (3)
Velocities
Uy - 3¥ , Up= - 3y (4)
aX2 3x,
Where:
2 ¢ dimensionless vortic ty
T 3 dimensionless time
ip - p-p (p being the density at 0°C)
P
Pr = v/a (Prandtl number)

B - g b¥/a?

g acceleration due to gravity
b enclosure width
a thermal diffusivity
¢ » TI=-Tg
= T
(TR dimensionless stream function

3 dimensionless velocity in x, direction

Uz dimensionless velocity in x, direction
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X : <coordinate in the vertical direction
x, : coordinate in the horizontal direction

v ¢ kinematic viscosity

The initial conditions are:

T s Ui = 0
vo- 0 for U<XI<E (5)
R = 0
G(x2<1
g8 - 1

tse is made of symmetry in the solution and boundary condi-
tions for 1>0 are:

- 0: g = 0 8. 0
X, = B oo 8- 0
;= 02 o= 0 36 = 0 (the vertical x,-0
W is half way between

side walls)

The temperature dependent density can be approximated
by the following equation for the temperature range 0 . 2u°C

o .

P g 04+ B+ TR 8 T 4 BT

where

P 0.9998396 (g/Cm?)

B . 0.678964520 x 107 (1/°C )
B . 0.907294338 x 10”5 (1/°C’)
B. . 0.964568125 x 1077 (1/°c’)
8 . 0.873702983 x 107° (1/°C))

In view of the complex nature of the problem, a numeri-
cal solution appears to be the only practical and fea‘:ible
approach.

4., Numerical Solution of the Equations

A rectangular mesh system with spacing &x, - E/y,



A-386

Ax, = 1/y 1is employed in the finite difference formulation
of the governing equations and the appropriate boundary
conditions. It is clear from a study of the literature on
numerical analysis and from the experience of other investi-
gations that: a) alternating direction implicit methods hold
greatest promise for the solution of nonlinear parabolic par-
tial differential equations, and b) both alternating direc-
tion implicit or successive over-relaxation methods must be
considered for the solution of elliptic partial differential
equations. There are many other iterative and semi-iterative
methods that one may consider in solving elliptic equations,
but their advantages have not been clearly established over
the methods to be considered in this investigation. In the
present study an implicit alternating direction (ADI) method
is employed for the finite-difference solution of the para-
bolic type equations (1) and (2) and an iterative method is
used for the elliptic equation (3).

Boundary conditions on ¢ and & are applied in the usual
manner, using central differences, when it is possible, and
image points for derivative conditions. The Gosman boundary
conditions for vorticity are difficult to apply for nonlin-
ear density-temperature relathionship. An easier way is to
use a lower order approximation, as suggested by Samuels (10)
Wall values of vorticity cannot be prescribed, and in order
to solve the vorticity equation it is necessary to assume
that those values are known, i.e. values from the previous
time step are taken. This permits a solution of Equ. (10) to
be found at interior points. These in turn are used to ob-
tain the stream function, the only unknown values being inside
the cavity.

5. Results

The results are most meaningful if presented in the form
of transient isotherms and streamlines. The streamlines give
a graphic representation of the velocity field while the
isotherms indicate areas in which the maximum density occurs.
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"ypical sets of the resulting streamline and isotherms for
constant wall temperature and constant cooling rate are
shown in Figures 2 and 3 respectively. The graphs of those
figures are produced by an auxiliary computer program which
locates points lying on specified isotherms and strcamlines
by linear interpolation of the computed values at the grid
points. The flow fluid is represented in the right half of
the cavity whereas the temperature field is on the left half.
Figure 2Za reveals the flow pattern and isotherms shortly
after the application of the 0°C boundary icmperature. At
this time step the 4°C isotherm lies very ncar the wall ca-
vity and the mass of water is divided in different regions
being hydrodynamically stable or unstable. [rom the position
of the 4°C isotherm it is seen that the flow is downward
~ear the vertical walls of the cavity and upward in the cen-
:1al region. Two counter rotations cells are thus present
irn the entire enclosure, with clockwise eddy being in the
righ: half of the cavity in figure Zb. Due to the wortex
wotion developped in the cavity the warmer water in the co-
re region has been transported upward and the isotherms

near the upper boundary are closely spaced indicating a
large local heat flux.

Examination of the isotherms shows that in the layer
between the isotherm 4°C and the bottom wall the buoyancy
force change sign and the lower portion of the layer, near
the lower boundary, 1s unstable because of a top-heavy si-
tuation. This in the bottom corner of the cavity the uns-
table layer grows and gives rise to a counter clockwise ed-
dy. The inversion process starts with the occurence of this
eddy. The growth of this lower vortex and the decay of the
original clockwise vortex with time are clearly seen in Figs
2c and 2Z2d. In Figure Ze theoriginal clockwise vortex has
disappeared and the direction of the circulation is now com-
pletely reversed, indicating that the inversion process has
come to an end. In Figure 2f it is noted that the 4°C iso-
therm has disappeared. A circulating flow with large up-
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ward velocity near the wall is formed and the relatively
narrow spacing of the isotherms near the bottom wall indi-
cates that the heat {lux through this boundary has become
predominent. Thus in the final stage depicted by Fig
2f, the entire process has been reversed, when compared to
Figure 2a.

The sequence of graphs shown in Figure 3 concerns the
case of linear decrease of wall temperature with time. The
flow field is seen to behave qualitatively in a way compa-
rable to the set of graphs already described for constant
wall temperature. However, the overall heat flux is rather
increasing with time for this last case. Comparison with
the numerical study done by Cheng and Takeuchi [4] for the
case of a circular pipe indicated that the main feature of
the inversion process are alike, However, at larger cavity
sizes, the formation of additional small vortices is enhan-
ced for the square cavity, those vortices occuring mainly
in the corners.‘’

5,880 2.66°

Fig.3 Constant temperature decrease (cont'd)
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EY Tise wdeh d) T - .425

Fig.3 Constant temperature decrease

6. Conclusion

1- When the temperature corresponding to the maximum
density is between T; and T,, the flow pattern and tempera-
ture field which start in a way comparable to linear free
convection have to end up in a completely reversed situation
in all aspects.

2- By comparison to equivalent situations in the 1li-
near range of temperature, it can be deduced that the change
in rotation affecting the convective cells retards the coo-
ling process of the cavity.

3- The free convection in water at temperature near the
freezing point implies the existence of high velocity and
temperature gradients occuring anywhere inside the fluid
mass and away from boundaries. Thercfore, it precludes
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the standard use of variable mesh size that otherwise would
help reaching higher Rayleigh numbers.
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SUMMARY

Two dimensional laminar free convection in air contained in a
long horizontal right triangular enclosure has been investigated using
numerical techniques. Steady state solutions have been obtained for
height to base ratios of 0.0625 ¢ H/B € 1.0 for Grashof number of 800 <
Gr(p) ¢ 64000. Results show that heat transfer across the base wall in-
creases towards the hypotenuse/base intersection such that the third of
the base length nearest the intersection accounts for about 60% of the
heat transferred across the base. Results are well correlated by

Kaggy = 1.102 (Gr(p))°® "% (H/B)™*+1° for 0.0625 < H/B < 0.25
SUMARIO
Foi pesquisada a convecgao laminar natural bidimensional do ar

em duto triangular, horizontal comprido, utilizando técnicas numéricas,
foram obtidas solugdes para regime estavel para 0.0625 < H/B ¢ 1.0. Os
resultados mostram que 60% do calor transferido através da base € fei-
to mum terco (1/3) da base mais proxima a intercecgdo hipotenusa-base.
Os resultados sao bem correlacionados pela equagao:

- 0+0535 =119
Nu(g) = 1.102 (Gr(p)) (H/B) 0.0625 < H/B < 0.25
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1. Introduction
Heat transfer in triangular enclosures represents a

subject of practical importance, manifesting itself in
problems arising out of the triangular configuration of
pitched - roofs. JInspite of its practical importance,

however, this subject has not been given the attention it
deserves and most investipations carried out on heat
transfer within enclosures heve been limited to rectangular
regions. The present work has been motivated by a heat
transfer problem associated with air-conditioning calcula-
tions for pitched roofs with horizontal suspended ceilings.
Hitherto, computations made for heat loads have heen based
on empirical dada available for pitched-roofs with ceilings
following the contours of the roofs. The present problem is
modelled to represent a symmetrical pitched roof system
with two identical halves each of which may be considered
in isolation as a right - triangular enclosure bounded by a
base representing the ceiling a hypotenuse-plane represen-
ting the roof exposed to heat, and a hypothetical adiabatic
wall, the height of the right-angled triangle representing
the common boundary of the two equal halves of the wunventi
lated roof cavity. The problem thus reduces to one of heat
transfer by free convection in a triangular enclosure. The
primary aim of the present investigation is to obtain the
various heat transfer and flow parameters as well as their
accompanying relationships associated with the triangular
configuration.

2, Previous Work

Theoretical investigations of laminar, natural convec
tion in rectangular enclosures have been carried out by
Batchelor [1], Elder [2], De Vahl Davis [3] and Newell and
Schmidt [4]. An experimental study of this problem has been
undertaken by Elder [5]. Yin et al [6] have also  reported
an experimental study in this field. Pnueli [7], examined
thermal instability in confined fluis, the model being cy-
lindrical enclosures containing a quasi - incompressible
fluid with positive coefficient of thermal expansion., Chin
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et al 78] investigated the prediction of flow and heat trans
fer in a rectangular wall cavity with turhulent flow. Comnre
hensive reviews of various works on free convection in closed
cavities have been reported by Ostroumov [97, Eckert and
Carlson [10], and Wilkes [11].

3. Analysis
3.1. Physical Model

Before obtaining solutions to the various conservation
equations associated with the problem, it is crucial to de-
fine a physical model of the problem. Such a model will usu-
ally be different from the real problem, but the differences
shoud be such as not to mask the important physical nprocesses
associated with the problem.

The model adopted for the present work is that of a
two-dimensional enclosure with a right trianpular cross-sec-
tion (Figure 1). Fluid motion is set up by heatinp the hypo-
tenuse (the roof of the real problem exposed to the sun)}while
cooling the horizontal base (the ceiling).

The third side represents the common boundary hetween
the two identical halves of the cavity (this implies that
the roof cross-section is an isosceles triangle); this side
shall be considered as being adiabatic. Two boundary condi-
tions are considered for the hot wall:

(i) isothermal wall and

(ii) constant heat flux

For the cold wall, the boundary conditions considered
are (i) isothermal cold wall and (ii) uniform rates of
cooling.

3.2. Assumptions and Governing FEquations

The assumptions made for the analysis below are as
follows:

1. The flow is laminar and two dimensional

2. Viscous dissipation can be neglected

3. No internal heat generation is involved

4, The fluid is Newtonian

5. There exist constant properties except in the for-

mulation of the buoyancy term
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6. Compressibility effects are absent.

by reference totthe physical model shown in Tigure 1.
under the above assumptions, the differential equations des
cribing the flow at steady state are:

Continuity equation:

Ju v
— W £ (1
X 3y

Momentum equations:

udu  viu 3%u  3%u 1 3P
. | + - — [2}
ax Ay ax? a3y’ p ax
uav vay v 3%v 1 apP
—ﬁ+——=u[ +——]-—~—+gs(T-Tc] (3)
ax Ay ay? ay? p 3y
Conservation of energy equation:
uaT  vaT ok - |
P r—— + {4}
ax ay ax* a3y
3.3. Boundary conditions
The boundary conditions to be satisfied by the s0-

lution to the above set of equations are:
(i) on all the walls, uw=Uw=0

(ii) on the adiabatic wall, %% =0
w

(iii)on the horizontal wall, T,=T. , for isothermal
2
wall; 'and 3—} = 0 for uniform rates of cooling
ay
(iv) on the inclined wall, Ty=Th ,, for isothermal wall

; 2 3T
situation, and T constant for the constant

heat flux situation.
3.4, Further development of equations
The pressure term can be eliminated from Equations(2)
and (3) by cross differentiation ahd the subtraction of
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one equation from the other. Vorticity = is now introduce
into the system of equations and is defined as

v Ju
W E — = — (5)
ax ay
The use of the vorticity in the combined momentum

equations and the application of the conditien for conti-

nuity yield

* + R — (6)
ax? ay? ax

udw  vaw lazm Bzm] 3T
= v

X ay

Stream function ¢ is also introduced defined as

Rl
U= — N
ay
v = - 3u/8x (8)

¥ can be seen to satisfy the continuity equation. The use
of Equations (7) and (8) in (5) pives

azy A%y
w = - |— —
ax? 3y?

3.5. Dimensionless forms of governing equations

The governing equations to be solved are now Equatin:
(), (6), (9), (7) and (8) whose dimensionless forms arc:
Enerpgy field equation:

a%e 328 a8 26
+ = Pr (U —+V (10)
3 2 ay? ax Y

Vorticity field equation:

320 a?g a0 an 28
+ =1l — V¥ = Crf — (11
ax? b X ay ay
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Stream function field equation:

a2y 3%y
+ = -0 (12)
ax? ay?
Velocity field equations:
el
u=— (13)
ay
v
V= — (14)
aX

Equations (10) to (14) are the final forms of the system of
equations to be solved subject to the following houndary
conditions:

(i) Velocities:

On all the walls, Uw = Vw =10 (15)
(ii) Temperature:
On the adiabatic wall,
38
w]| =01 (16)
3x —_—
(iii)On the horizontal, wall
] =0 (17

On the inclined wall, for the isothermal wall situation,
Oy = 2 (19)

For the constant heat flux situation,

— = constant (20)
aN

(iv) Stream function:
From Equations (13), (14) and (15)

=0 (21)

aml _ 3
W W

W L
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It follows that ww is constant on all walls and a conve-
nient value chosen is

v =0 (22)

(v) Vorticity:

As far as 9 is concerned, no explicit houndary
conditions can be specified. However, at any step in the
iterative process employed in solving the system of equa-
tions, one of two methods may be used to estimate the bound
ary vorticity distribution. The first method involves the
use of value of U and V obtained from the solution of Equa-
tions (13) and (14) to enable 0 to be estimated from the
equation relating vorticity and velocity derivatives whose
non-dimensional form is

av all
0= — - — (23)
aX aYy

The second method consists of finding Q by use of the most
recent estimates of ¥ using Equation (12).The first method
was utilized by Aziz and Hellums, [12] and by Newell and
Schmidt 4] whereas ilkes and Churchill [13] made use of
the second method. Newell and Schmidt reported that the use
of the first method involves a truncation error less than
that due to the second method, as well as, more importantly,
yielding more stable results. The first method is employed
in this study.

3.6. Finite - difference representations of the dif-

ferential equations

To solve the system of equations by numerical methods,
each of the governing differential equations is replaced
with its finite difference representation., The entire trian
gular region is divided into a syster of mesh lines with
equal numbers of divisions in the x and y directions to
ensure that the hypotenuse lies on prid intersections. The
representation is then applied to the nodes of the mesh
system.

Central difference representations were used in the
study for Equations (10), (11) and (12), vielding three
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sets of implicit non linear simultaneous difference equa
tions. In addition, the replacement of Fquations (13) and
(14) with central difference representations produced two
sets of explicit equations. The five sets of equations had
to be satisfied by the solutions required.

Representations for regions adjacent to the walls of
the region where the condition 3{f/8N = 0 holds where separa
tely develoned by a method outlined hy Newell and Schmidt
4]. The representation for the estimates of boundary vorti
city was similarly treated. Considering the inclined wall
as an "irrepgular" boundary, representations for these con-
ditions were developed by making use of direction cosines
and approximations for normal derivatives on this bhoundary.

3.7. Nusselt numbers

The energy transported across the horizontal wall 1is
expressed in terms of local and mean Nusselt numhers. The
local Nusselt number defined for the horizontal wall, for
isothermal wall situation is:

a8
Nu e (24)
B
® " 5y,
The mean Nusselt number defined here is
i B 3
N — P d 25
“e) BI ~ e (43
0 Y=0
The equivalent local Nusselt number defined for constant
heat flux condition is
[l Jaﬁiw
Nu = |- — (26)
(B) aiwl Y
The corresponding mean Nusselt number is
1
N =[N
Nu gy I ucgy d¥ (27)
o

The integrations in equations (15) and (17) were performed
by Trapezoidal rule.



A-401

3.8. Method of solution of difference equations

The finite difference representations of normalized
Fquations (10) to (12) were solved by an iterative scher »
accordinre to a cyclical sequence. First, the representation
of Fquation (10) was solved for 8, treating !' and V as know .
functions. Tnitially, test valves U(0) and V(D) were as-
signed and the iteration carried out until the solution con
verged subject to the satisfaction of a convergence crite-
rion. The second stape involved the solution of Equation
(11) for 7, using the values of 8 obtained in the first
stage and the initial values of U and V. Initially, an arbi
trary houndary distribution was used for 9. This arhitrary
distribution was replaced in the next cycle of iteratinn by
estimates of R obtained by using the estimates of U and L
from Equation (23). The third stage in the iteration in-
volved the solution of the representation of Equation (12)
for ¢ using the values of @ obtained from the previous stage,
The method of iteration here was similar to those of the
first two stages; the boundary condition used herc was ©=0.

The exnlicit representations of Equations (13) and
(14) were finally solved for Ul and V, using the most re-
cently obtained ¢ distribution.

This comnleted the first phase of the iterative anera
tion. Now the values ohtained in the first operation, H{al]
and V(al} were used to repeat the entire operation for the

second cycle to obtain new distributions for 8, ©, ¢... The
operation was repeated until the desired accuracy was
achieved.

A Gauss Seidel iteration routine was used to solve
the sets of implicit equations. A WAFFIV computer programme
was written to execute all calculations required.

4, Discussion of Results

The results presented are for Pr = 0.733 and for (31-‘:In
covering the range 800 to 64,000, The ratios of height ’base
considered are 0.0625¢I1/B<l. The mesh system construct:d ‘or
finite difference discretization consisted of mesh lines that
made grid intersections on the hypotenuse of the triangular
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region. Equal intervals along the x and y axes, were used
for all the ratios considered. This further implied that
the total number of divisions along the x-axis, y-axis and
the inclined wall were always equal for any number of mesh
divisions. Finally, the system employed made the ratio AY/Ax
equal to H/B for all cases. This considerably simplified
computational problems. Results obtained for the two cases
of isothermal hot hypotenuse and cold base, and constant
heat input rates on the hypotenuse, show close similarities
in many aspects, The results presented are mostly for  the
isothermal wall case. A few results for situations where
marked contrast exist between the two cases have been dis-
played.

An indication of heat transported across the hori-
zontal base wall of the triéngular region is given by Figu-
re 2. The local Nusselt number Nu(B} is seen to increase
towards the intersection between the base wall and the in-
clined wall. Theorefically. Nu{B) tends to infinity towards
the intersection. Lxperimental investigations have however
shown that for a given physical and thermodynamic situation,
a finite limit exists for NU(B) at the intersection. This
finite 1limit can be theoretically estimated by interpolating
from neighbouring nodal values of NU(B}' The high values of

Nu
(8)
theoretically by the dependence of Nu(n) on the temperature

as the intersection is approached is accounted for

derivatives near the base wall. As the intersection is
approached, the temnerature gradients attain high values
due, on the one hand, to the nearness of the hot wall gi-
ving rise to high temperatures near the cold wall, and on
the other hand, to the regress of the vertical mesh divi-
sions towards zero compelled by the geometry of the region.
The high values of Nu(B} near the intersection give
an indication that a given region within the neighbourhood
of this intersection accounts for more than a proportionate
amount of heat transported across the base wall. This indi-
cation is supported by reference to Figure 3 which shows the
percentage heat transport for a neighbourhood length ), de-
fined as the third of the length of the base wall nearest
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he intersection. For this length, a neighbourhood length
nergy transport index EX is defined, and is computed hy
ntegrating the local Nusselt numbers over ) and expressing
ihis integral as a percentage of the intepral of NU(BJ over
the entire base wall, It is seen that for the cases of H/R
ratios considered this neighbourhood length accounts for
more than 60% of the heat transported across the base wall.
The practical significance of this result is that heat
transport across the base wall, and hence the energy requi-
red to extract this heat from an enclosure below this base,

can be considerably reduced by insulating a region equi-
valent to A on the horizontal wall. The comnarative curve

shown for the constant heat flux case in Figure 3 shows
only a slight drop in EX. An example of the variation of

the mean Nusselt Nu[B) with H/B is shown in Figure 4. For a
given Grashof number, increase in the height to base ratio

gives rise to steep drop in the amount of heat transported
1ro: s the base wall. This result is to be expected because
nost of the heat transfer across the base wall occurs near
the :ntersection between the hase and the hypotenuse and so
increasing the height of the region does little to increase
the total heat transferred: the mean Nusselt number  there

fore decreases. It follows from this phenomenon that in
practice, for a given Grashof numbher characterising the
thermal condition imposed on the hot wall, less heat is

transported across the base wall by higher H/B ratios.
However, the advantage gained by increasing the H/B ratios
ought to be weighed against the physical and economic factor
of the increase in the overall geometry of the enclosure
(Figure 5). In practice, the interplay of factors governing
these two aspects of increase in H/B ratios can be deter-
mined empirically, and a graph along the lines of Figure 3§
can be drawn to determine the optimum valve of H/B ratio re
quired for a specific purpose., Here, the geometrical in-
crement parameter y expresses the ratio of a new size to a
reference size corresponding to the minimum H/B ration con-
sidered. The variation of the mean Nusselt number Nu

(B) with
Gr(B} is shown in Figure 6. Nu[B} changes very slightly with
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Gr(B). However, these changes are more pronounced for higher
H/R ratios. For low H/B ratios, the changes are practically
insignificant. This is bhecause for low H/R ratins, portions
of the hot and cold walls near the intersection of these
walls, where most of the heat transfer occurs, are close to
contact; this tends to let heat transfer by conduction pre-
dominate over heat transfer by convection.

The effect of Gr(B) on the steady - state dimension-
less temperature distribution 8 is depicted by Figure 7(a).
Isotherm maps for the entire triangular region for which
H/B=0.25 are displayed for three values of Gr[B]. The 1iso-
therms emerge normally from the adiabatic wall and converge
towards the intersection of the hypotenuse and the base wall.
This point of intersection can be considered as two points,
one on the hot wall, the other on the cold wall, senarated
by an infinitessimally small distance containing all tempe-
rature values ranging from the cold wall temperature to the
hot wall temperature. Since al isothermal lines must he
traced to their corresponding temperature points inside this
small distance, they consequently appecar to converge into a
point. At relatively low Grigy of 4,000, the effect to con-
vection on the isotherms is only slight. Yhen the GT(B] is
raised to 16,000 the change in the isotherms is hardly noti
ceable. This situation is similar to that of nure conduc-
tion. Noticeable changes in the isotherms however take nlace
only for the relatively high value of Grashof number of
64,000. The effect of the adiahatic wall now extends into
the region of the enclosure near the central section. The
isotherms are now pushed towards the hot wall for approxi-
mately the first quarter of the width of the enclosure
nearest the adiabatic wall. For the remaining distance, the
isotherms are pushed downward towards the cold wall. This
pattern of the temperature field nears sembhlance to two
boundary layer formations, one growing downward alonpg the
hot wall, and the other growing upward towards the isotherms
wall along the base wall. The sudden depression of the near
- middle sections of the isotherms indicates the possibility
of a break occuring in the primary flow around these sec-
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tions at higher Grashof numbers. Figure 7(b) shows compara
tive isotherm maps for constant heat flux situation. Here,
isotherms leave norrally from the adiabatic wall and end un
normally on the inclined wall. An indication of the sensiti
vity of the stream lines to changes in the Grashot number
is shown in Figure 8. Stream lines of specified strength
tend to receed towards the walls of the enclosure as Gr(B}
is raised. It is observed that stream lines of relatively
preater strenpth are centred around the section of the en-
closure where the sudden depression of isotherms occurs. It
was found necessary to investigate the correlation bhetween
NU(B}‘ Gr[B} and H/B. By making use of Figure 4, sets of
there-dimensional, linear, logarithmic simultaneous equa-
tions were solved for an expression of the form

a b
Nq(B) = [GT{B}] ﬁi/B]

The resulting expression is
0.0535 -1.19
= . G
1 102[ r[B)] [H/Bl

This correlation holds reasonably well for H/R ratios of
0.0625<H/B<0.25 and Grashof numbers over the range
4,000<Gr(3}<64,000. This result shows the high influence of
(B)

for equivalent changes in the two parameters, a deduction

NU(B)

the parameter H/B and the lesser influence of Gr(B] on Nu
which has already been mentioned from other observations.

S. Conclusions

Analysis has been carried out for heat transfer by
steady, laminar, free convection in a triangular enclosure.
Tt has heen found that a considerable proportion of the heat

transfer across the base wall of the region takes place
near the intersection of the base and the hypotenuse. The
relationship hetween the mean Nusselt number, N“[B}‘ the
Grashof number, Gr(B], and the height/base ratio, H/B, is
such that for equivalent chanpges in GT(B) and H/B, the
influence of 1I/B isothe considerably higher factor. The

results of the analysis show appreciable agreement with
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availahle experimental results. The two cases examined, na-

mely isothermal hot wall and constant heat flux situations,

show close similarities in several respects.

M1
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Nomenclature

B base of triangular enclosure

p specific heat

Ey neighbourhood length energy transport index
g graritational acceleration

Cr(gy Grashof number, gBB3(T-Tc) /v?
Gr(g)+ modified Grashof number, ¢B8B*aqw/ku?

H height of triangular enclosure

k thermal conductivity of fluid

L hypotenuse of triangular enclosure
M co-ordinate tangential to wall

N co-ordinate normal to wall

Nu(p) local Nusselt numbher
Nu(g) local Nusselt number
Nu(g) mean Nusselt number
ﬁﬁ(B) mean Nusselt number

P pressure

Pr Prandtl number wuCp/k

q heat transfer rate

q mean heat transfer rate

Qu local wall heat transfer rate
Ra(g) Rayleigh number Grp Pr

T temperature

Te w cold wall temperature
Th w hot wall temperature

Tig mean temperature

W subscript wall value

X independent co-ordinate in horizontal direction

X transformed x co-ordinate

v independent co-ordinate in vertical direction

Y trans formed y co-ordinate

R fluid coefficient of cubical expansion

p fluid density

Y ratio q/k

Yii peometrical increment parameter of enclosure height
Y, geometrical increment parameter of enclosure hypo-

tenuse
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stream function

dimensionless stream function /v
dimensionless temperature, (T-T¢)/(Th-T.)
dimensionless temperature, (T-Tp)/(B.y)
vorticity

dimensionless vorticity a?w/v
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SUMMARY

This paper describes an analvtical study of the
prohlem of a vertical cylinder in free convection. The
surface temperaturc of the cylinder was uniform. This
prohlem does not admit similarity solution and the
conservation equations are coupled. The solution employed
the "Local Nonsimilarity Method”. Numerical results were
ohtained for a Prandt]l numher 0.7 and the streamwise
coordinate varied from 0 to 2.4. The heat transfer
results were compared with information availahle in the

literature and a very good agreement was ohserved.

SUMARIO

Este trabalho descreve um estudo analitico de proble-
ma de um cilindro vertical em conveccao livre. A tempera-
tura da superficie do cilindro foi uniforme. Este proble-
ma nio admite solucao similar e as equagdes de conservacao
estao acopladas. A solucdo usou o '"Método de Nao Similari
dade Local". Resultados numéricos foram obtidos para um
namero de Prandtl 0.7 e a coordenada na direcao do escoa-
mento variou de 0 a 2.4. Os resultados de transferencia
de calor foram comparados com informacao disponivel na 1i-
teratura e uma otima concordancia foi ohservada.



A-411

1. Introduction

Very little information about laminar natural
convection heat transfer from the outer surface of a
vertical cylinder is available in the published literature.
The absence of such information is understandable in view
of the difficulties of solving boundary-layer
nonsimilarity problems with coupled conservation equations.
In the case of the vertical cylinder the nonsimilarity is
caused by the transverse curvature of the surface.

The best set of results is due to Sparrow and Gregg
[1]. They solved the differential equations of the
laminar boundary layer using a series expansion method.
The series in [1] is a power series of the streamwise
coordinate and only three terms were calculated. Since no
information is available about convergence of such series,
the range encompassed by the dimensionless streamwise
coordinate was relatively small (0-1).

On the other hand, Carne [2] carried out some
experiments on vertical cylinders of various diameters and
lengths. Unfortunately the experiments of Carne [2] do
not contain sufficient data in the laminar-flow region.

The present work is concerned with the solution of
the boundary layer equations for laminar free convection
on a vertical cylinder. The solution method employed was
the "Local Nonsimilarity Method" which is very well
described in [3] and [4]. A two-equation model was used
in such a way that the conservation equations remained
intact. Some approximation was introduced only in
subsidiary equations. It is thus expected that the present
solution will give very accurate results. In addition,
since the present problem does not have a separation point,
it was possible to obtain solutions for greater values of
the streamwise coordinate than those of [1].

Numerical results based on the "Local Nonsimilarity
Method" are given for Prandtl number of 0.7, that is, for
air. The surface temperature of the cylinder was taken to
be uniform and the dimensionless streamwise coordinate
varied from 0 to 2.4. The results were compared with those
of [1] and a very good level of agreement was observed.
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2. Theoretical Analysis

The description of the problem will he done with the
aid of Fig. 1, which is a view of the cylinder.

| Flow
/_,-l‘h | r direction
.| fo x ' l
I
T Tw ! Tw| T l Te | Tw I Tw | T
|
i Gravity l
! i I
Flow . :
direction i [N W-\U.L-a-\-_/
i r |
TS Tw{ Te

Fig. 1. Physical model and coordinates

Two situations are shown. One is for T > T, and the
natural flow is upward. The other is for T, £ T, and a
downward flow is established. The two problems are
identical if the coordinate system shown in Fig. 1 is used.

The conservation equations for laminar free
convection on the vertical cylinder are

‘a(rxul % a[r]}rl =0 (1)

du du 1 9 Ju
Bt v ms U] svgg Uy (2)
3 3T
Wit YR~ ¥ O 5 L
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The boundary conditions are

poa oy o= | T e ()

The solution of equation (1) may be written in terms
of a stream function w defined by the relations

1as . . .1
v ¥ rwr Y " ¥

ar
Lo

. (6)

Qs

Guided by previous experience with houndary laver nrohlems,
the partial differential equations (2) and (3) are
transformed from the (x,r) coordinate system to the (f,n)
systemn using the following transformation

1/4
b=r v Or, f(5,0)
peow A X
: 179 1
O E
; 1/4 (7)
£ oL ol
B r Ts ﬁrx
i, S == X

BEE M) B e

In the cquations (7) Gr, is the Grashof number defined hy

g B (T,T,) x?
o s, o R ($)

X
vl

B is the coefficient of thermal expansion. The equat ons
resulting from the transformation given by (7) are

(1 + En) £ + £ £+ % £ £ -(f')2+8 0 = % (F'g'-g £ 19)
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e (1 + En)8"s (5= + 3 fe' =5 (o Fr-g o) (10)

The primes represent differentiation with respect to n.
g and ¢ are defined by the equations

ar
-
Qr
k=]

and ¢ =

™
"
=
oy
&
Il

The boundary conditions, equations (4) and (5), transform
to

n=0: f'"=f=0 ; 8 =1 (11)
n + o f' =8 =20 (12)

It should be noticed that when £=0 the equations (9)
and (10) are transformed in the equations of laminar
frec convection on a vertical flat plate. It is thus
expected that, for small values of £, the heat transfer
results for the cylinder should be close to those for the
flat plate in free convection, To employ the "Local
Nonsimilarity Method", equations (9), (10), (11) and (12)
are differentiated with respect to £. Next, the terms
that contain the derivatives

ag | 2%f

3t ag?

3g' _ 3%f" (13)
Y3 ag?

e _ 3%8

3 3E?

are neglected assuming that 32/3£% is very small. The
following equations are thus obtained
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(1+En) g+ (3 F+6) g -3 F g +2f g

en fte - L (ggt - g ) v R e =0 (14)
pr (1 +EN) 0"+ (= +3 ) o' -3 f ¢+ L
]"_ O_E ' 5 'Y =
tpzr20) 0 3 (g'" ¢ -g9") 0 (15)
n=0: g"=¢g=4¢=20 (16)
goww g gt owgow Y a7

At a fixed streamwise position, £ is a constant, and
equations (9), (10}, (11), (12), (14), (15), (16) and (17)
can be treated as a nonlinear system of simultanecus
ordinary differential equations. The solution of such
equations at a fixed £ gives f, 8, g and ¢. The functions
g and ¢ are subsidiary and of marginal interest.

Tt should be noticed that equations (9) and (10}
remained intact. Some approximation was introduced only
in the subsidiary equations (14) and (15). This is one of
the main features of the prescent method.

3. Solutions

Numerical solutions of the equations (9), (10), (14)
and (15) subject to the houndary conditions (11), (12),
(16) and (17) were carrid out for a Prandtl numher 0.7.
The streamwise coordinate £ encompassed a range of 0N to
2.4. In this range 16 values of £ were considered.

The numerical method was the classical Runge-Kutta
procedure in conjuction with the iterative Newton's method
for nonlinear equations. The computacional prohlem was
reduced to a search for the appropriate initial values
f'(g,0), 8'(E,0), g"(£,0) and ¢'(E£,0) which lead to
solutions of the equations of the prohlem satisfving the
conditions f'(f,=) = 8(E,=») = p'(E,=) = (=) = 0 at the
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nd of the interval of integration. The actual numerical
ork was done on a Burroughs B-6700 eletronic digital
computer. Further details relating to the numerical
method are available in [5].

" 4. Results and Discussion

The results of greatest practical interest are the
shear stress and heat transfer coefficients of the problem.
To obtain the wall shear stress T,» We note that

T, = M {:—l;]FrO (1R)

Introducing the variables of the analysis, the following
dimensionless representation of the local wall shear

stress is found

4 T
w

- £ (£,0) (19)
p(§}’ Gr,

The local rate of heat transfer q,, (per unit area) can be
calculated using Fourier's law

aT
TR (5?]r=r0 Sl
From equation (20) results

2 Nu

v SO
—77 8' (£,0) (21)
Or
x
where
q. X
Nu = TTP_g_T_T_K (22)
X W -

is the local Nusselt number.
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On Fig. 2, it is ploted the dimensionless heat
transfer and shear stress parameters of equations (19) and
(21) as function of £. The left-hand ordinate variable is
f"(£,0) and the night-hand ordinate variahle is =-8'(£,0).
For £=0, it is seen that

4, ~-3/4
f(0,0) = —5— Gr, = 3.840 (23)
D[i}’
2 Nu
- 98'(0,0) = _-17-{; = 0,706 (24)
er

which are the free convection values for the vertical flat
plate.
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Fig. 2. Shear stress and heat transfer results, Pr=0.7

Inspection of Fig. 2 reveals that, as E increases,
the results for the cvylinder deviate T?EP and more from
the flat plate results. Since £= 4/er . x/r0 one
concludes that £ increases with decreasing the radius of
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the cylinder T, and with increasing x. Then, for small
Ts and long axial distances, the cylinder can not he
treated as a flat plate.

[f it is assumed that 5 percent error is the maximum
admissible error in calculating the parameters for the
cylinder using the flat plate results given by (23) and
(24), then £ should satisfy the conditions

E < 0,161 (based on local heat transfer) (25)
E < 0,886 (based on local shear stress)

Equations (25) and (26) are for Pr=0.7. Another
conclusion from Fig. 2 is that the flat plate values are
always below the cylinder.

For comparison, some of the present results and of
reference [1] are listed in Table 1. It was necessary a
few calculations since the streamwise coordinate of [1]
is equal to E/V2.

TABLE 1. Comparison of results

3 8'(g,0)/e'(n,0) | 8'(£,0)/8'(0,0)
0 1.00 1.00  (»)
0.2 1.06 1.06
0.4 S 142
0.6 1.1R 1.1%
0.8 1.24 1.23
1.0 1.29 1.29
j 1.35 1.34
(+) Ref. [1].

The ratios 8'(£,0)/6'(0,0) are identical to the ratios of
the Nusselt numbers of the cylinder to the Nusselt numbers
of the flat plate. The level of agreement evidenced in
Table 1 lends support both to the present results and to
those of reference [1].



5. Conclusions

In the present paper, the prohlem of the vertical
cylinder in free convection was solved by a local method,
that is, a method applicable independently of information
from other streamwise positions. The transverse curvature
of the cvlinder is a factor of nonsimilarity which adds
difficulty to the fact that the conservation equations are
coupled.

It is worth while mentioning a difference hetween the
"LLocal Nonsimilarity Method" used here and the one
described in [3] and [4]. In [3] and [4] the authors
neglect the terms g%(f' g' - g ') and g%(¢ F SR 8').
HHere we neglect only the derivatives involving -—

(equations (13)). 3g?
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SIBARIO
Determinou-se valores locais e nmédios dos coeficientes de trans-
feréncia para o escoamento forgado em regime laminar, pemmanente, in-
campressivel, entre placas planas paralelas, incluindo a regifo de en
trada. As condigoes de contorno sio correspondentes ao caso de uma
placa com temperatura umifomme e a outra adiabatica, simulando condi-
goes aproximadas de coletores solares.

SUMMARY
Local and average transfer coefficients were determined in a in-
compressible, steady, laminar forced convection flow between parallel
flat plates, including entrance region. Boundary conditions  corres-
pond to a plate with uniform temperature and the other adiabatic,
simulating a flat plate solar collectors.
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1. Introducao

0 problema do escoamento interno, forgado, ent repime laminar, tem
sido objeto de virios trabalhios. Uma idealizacfo coum se refere ao ca
so de canais de secgdo retangular, com prandes razocs entre largura e
altura, os quais sfio considerados como placas planas paralelas. Trata-
se de uma sirplificagdo do problena, pemitindoe rue o escoamento seja
considerado como bidirensional.

Outras sinplificagGes, em geral admitidas, se referer as situagoes de
regime permanente, incompressivel, propriedades do fluido como constan
tes, alem das hipoteses usuais de camada linite.

As condigdes do fluido na entrada do canal em geral sido estabelecidas
admitindo-se valores uniformes de velocidade, temperatura e nressio.

Ima situacio de interésse, visando a analise de coletores solares
do tipo placa plana, pode ser sinulada considerando-se wna nlaca  com
terperatura wniforme (coletor) ¢ a outra adiabdtica (cobertura).

Neste caso, para una analise peral do problema, interessa determinar
os coeficientes de transfercéncia de calor considerando-se tanto a re-
gifo de entrada como tambem a regido de escoamento desenvolvido,

Tratando-se especificamente do problema descrito, com as sirmli
ficagGes indicadas, algumas solugbes foram determinadas no passado.

Sparrow [1], aplicando o método integral (Karman-I'ohlhausen), de-
terminou resultados para valores médios dos coeficientes de transferén
cia, na faixa de nimeros de Gractz entre 30 e 105l can o nimero de
Prandtl variando entre 0,01 e 50.A limitagdo inferior do nimero de
Graetz se prende ao fato de que o método integral so se aplica  aquén
das posigoes de pleno desenvolvimento das camadas limite dinamica ¢
témica. Acima desta regido, onde o método integral ndo mais se aplica,
nao se dispoe de resultados na literatura.

Stephan (2], aplicando o método de expansdo em s€ries, analisou o
mesmo problema, determminando tambem valores médios dos coeficientes de
transferéncia, na faixa de nimeros de Prandtl entre 0,01 e 1000.

Mercer et al. [3], aplicando o método de diferengas finitas, de-
terminaram valores locais e médios dos coeficientes de transferéncia,
para o nimerc de Prandtl igual a 0,7 , na faixa de nimeros de Graetz
entre 30 e 3000. Com base nos resultados nur€ricos, propos uma expres
s3o para a representacdo dos valores médios, a qual, na faixa de nime
ros de Graetz indicada, se desvia com valores inferiores a 2% relativa
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mente aos valores calculados. Foram ainda comparados os resultados ted
ricos com valores experimentais. O nétodo experirental consistiu na me
dida de temperaturas com um interferometro em quatro posigdes ao lonpo
do canprimento do canal, para nimeros de Reynolds iguais a 300 c 1500.
Resultaram portanto, oito valores de nimeros de Nusselt locais e mé-
dios, para efeitos de comparagdo com os valores numéricos calculados.
Fora o fato do gradiente de temperatura na parede, usado para o calcu-
lo do nimero de Nussclt, ter sido calculado aproximadamente, usou-se
ainda os resultados numéricos do campo de velocidade para a detemiina-
¢do da temperatura média global (bulk temperature).

Para os valores locais observaram-sc desvios da ordem de 5% relativa -
mente aos valores mméricos, cnquanto que para os valores médios os
desvios chegaram a ser da ordem de 10%. Proximo da entrada do canal os
desvios chegaram a ser maiores ainda do que os indicados.

Uma comparagdo entre os diversos resultados, na faixa de nimeros
de Graetz em que se dispunha dos mesmos, foi feita por Mercer ct al.
[3]. Ficou evidenciado que os valores nédios deteminados nas trés rc
feréncias citadas se desvian de até 4%, o que pode ser considerado co
mo aceitavel dentro das precisbes usuais de coeficientes de transfercn
cia.

Da analise da literatura conclui-se que sio disponiveis rcsulta-
dos analiticos somente para unma faixa de nimeros de Graetz, com restri
tas comprovagOes experimentais.

0 presente trabalho apresenta resultados analiticos que conpletam os
anteriores, bem como comprovagoes experimentais de alto grau de confia
bilidade levadas a efeito numa arpla faixa de nimeros de Graetz.

2. Resultados Analiticos

Valores dos coeficientes de transferéncia, particulamente para a
faixa de baixos valores do nimero de Graetz, podem ser obtidos com a
considerac@o da camada limite dinamica desenvolvida.
Considere-se as convengoes ilustradas na figura 1 onde, para a regiio
de escoamento desenvolvido, tém-se v =0, u=u(y) e T = T(x,y).
Para uma andlise mais geral do problema, as seguintes varidveis adimen
sionais sdo definidas:

G, = 1/x" = (R,-P_)/(x/4a) = nilmero de Craetz 1. a)
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R, = Uy .« da/v = nimero de Reynolds (1. b)
B v/a = nimero de Prandtl (le &)
,v+ =1- (y/2a) = coordenada adimensional (1. d)
e = (T - Tw)/ (T0 - 'l'w) = temperatura adirmensional (1. e)

w0z o

po \':r""'/,'r"';‘;,"",‘. """"""""""""
y4d b T
Ue - 1 - === S e - 2a
R 8
- T X
To AL AT AT AT AT T LT LA ST AL L LT ST =
NTw

Fig! Canal Constituido Por Placas Planas Paralelas

Cori as definicoes. indicadas ¢ com a consideracdo da repifio de escoamen
to desenvolvido a equacio de energia pode ser escrita cono:

30
Y-y & =, (2)
ax Ay

[ [

cor as seguintes condigoes de contommo:

00, yh =1, L' 0=0eox",n=0 (3

ay

Observando que a equagdo (2) pemite separagiio de varidveis, veri-
fica-se que a distribuicao de temperatura pode ser representadi por:
oo

o'y = £ ¢ Y ") exp(- % A2 xh) 0
o

+
onde C“ representa constantes, A representa auto-valores ¢ ‘:’n(_\- ) re-
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presenta auto-fungdes a serem deteminadas através da equagdo:
I GO A (R A O (5)
As condicOes de contorno correspondentes a esta equacao sao dadas por:
Y'(0) =0 , Y (0)=1e Y()=0 (6. a,b,c)
e as constantes C sdo determinadas através da condigao:

o0,y = & ¢ Y ") =1 @)
0

Convem observar que a condicao (6. b) foi arbitrada tendo en vista a
linearidade da equag@o (5), o que ndo constitui nenhuma perda de gene
ralidade.

Deteminando-se, para os valores discretos de A que satisfazem a
condigao (6. c), as constantes C_ e as auto-funcdes que satisfazem as
demais condigbes de contomno, pode-se determinar os coeficientes de
transferéncia na forma do nimero de Nusselt local dado por:

0 , + = i ; w
N =- 2=, 1) =-21 ¢ Y\(1) exp(- = A
3y [} 3

xh®

onde a diferenga de temperatura [Tw - TO} foi tomada como base para a
definigdo do coeficiente de conveccgao.
0 correspondente nimero de Nusselt médio ¢ deteminado segundo:

® C
: & +__3 ‘ 2.3 e
Nuo=—+INuodx =-2, 0 Y [1-ept-=ax)] ©)
X 5 x o A 3

Como alternativa, pode-se deteminar o nimero de Musselt local de
finido com base na diferenga de terperatura (Tw - 'I‘b}, onde Tb represen
ta a temperatura média global (bulk temperature). Pode-se deteminar
ainda o correspondente nimero de Nusselt médio, valendo as seguintes re
lagoes:
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Ngp = Ny @@ x K ) (10)
N, =i TR
fub T E«- ‘n[ - uo} (11)

Dada a necessidade de um grande nimero de temos nas séries repre
sentadas pelas equacoes (8) e (9), a fim de se obter nrecisao para valo
res de x* pequenos, detemminou-se a solugdo para varios auto-valores.
No caso dos menores auto-valores a solucdo foi determinada através do
método de Runge-Kutta (RK4) associado comt o método de Newton-Raphson.
PPara grandes valores de A aplicou-se o método sugerido por Sellars et
al. [4], designado como método WK,

A tabela scguinte apresenta alguns dos resultados obtidos, referentes
aos cinco primeiros auto-valores. A Gltima coluna exprime as diferengas
en porcentagens dos valores de C YI‘I(I) obtidos pelos dois métodos cita
dos. Vale ressaltar, conforme verificagoes efetuadas, que estas diferen

cas sao sempre decrescentes.

nK4 WKB

n A —CnY;l(l) A, —CHYT'I(I] A%

3,818726  2,176551 4 2,025077 6,96
11,89723 1,427215 12 1,404110 1,62
19,92414 1,193539 20  1,184272 0,78
27,93834 1,063789 28  1,058625 0,48
35,94732 0,976802 36  0,973555 0,33

B R e O

Observa-se que a partir do terceiro auto-valor ja se tem uma boa
concordancia entre os resultados, podendo-se colocar neste caso que:

' - -1/3 e
¢, Yn(l} = - 3,21401 X, com A = 8n+4 (12)

0s resultados apresentados completam aqueles ohtidos por Mercer
ct al. [3]. Conforme comentado na Introducdo, estes autores detemmina
ram uma expressio representativa dos resultados muméricos por eles ob
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tidos, a qual pode ser escrita como:

4,86 + 0,667 P70+17 (*)70:5

Np = (13)

1+ 10,996 p0017 07

Tendo em vista a definigdo do nimero de Musselt médio, pode-se
escrever que:

+

Y.
N = E;*(x V) (14)

o que permite determinar, a partir da equagao (13), uma expressao para
o nimero de Musselt local na foma de:

=017 o #:0.7
0,17, +.-0,5 1 - 4,398 P =

Ny = 4,86 + 0,3335 P x5 (15)

1 + 10,996 P20+ (x*)0+7)2
Atraves das relacdes (10} e (11) sio deteminados No © ﬂuo‘

Pode-se verificar que [5] a-equagdo (15) representa os valores nu
méricos deteminados por Mercer et al. (3], (Pr =0,7), com desvios
em geral, inferiores a 4%, o que pode ser considerado como aceitavel
dentro das precisdes usuais de coeficientes de transferencia.

Ainda, cawparando os resultados analiticos do presente trabalho com os
valores decorrentes da equagao (15), conclui-se que, para valores de
Sl 1[)'3, tém-se desvios inferiores a 2,5%, inclusive para valo -
res de 1"_ maiores do que 0,7.

Vale ressaltar ainda que, para valores de x" muito pequenos, tém-
se resultados decorrentes da equagdo (15) muito proximos da solugdo do
problema de escoanento forgado sobre uma placa plana.

3. Resultados Ixperimentais
Observadas certas hipteses de simplificagdo, mostra-se que [5],
existe uma perfeita analogia entre os problemas de transferéncia de

calor e de massa para o canal ilustrado na figura 1 .
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Assim, a sublimagdo de uma placa de naftaleno, sob aglio do escoamento
forgado, a qual substitui a parede do canal com tempecratura wniforme,
pemite estabelecer condigdes andlogas ao problema de transferéncia de
calor. Portanto, para se obter expressoes dos coeficientes de transfe-
réencia de massa do problerma em estudo, basta trocar o nimero de Prandtl
P. pelo nimero de Schmidt B, v/D) e o nimero de Nusselt N, pelo no
mero de Sherwood S, nas equagoes (13) e (15). Convem observar que, pa
ra a difusao de naftaleno no ar tem-se Sc=2.5.

Atraveés de medidas das espessuras de naftaleno sublimada, pode-se
correlacionar os resultades experinmentais na forma do nimero de Sher -
wood local S O fungao da coordenada x" . No caso do presente tra
balho as citadas medidas foram feitas com um comparador de grande pre-
cisdo (0,002 nm). Outros detallies do método experimental bem como desen
volvimentos gerais relativos ao método usado para redugdo de dados expe
rimentais sdo encontrados na referéncia [5].

Na figura 2 sdo camparados os resultados experimentais obtidos com os
valores decorrentes da equag@o (15). Observou-se que a maior parte dos
resultados se desviam no maximo da ordem de 2 a 3% dos valores de refe-
réncia. As experiéncias foram efetuadas para uma faixa de numeros de
Reynolds entre 100 e 1500, com a relagdo entre o comprimento do canal
e a sua altura variando entre 5 e 20, de tal forma a se cobrir uma am
pla faixa de x'.

A titulo de verificagdo dos resultados experimentais, valores globais
dos coeficientes de transferéncia foram determinados com uma balanga
de precisdo (0,0001 g) e comparados com os valores médios, obtidos por
integracao dos valores locais. De maneira geral, resultaram valores que
se aproximavam com desvios inferiores a 2%.

Os resultados para os valores nédios Sho s@o comparados na figura 3 com
os valores decorrentes da equagao (13), observando-se desvios na faixa
de 2a6y.

4. Conclusoes

Os resultados analiticos apresentados para a regido de escoamento
desenvolvido completam aqueles existentes na literatura [1], [2] e [3].

Através da analogia entre transferéncia de calor e massa foram de
terminados valores experimentais dos coeficientes de transferéncia, nu
ma ampla faixa de nimeros de Graetz, os quais serviram de base de com-
paragao para os valores analiticos.
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Conclui-se que os valores médios e locais dos coeficientes de
transferéncia para o problema apresentado, podem ser representados com
boa precisdo, respectivamente, pelas equagdes (13) ¢ (15).
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Fig2 - Nimero de Sherwood Local [ 6]
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SUMMARY
Using an analysis based more closely on the physical

model than previous formulae, a closed form of formula for
the average heat transfer coefficient of flow over a flat
plate with transition in the absence of pressure gradient
is obtained. The results depend upon the Reynolds numbers
at the transition point and at the end of the plate. Compar
isons are made with existing data, reasonable agreement is
obtained.

SUMARIO

Usando uma analise baseada mais rigorosamente no mode-
lo fisico descrito pelas formulas anteriores, & obtida uma
formula de forma fechada para calcular o coeficiente médio
de transferéncia de calor sobre uma placa plana com transi
¢ao na ausencia do gradiente pressdo. Os resultados depen-
dem dos niimeros de Reynolds no ponto de transigdo e no fim
da placa. Siao feitos comparagoes com dados existentes, sen-
do obtida uma concordancia razodvel.
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1. Introduction

The flow along a flat plate with zero angle of incidence
is a simple and practical problem in the field of fluid me-
chanics. There exist two types of flow on the surface of the
plate if the length of the plate is sufficiently long; lam-
inar flow near the leading edge and turbulent flow downs-
tream. Several method have been reported to calculate the
average skin friction, heat and mass transfer coefficients
on the surface, but some of them do not agree with the actual
physical phenomena. Schlichting [1] reported a equation to
calculate the average skin friction coefficient by assuming
that the turbulent boundary layer also starts from the lead-
ing edge of the plate. Later two modified equations were in-
troduced by Collar [2] and Liu [3]. They assumed that the
virtual origin of the turbulent layer is located somewhere
between the leading edge and the point of transition, depend
ing on the momentum thickness at the point of tran ition.
The modified equation proposed by Liu fits the exi ting data
best.

By assuming that the turbulent layer also starts from
the leading edge, Sissom and Pitts [4] and Ckert [5] present
ed an equation for calculating the average Nusselt number.
Since the turbulent layer does not start from the leading
edge. This may induce some error into the results.

This paper presents an equation for evaluaging the
average heat transfer coefficient across a flat plate. This
equation fits the actual physical phenomecna better that of
Ekert's. Comparsions are made with limited existing data,
good agreements are obtained.

2. Analysis

This analysis is similar to the analysis by [3], figure
1 shows the model of this analysis. X. is the point of
transition and X; is the notional leading edge of a plate
which in wholly turbulent flow gives an identical turbulent
layer from X. to L. Assuming that the imaginary turbulent
layer from X; to X. follows the 1/7th power law and the mo-
mentum thickness is continuous at X., we have
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A
QEENNS. S
—
—
—dm
FI1G.{11) THE MODEL
vk, 1/2 UX-X;) |-%
0.664( — ) = 0.036 (X_ - X;) | ——— (1)
u v
where
U = freestream velocity of the flow
= kinematic viscosity of the fluid.
After some arrangements, Eq.(l) becomes
1/2 5/4
Ric = (18.44 Roc ) (2)
where
" : U{Xc = Xi)
ic
A
UXc
Roe = ——
v

Eq.(2) will be used to calculate the virtual origin of the
turbulent layer.

If Q. Q and Qg are, respectively, the heat flux
across the plate with width b in the region of 0X., X;L and
Xch, then the total heat flux across the plate, Q, is

Q=Q1+Q2'Q3

writing in terms of heat transfer coefficient, h, we have
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X L=%y
Q= J ®lpg T VLY BPXE J hye (Ty-To) b dX
o o
Xc-X;
% I hy, (T,-T,) b dX (3)
o]

where
h
h

T laminar convective heat transfer coefficient

Xt
T, = wall temperature
Tw = freestream temperature

= turbulent " @

The total heat flux across the surface can also be written
in terms of the mean heat transfer coefficient hm'

Q= hm (T, - T,) bL (4)

Equating Eqs.(3) and (4), we have

1 C 1 rl: 1
b = ; ( J hyo dx + J <t 49X - J hye dX)
o o o
X L-X. X _-X.
c i ¢ i
= — h + h - h (5)
L ml L m2 L m3
where hml' hm2 and hm3 are, respectively, the mean heat

transfer coefficient in the three regions 0X., X,;L and
XiLc. Then the mean Nusselt number assumes the form

h_L
= L =N + N - N

(6)
um K uml

where N NumZ and Nym3 @re mean regional Nusselt number

uml’

in the three regions GXC, %

iL and xixc. Their forms are:
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- 1/2
uml 0004 Roc
. 4/5
NumZ = 0.0366 RiL (7)
_ 4/5
Num3 0.0366 Ric
where
Ux
R A
ocC g
) U[L-Xi] - U(L-Xc} U[Xc—Xi)
Ryp, = - ® = Ry * By
v v v
U(X_=-X.)
_ cC 1
Ric =

W

Substitueting Eq.(7) into Eq.(6), we have the final form

1

_ 172 4/5 _ 4/5
Nym = 0-664 Ry + 0.0366 (R R;. )} (8)
1f the effect of Prandtl number is considered, a factor of
prl/3 should be included in Eq.(8), where Pr is the Prandtl
number. Ekert [5] result is

1
. 1/2 4/5 _ o 4/5
K 0.664 R__ + 0.0366 (R | Ry )| (%)

i
Comparing Eqs(8) and (9), we can find that the last terms of
these equations are different.

By applying the same process, we can find an identical
equation for the mass transfer coefficient across the plate.
It has exactly the same form as Eq.(8).

3. Comparison and Discussion

Eq.(5) is plotted in figure 2, together with data pre-
sented by Sissom and Pitts [4]. The calculation are performed
according to the following steps: knowing the Reynolds number
at transition, R ., and RoL' Ric
Then N . is calculated by Eq.(5). It can be seen from figure

can be calculated by Eq.(2).

2 that the agreement is very good.

T e P
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The relative difference between Eq.(8) and Eq.(9) is
represented by

RD = Num(?) - Num(S] (10)
Num(S}

The result is shown in figure 3. The RD value depends upon

RoL and Roc

about 5.2%.

. The maximum value of RD for Roc = 2 x 10S is

4. Conclusion
A closed formula for calculating the mean Nusselt
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RD, %

R, =2 X10°

o] 1 J
R

10° 108
FIG.(3) PER CENT DIFEERENCE BETWEEN THE TWO APPROACHES.

oL lDT

number of flow over a flat plate with transition is present-
ed. It has a better physical basis than existing ones. The
maximum relative difference between the present results and
that of Ekert is about 5.2% for the transition Reynold num-
ber 2 x 10°. The result can also be applied to calculate the
mass transfer properties.
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Sumario

Neste trabalho analisa-se o comportamento de um escoa
mento subsonico de numero de Reynolds em torno de 1000 ,quan
do atravessa perpendicularmente uma tela plana de tecido
quadrado; ressalta-se a analise semi-empirica para a obten-
¢ao da queda de pressao do cscoamento atras da tela. Para
as experiencias utilizou-se telas de nylon comerciais de po
rosidade B = 0,589, B 0,533 e B = 0,366 e duas telas metd
licas de porosidade B 0,669 e B = 0,485.

Suymmary

In this work the behaviour of a subsonic flow with
Reynolds number about 1000, passing perpendicularly through
a plane grid of quadratic wire, is considered. A semi-empi-
ric analysis for pressure losses, behind the grid is obtai-
ned and interpreted. The experiments were performed with
three commercial grids of nylon with the porosity g = 0,589
g = 0,533 and B = 0,366 and with two metalic grids with
B = 0,669 and B = 0,485.

/
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1. Introdugado
0O presente trabalho surgiu da necessidade de se ter

conhecimento de como influem as telas de nylon comerciais
nos escoamentos, quando sao colocadas em tdneis de vento.

Apresenta-se uma andlise semi-empirica do comportamen
to do escoamento na presenca da tela e a comparagdao com ou-
tros trabalhos feitos por diferentes pesquisadores.

Para a realizacao das experiencias foi necessiaria a
construgdo de um tinel de vento apropriado para a realiza-
Gao dos testes; foram utilizadas primeiramente, telas de
nylon comerciais de tres diferentes tipos, mas nao foi pos-
sivel obter-se resultados completos e, portanto, utilizou-
se também dois tipos de telas de metal.

Durante as experiencias foi obtida a queda de pressao
produzida pelas telas sendo o intervalo de nimero de Rey-
nolds compreendido entre 500 e 1500.

2. Caracteristicas de telas e definicdes previas

Uma tela € caracterizada geometricamente pelo tipe do
elemento (fio redondo, quadrado, etc.), pela forma de combi
nagao (tecido quadrado, etc.) e pela forma da tela (plana,
etc.)

Para uma tela de tecido quadrado como a usada nos en-
saios deste trabalho, temos as seguintes definigoes: )
a) Porosidade - A porosidade g, € definida como a relacdo
que existe entre a area coberta pela segdo livre da tela,
projetada no plano da tela, e a area total projetada no mes
mo planc. Assim

= - 2
B = Ag/AL = |1 - (4/9)]

onde A. = area da segao livre; A area total; d = diame-

tro do fio; &L = distancia da sep;ragéo entre fios.

b) Solidez - A solidez s, é definida como a relagao que e-
xiste entre a area coberta pelos fios projetada no plano da
tela, e a area total projetada no mesmo plano. Logo temos

que a area total e:
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onde A_ = arca coberta pelos fios.

¢) Queda de pressiao e coeficiente de arrasto - 0 coeficien-
te de arrasto K, € definido como a4 relacgdo existente entre
a queda de pressdo estdtica através da tela e a pressdo di-

namica na frente da tela, ou seja
K = 8p/(0/2)V]
Da andalise adimensional, temos a seguinte expressio:
K = f(Re, £, modelo)
Nesse tipo de analise, Re define-se como:

Re = V. d/v B

1

onde: Ap = queda de pressao = p_ - Pg Vl = velocidade me-

e
dia na frente da tela; d = diametro do fio da tela; v = vis

cosidade cinematica do escoamento.

3. Arrasto produzido pelas telas

0 arrasto produzido pelas telas pode ser considerado
como aquele produzido por um cilindro de diametro igual ao
do fio componente da tela e que apresenta uma area de bhlo-
queio igual a AS = At = Af. i

Se o coeficiente de arrasto do fio da tela e C, e con
siderando a velocidade caracteristica do fluido como aquela
que se produz na menor secao que separa dois fios paralelos
da tela, isto e V,/B, temos que o arrasto produzido pela te

la considerada como cilindro €:

Pe - Py = C 0/2 (Vy/8)% s

e 5

0 arrasto da tela, considerada como tela mesmo & obti
do da definigdao de coeficiente de arrasto e é:

_ 2
Po - Pg = K (0/2) V}

Igualando estas duas ultimas expressdes, e evidenciando C

tem-se:

c = [8%/(1 - B)|K
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Das investigagdes feitas por Wieghardt |1| foram obti
das as seguintes relagoes:

C = 6(v, d/8v)"1/3

Entdo 5/3( -1/3

K = 6(1 - B)B™ Vv, d/v)

validas para um intervalo de Re compreendido entre 60 e 600.
Schubauer [2]|, obteve o seguinte rcsultado, também pa
ra baixos numeros de Reynolds:

C = 5,50V, d78v) " 1/3

Entdo K = 5,5(1 - 8]6_5/3{V1 aguy M3

4. Descrigiio das experiéncias

Os ensaios foram feitos no Laboratorio Aerodinamico
da Divisdo de Engenharia Aeronautica do ITA, wutilizando o
tunel de vento mostrado na figura 1 construido especialmen-
te para este proposito, lPoram estudados o comportamento do
fluido em cinco tipos de telas de tecido quadrado. Foram
feitas observagoes correspondentes a distribuicao de pres-
sdes ao longo do tdnel. As figuras 2 e 3 mostram os resulta
dos destas experiencias.

185 mm 200mm i =
f__[hngnl?ﬁmn\l\ T [
Bocaol de N
/" antrada Furo paraPitet

RN

I bnrn para Pitat
QL de Emmyp

€ Furce de03 23 Furos de O,8mm ¢
Smm cado Smm

Pasiclo da teio

Fig. 1 - Tanel de vento

5. Metodo semi-empirico para a obtencdo das perdas a-
través de telas

Para a analise tedrica das perdas atraves de telas,
considera-se o vplume de controle mostrado por meio da li-
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!lﬂ
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K |
“‘-a.___'________ [=0,388
1
Il {
(L1 + ¥ 4 ]
]
M . _ 0,485
TS - » L 0533 .
s p 0,389

) 4} (e)(s) 2

o 200 500 0m ﬁi

Rs

Fig.4 - Volume de contro-
Fig.3 - Curvas C vs Re le para analisar o método

semi-empirico.

nha tracejada da figura 4.

Admitindo por enquanto, que as velocidades médias e
as médias quadraticas estejam relacionadas por meio das e-

quagoes:
v =a, (7D? w2 = a, (7
2 o 2 25 < Ty 2
[VSI - aS (\S) [VZ} - Qz [Vz)

Da equacdo da energia e da definigdo de K obtem-se

Py -y =2 vhH » vh - e vh - ovh) (1)

Aplicando a equagao da quantidade de movimento ao vo-
lume de controle entre (1) e (2), tem-se
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(py - Py) - D =0l (V) - (VD) (2)

)
onde D = [pe - pS]s =Ks p/f2 (Vi] = arrasto produzido pe-
la tela. Logo a equagao (1} pode ser escrita como:

Py - Py = 2 [ (Ks - 2)(V)) + 2(v3)] (3)

[0 =]

Consideremos agora dois casos extremos no comportamen
to do fluido, ou seja, o escoamento de baixa velocidade (fi
gura 5), e o escoamento de alta velocidade (figura 6).

Regido do "fluido morto”

(s) da tela (s} {2} ! fio da tela I
le) (s) 2

Fig.5 - Escoamento atraveés de Fig.6 - Escoamento atraves
tela com Re baixo. de tela com Re alto

Da figura 5, pode-se ver que para Re baixo (ou baixa
velocidade) tem-se:

By = g = By Y Ny Yy
. w25 . 7 2 o o T 2
Logo: (V) = o, (V) (Vo) = ag (V)

Substituindo em (1), tem-se:

s, -
Py - By 2 (e -y v a7 e (& - Da, (72 ()
e,substituindo-se agora em (3), obtem-se
SR Ty 2 T 2
Py = Py = 2 Jag(Ks - 2)(V))® + 20,(V;)°] (5)

2

Igualando estas duas ultimas equagoes, simplificando
e agrupando, obtém-se:
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(6)

que ¢ a4 expressao que fornece a relagao de velocidade média
depois da tela e a velocidade antes da tela, em fungao da
porosidade e o coeficiente de arrasto da tela, para baixas
velocidades.

Aplicando a equagdo da continuidade na figura 6 e as-
tem-se

sumindo As = Ab'

VS - VZKB Ve =BV, =YV,

Substituindo na equagao (1) e (3) e igualando, tem-se

2
a (KB + 1)8
T2 ik (7)

1 ay * (ay - a8’

(

AN

que € a expressao que fornece a relagdo de velocidades mé-

dias depois e antes da tela em funcao da porosidade e o coe

ficiente de arrasto da tela no caso de altas velocidades.
Admitindo, como primeira aproximagao, que:

as equagoes (6) e (7) passam a ser:
(V}/YIJZ = (KB + 1) (Re baixo)

(VE/V;)Z = (KB + 1)8%  (Re alto)

Para numero de Reynolds intermediario (em torno de
1000), deseja-se expressar:

{vz/vl)z = (KB + 1)B" onde 0 < n < 2 (8)

Como se quer obter uma férmula do tipo K = K(B), isso
serd possivel se for achado um valor de n tal que o primei-
ro membro da equacgao (8) se torne constante.

Na fig. 7, obtida dos resultados experimentais, ve-se
que a maioria das curvas cruzam-se na regiao correspondente

ao valor de n contido entre 0,3 e 0,4, e o valor correspon-
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Jdente de (KB + 1)ﬁn. varia entre 1,18 e 1,28. Escolhendo
um valor intermedidrio de 1,20, ve-se que os valores de n,
variam entre 0,38 e 0,49 para todas as telas consideradas.

(kg+1) "

05 10 5 2,0 n

Fig. 7 - Curvas (Kg + l}Bn vs n para Re = 1000.

Tomande uma média ponderada, por exemplo, n = 0,42, a
equagao (8) passa a ser:

kg + 1)g%° %% = 1,20

ou entdo K= (i -t (9
g 8

Das experiencias feitas para telas com g = 0,589 e
8 = 0,366, obteve-se: VE/V: = 1,045, ou seja (VE/VI]Z:I,IU.
Na figura 7 vemos que os valores de n para as cinco
curvas variam de 0,5 a 0,62.

Tomando o valor n = 0,55, obtém-se a formula:

K = {g%f%% -1 i (10)

Como e de se esperar, o valor de K (isto &, as perdas)
cresce quando a porosidade f da tela diminui (com g = i,
tem-se K = =). Porem, aparentemente as perdas reais creiscem
um pouco mais rapido do que as obtidas da equagdo (9).

Para ter-se uma idéia de como a fungao K = K(B) raria
com os numeros de Reynolds, observe-se que na fig. 2, para
Re em torno de 1000, o valor de K € quase constante com B =
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constante para um intervalo razoavelmente grande (500 < Re
1500) .
Porem, para valores de uma ordem de grandeza menor
(Re = 100) as diferengas se tornam mais acentuadas.
Annand |5| obteve a seguinte relagao:

K= 0,711 - 8282

A fig. 8 mostra a comparagdo entre esta Gltima expres
sao com a equagao (9) e os valores experimentais obtidos
neste trabalho.

5
K
k=0,7I1- g%/
10
1,20 |
-*={ =
. keigpar g
o 0’5 1
B % 0,5 06 8 o7
Fig. 8 - Comparagao com as Fig. 9 - Curvas K vs B para
curvas de Annand. Re = 1000.

6. Conclusodes

Dos resultados obtidos por Wieghardt, vemos que exis-
te uma relagao linear no grafico C x Re, para um 1intervalo
de 60 a 600. Dos resultados deste trabalho podemos acrescen
tar que esta relagao nao € mais valida para maiores nimeros
de Reynolds; assim do grafico (3) vemos que o coeficiente C
torna-se mais constante, (ndo muda muito) até o intervalo a
proximado de Re = 2000, e para um mesmo nimero de Reynolds
o coeficiente C & maior para valores maiores de B.

Do grafico XK x B (fig. 9) observa-se também que & pos

sivel obter uma familia de curvas para diferentes interva-
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los de numero de Reynolds (maiores intervalos que o utiliza

do) seguindo o método empregado neste trabalho.

Para telas que se encontram no intervalo deste traba-

lho, tanto em caracteristicas delas, como no numero de Rey-

nolds utilizado & possivel estimar o coeficiente de arrasto

que pode produzir.

|11

12

13]

E=S

5]
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APLICACAO DO CONCEITO DE ACUMULACAO DO FRIO NOS
RESFRIADORES DE TANQUE
Judit Zoltan Halidsz
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Sumario

Os equipamentos frigorificos dos resfriadores de leite
trabalham durante 4 a 6 horas por dia. Este fato demanda a
aplicagdo do conceito de acumulagio do frio nos resfriadores
de tanque. O trabalho analisa o uso de equipamento frigori-
fico de menor capacidade frigorifica que trabalha durante a
maior parte do dia, resfriando e congelando um meio interme-
diario, assegurando deste modo a capacidade frigorifica ade-
quada para a grande carga térmica das ordenhas.

Summary
The refrigeration equipment of a milk cooler works

4 - 6 hours per day which makes possible the application of
cold accumulation.

The paper analises such an application with a refrige-
ration equipment working during the most part of the day,
thus having a smaller refrigerating capacity, cooling and
freezing an intermediate liquid and accumulating the cold
for the peak load of the milking.




A-449

1. Introdugdo

0 resfriamento do leite nas granjas ocorre duas vezes
por dia, e como deve ser um processo rapido, a utilizagdo do
equipamento frigorifico € muito baixa, 4-6 horas por dia.

Surgiu a idéia de transformar um resfriador de leite
de produto nacional do tipo tanque aplicando o conceito de
acumulagdo de frio. Desta maneira, pode-se usar um equipamen
to frigorifico de capacidade frigorifica consideravelmente
menor, que retira o calor necessario durante mais ou menos 24
horas em vez de 4-6 horas.

Esta operacao diferente tem uma influéncia na variacao
de temperatura do leite. O objetivo do trabalho foi determi-
nar - através de uma programagao de computador, os efeitos
da transformagdo sobre a temperatura do leite e sobre a capa
cidade frigorifica necessaria.

2. Analise

Um resfriador de leite de tanque de expansdo diretacom
capacidade de 500 litros por dia, produto nacional (Fig. 1)
foi testado no laboratdrio da Faculdade de Engenharia de Ali
mentos e Agricola da UNICAMP. O equipamento mostrou caracte-
risticas favoraveis do ponto de vista do tempo de resfria-
mento ¢ manutengdo de temperatura do leite, nao havendo o pe
rigo de congelamento.

Foi elaborado um programa para simular o processo de
resfriamento de leite com este equipamento durante 24 horas.
0 fato que o equipamento frigorifico trabalhou apenas 4-6
horas por dia, surgiu a possibilidade de acumulacgao do frio
nos resfriadores do tanque.

ISOLAMENTO — ||
__UNIDADE
CONDENSADORA

EVAPORADOR

Fig.1l - Resfriador de leite de tanque de expansao
direta.
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Mantendo as dimensdes basicas do tanque testado, intro
duzimos certas modificagoes na construgao atual, mostrada na
Fig.2, e elaboramos um novo programa, usando o conceito de
acumulagio do frio, pela formagdao do gelo na superficie do
evaporador colocado na agua de resfriamento na camisa do tan

que.
TAMPA
| _AGITADOR
0
o gy |5 _
ISOLAMENTO (]| PALETA _ Cé— Q UNIDADE
- oTTor: el ~TCONDENSADORA
EVAPORADOR
Fig. 2 - Resfriador de leite de tanque modificado,
para acumulagao de frio.
Para os calculos usamos as propriedades térmicas da
agua.

Admitindo as temperaturas iniciais e finais do leite
35 e 4°C respectivamente, a quantidade de uma ordenha sendo
250 2 e duas ordenhas por dia, foi dimensionado o evaporador
de modo que seja possivel a formagdo do gelo na quantidade
necessaria entre as duas ordenhas.

Usando um fator de 1,2 que corresponde as perdas de ca
lor, a capacidade frigorifica média do equipamento frigorifi

co sera

Q, = 775 keal/h

Considerando 3 horas durante as quais a temperatura do
leite da primeira ordenha deve atingir 4°C, e 5% a perda do
resfriador durante este periodo, o calor retirado sera:

Q' = 5513 kcal
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Assim a capacidade da acumulagido deve ser:

Qoc * 5513 - (775.3) = 3188 kcal

Durante este processo a agua da camisa se aquece, e
uma certa quantidade de gelo se descongela.

Admitimos o diametro maximo do gelo, D = 50 mm e o vo-
lume total da camisa de 250 %. Apds a dedugdo do volume ocu-
pado pelo tubo do evaporador obtemos a quantidade total da
agua e do gelo, que pode ser fixado como 223kg.

Selecionando-se tubo de cobre 1/2" e considerando o
comprimento do tubo 40 m, a massa maxima de gelo € de 67,37
kg.

Neste caso a massa minima de agua na camisa € de
155,63 kg.

Admitindo-se ainda um aumento de 5°C na temperatura da
agua de resfriamento, a quantidade de gelo que se descongela
durante o resfriamento sera 30,31 kg. Isso significa que
apos a temperatura do leite ter atingido 4°C ainda hi uma ca
mada de gelo no evaporador.

Neste dimensionamento muitos dados sdo admitidos, mas
foram tomados na base de execugdo de varios calculos pelocom
putador.

Além dos dados j3 mencionados, assumimos a temperatura
da agua do resfriamento no momento do primeiro despejo, sen-
do 0,1°C, e calculamos:

A. a
B. a

C. a capacidade frigorifica

D. o diametro do gelo no tubo do evaporador.

temperatura do leite no tanque
temperatura da agua de resfriamento na camada

Registramos estes valores durante as ordenhas e até a
temperatura da quantidade total de leite no tanque atingir
4°C em cada 3 minutos, e depois em cada 15 minutos.

A. A variagao da temperatura do leite no tanque, devi-
do ao resultado dos seguintes componentes de transmissdo de
calor, avalia-se da seguinte forma:

a) O 1eite cede calor a agua do resfriamento através

do fundo e da parede do tanque.
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Foi verificado que nestes casos o coeficiente global de trans
feréncia de calor varia basicamente em funcao da temperatura
do leite, e foram elaboradas as equagdes considerando este fa
to.

b) O calor transferido através da tampa do tanque. Es-
te valor € positivo quando a temperatura do ar ambiente é
maior do que a do leite, e negativo no caso contrario. 0 coe
ficiente nlobal de transferéncia de calor inclui o coeficien
te da pelicula exterior da tampa e a resisténcia da camada
do ar em cima do leite no tanque. Esta resisténcia € fungao
da espessura da camada do ar, e as temperaturas da tampa e
do leite, devido ao fato que a transmissd@o de calor envolve
convecgio, condugdo e radiagao, sendo estes dois Gltimos fa-
tores dominantes.

c) 0 calor introduzido pelo trabalho agitador. Aqui usa
mos dados dos experimentos.

B. A variagao da temperatura da agua de resfriamento
da camisa do tanque & devida ao resultado:

- do calor recebido do leite e do ar ambiente através
da parede e do fundo

- do calor cedido para o gelo na superficie do evapora
dor

Os coeficientes globais de transferéncia de calor sao
calculados sempre em fungao da temperatura do leite, assim
como o coeficiente da pelicula entre o gelo e a agua em fun-
Gdo do diametro do gelo e da temperatura da agua.

C. A capacidade frigorifica do equipamento sendo basi-
camente fungao da temperatura de evaporagao, sempre foi cal-
culada considerando este fato. A temperatura de evaporagao
€ consequéncia do balango entre compressor e evaporador, e
se estabelece em qualquer tempo. O coeficiente global de
transferéncia de calor entre o refrigerante em ebuligdo e o
gelo varia com a temperatura de evaporagdo e € calculado em
fungdo deste valor.

D. O diametro do gelo varia constantemente devido ao
calor cedido pela agua e ao calor retirado pela evaporagao
do refrigerante.
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0 programa do computador para seguir as variagdes men-
cionadas foi elaborado na base destes fatos.

Os resultados mostram que o processo de resfriamento
do leite tem as mesmas caracteristicas que no caso de expan-
sdo direta e a acumulagdo, potém mais lento no Ultimo caso.
Mesmo assim a temperatura de 10°; ¢ de 4°C foi atingida den-
tro de tempo aceitdvel pelas exigéncias do Instituto Interna
cional do Frio |11. Além disso, entre duas ordenhas o leite
chega a temperatura mais baixa, e pode ser entregue a esta
temperatura.

As figuras 3, 4 e 5 mostram a variagdao da temperatura
do leite, da agua de resfriamento e do didmetro do gelo.

°c)j

D, * 0.05(m}
20

Lt = 40(m)

~— ENTRE AS DUAS ORDENHAS

s ~---DEPOIS DA SEGUNDA ORDENHA
10
5
0

| 3 5 T 9 1" 12 T
1215 17 1/ 2 23 24 (h)

Fig. 3 - Variacao da temperatura do "leite'" entre
as duas ordenhas e depois da segunda or-
denha.
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Fig. 4 - Variacao da temperatura da agua de
resfriamento e do diametro do gelo
durante a primeira ordenha.
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Fig. 5 - Variagao da temperatura da agua de res
friamento e do diametro do gelo entre
as duas ordenhas.
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3. Conclusoes

A capacidade do equipamento frigorifico de acumulagio
é menor que 1/3 da capacidade frigorifica do equipamento tes
tado.

Acredita-se que a economia, por isso, ultrapassa o au-
mento dos custos em vista da modificagdo do resfriador, pos-
sibilitando uma diminuigao do custo de investimento.

0 consumo de energia nao foi calculado, porém os resul
tados permitem o seguinte raciocinio: o calor total retirado
por dia € maior, no caso da acumulagdo, por causa da tempera
tura final mais baixa do leite. A menor unidade condensadora
tem geralmente um menor COP (coeficiente de performance = ca
pacidade frigorifica em relagdo ao consumo de energia). Es-
tas circunstancias provocam maior consumo de energia pela
acumulagdo, mas a temperatura de evaporagao média & mais alta
e atua em diregdo contraria. Pode-se esperar que a diferenga
no consumo de energia nao seria significativo. Como a peque-
na unidade condensadora pode ser monofasica, isso traz vanta
gem nos locais onde a ligagdo trifasica ndao & disponivel.

Os principais parametros do sistema de acumulagio, o
diametro maximo do gelo, o comprimento do tubo do evaporador
e a capacidade frigorifica da unidade condensadora ndo tém
grande influéncia na variagdo da temperatura do leite. Ha a
possibilidade da otimizacgao.
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SUMMARY

In general, nuclear reactor fuel elements and heat
exchangers consist of rod bundles with fluid flowing
parallel to the rods. In the present study, a (K-g)
statistical turbulence model is applied to calculate the
axial and secundary velocity fields, the wall shear stress
distribution and friction factors considering different
aspect ratios for triangular and square arrays.

SUMARIO

Em geral, elementos combustiveis de reatores nuclea-
res ou trocadores de calor consistem de feixcs de barras
com um fluido escoando paralelo as barras. No presente es
tudo, um modelo estatistico (K-e) de turbuléncia & aplica-
do para calcular os campos axial e secundario de velocida-
des, a distribuigao da tensdo de cisalhamento na parede e
coeficientes de atrito considerando diferentes relagoes de
aspecto para arranjos triangular e quadrado.
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1. Introduction

Axial flows in rod bundles occur in nuclear reactor
cores and heat exchangers and, in general, their heat
transfer capability dominates the behavior of the
equipments. These facts uncovered the necessity of tools
in order to allow the designer to predict the
characteristics of such flows with accuracy. During the
past few years, the development effort generated several
studies about the velocity field in rod bundles. Deissler
and Taylor [1] imposed the universal velocity profile
along guessed lines of normal velocity gradients. The
procedure is repeated iteratively after the determination
of new normal velocity gradient lines. The method of
Ibragimov and co-workers [2], developed for any geometry,
was the basis for the computer code VELVET-II, written by
Bender and Magee [3], applicable to rod bundle flows. The
method assumes a semi-empirical wall shear stress
distribution and universal velocity distributions are
taken along radial lines. Other methods of analysis have
been applied to rod bundles such as the Prandtl's mixing
length theory applied by Bender and Switick [4] and
Buleev's model [5] applied by its author. All the
mentionned methods predict only the axial velocity field,
failing to describe the secondary flow generated by the
assymmetry of a rod bundle channel. However, it has been
experimentally observed by Trupp and Azad [6], Kjellstrom
[7] and Subbotin [8] that secondary flows have great
influence on the shape of the wall shear stress
distribution and it is expected to affect the local heat
transfer coefficient distribution and to be important in
the mixing process between adjacent channels. 7o date,
only statistical turbulence models have the capability of
predicting secondary flows, although their universality
has not been demonstrated. These models assume that the
turbulence fluctuations are random in nature and that a
few of the statistical properties of turbulence are
supposed to obey laws of generation, dissipation and
transport. They are usually classified by the number of
additional differential transport equations necessary to
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provide closure to the basic Reynolds equations.
Carajilescov and Todreas [9] applied a one-equation
statistical model of turbulence to rod bundles, using an
algebric expression to the mixing length, determined
experimentally.

In the present study, a two-equation (K-e)statistical
turbulence model is applied to rod bundles with triangular
and square arrays, for different aspect ratios and
Reynolds numbers.

2. Analytical Method

The one- and two-equation models relate the Reynolds
stresses to axial velocity gradients with the turbulent
viscosity, Voo given by the Prandtl-Kolmogorov expression

Voo = C — , (1)

where K is the turbulence kinetic energy (TKE), € is the
TKE dissipation rate and Cu. a constant. In the present
work, transport equations are written for K and e, being
solved together with the transport equations for the axial

velocity, Vo the vorticity, w, and the stream function, ¥.

These five equations, in cylindrical coordinates, can be
put in the generic form

1 3 .3y _ 3, 3y
By {?ﬁ"‘a rae"ﬁ]

1 3 ] ] 9
[?ﬁf%ﬁ'm%?s%]’%- (2)

with the parameters ¢, a,, b,, and F, given in Table 1.
Following Launder and Ying's [10] approach, the
v;’).

difference (vé’- that appears in the vorticity

source term, can be written as

H v av_ 2
{??-Z’)hcf;[(ﬁ%)-(-ﬁ‘)]. (3
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where ¢ is a constant.

TABLE 1. Parameters o
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f the Transport Equations
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The values of the constants used in the present work

are given in Table 2.

TABLE 2. Constants of the K-g Model
Constant Value Observation
C 0.07 turbulent viscosity
ok 1.0 turbulent diffusion of K
o 1.3 turbulent diffusion of €
CE 1 :55 source term of €
1
Ce 2.0 source term of €
2
c 0.0084 | vorticity source term
K 0.419 law of the wall
E 9.8 law of the wall
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The set of equations was solved for the typical
subchannels shown in Fig. 1.

Q Ve e @ Q

| -
|
e
|
-E-uapocf ratio
(a) triangular array (b) square array

Fig. 1. Typical geometries for rod bundle axial flows

3. Results

Figure 2 shows a comparison between the experimental
and analytical (one-equation model) results presented in
Ref. [11] with the analytical results given by the K-¢
model. As can be observed, the present results are in
close agreement with the experimental data although they
do not improve the results already obtained by the simpler
one-equation model. The improvement is greater for the
predictions of the TKE, as shown in Fig. 3. Predictions
of wall shear stress distributions are shown in Fig. 4,
compared to experimental data. The decrease of the wall
shear stress for large 6 is due to the fact that the
secondary flow stream (shown in Fig. 5) carries fluid with
lower axial momentum from regions of intermediate 6 to
regions of large 8, reducing the radial gradient of the
axial velocity. It is worth mentionning that the
secondary flow presents two swirls, one of them, located
near the gap, much weaker than the other. The region near
the gap presents a geometry similar to a symmetrical
annulus, which does not tend to create vorticity. The
central region of the subchannel, however, is strongly
assymmetrical, creating a strong secondary flow swirl. 1In
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Fig. 4. Comparison between experimental and analytical
results for the wall shear stress distribution

fact, it is the author's opinion that this strong swirl
induces the weaker one. Fig. 6 shows a comparison between
wall shear stress distributions for triangular and square
arrays, for the same P/D and Re. As expected, variations
are greater for the square array.

Additional results can be found in Ref. [12].

4, Conclusions

The present results show that the K-e model
represents a powerful tool for analyses of flows in rod
bundle, eliminating the need for algebric expressions for
the mixing length, required by simpler models, including
also effects of convection and diffusion on the mixing
length distribution (which can be obtained from K and €).
This method has, on the other hand, the disadvantage of
requiring the solution of one more transport equation,
increasing the computation time.
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Comparison between wall shear stress distributions
for triangular and square arrays
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SUMARIO

Neste trabalho descreve-se, de uma maneira resumida,
os resultados obtidos nas pesquisas visando o desenvolvi-
mento de motores Stirling. Um prototipo de motor Stirling
foi construido no Programa de Engenharia Mecanica da COPPE/
UFRJ. O motor em desenvolvimento € de pistao-livre,o que
resulta em apenas duas partes moveis. Sdo apresentados al-
guns resultados experimentais obtidos com este prototipo.

SUMMARY

This paper presents a brief review of the recent
developments of the Stirling engine which were achieved
by researchers in that field. A prototype of a Stirling
engine was built is the Mechanical Engineering department
at COPPE/UFRJ. The engine is of the free-piston type,
characterized by the simplicity of the Ttonfigurations of
the different parts. Some experimental results are reported.
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1.Introdugao

Devido a crise de energia dos Ultimos anos, os centros
de pesquisas intensificaram estudos sobre novos métodos de
produgao e conservacgao de energia. Um exemplo € o desenvol-
vimento de motores do tipo Stirling, inventado em 1816. 0
motor é do tipo a combustao externa, podendo utilixar qual-
quer fonte de calor, quais sejam: combustd@o de liquidos e
sélidos, bem como radiagao solar.

Como resultado de pesquisas recentes, existe disponi -
vel um grande numero de trabalhos publicados, abrangendo os
mais variados aspectos desse tipo de motor. Berchowitz e
Rzllis |1| desenvolveram um modelo matematico para simula -
gao de operagdo de um motor tipo Stirling. Os resultados da
simulagao obtidos em computador sao comparados com os resul
tados de testes realizados em um prototipo, especialmente '
construido. Martini |2| apresenta um método de calculo sim=-
plificado que permite a otimizagao dos parametros de proje-
tos do notcr tipo Stirling. O método foi verificado com os
resultados experimentais de um protdtipo. H.Fokker e Eskelen
|3|compararam a precisao de diversos métodos de calcule nu-
mérico aplicaveis em projetos de motores do tipo Stirling.

Um dos tipos de motores Stirling que tem merecido mai-
or atengao € o chamado de pistao livre.

Trabalhos experimentais sobre esse tipo de motor com '
pistao-livre foram realizados por Beale |4| [5|. O prototi-
po construido utiliza energia solar e foi aplicado ao bom -
beamento de adgua. Prast e Tonga |6|estudaram a possibilida-
de de aplicagao de motores de pistao-livre em pequenas cen-
trais elétricas utilizando energia solar. Apds testarem em
laboratdrios dois prototipos de 100W e 300W, concluiram ser
viavel a construgdo de uma unidade de 1KW com eficiéncia de
20% na conversdo de calor para eletricidade com a temperatu
ra da parte quente do motor sendo 300°C. Gideon |7|traba -
lhou na otimizagao de motores com pistao-livre com poténcia
da ordem de 1KW, utilizando energia solar como fonte de ca-
lor. Bill e outros |8|ahordam aspectos ligados & estahilida
de do pistao-livre, controle do deslocador, gerador de ele-

tricidade linear ¢ também a utilizagao do motor em tipos di
ferentes de bhombas.



T

v

pistho

A-468

n [[1] w

L

V27

(T

deslocador

Figura 1: O Principio de funcionamento
do motor de pistao - livre
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Neste trabalho sdo apresentados os detalhes construtivos
do protétipo de um motor com pistdo livre. Foram realizados
testes com o prototipo, sendo realizadas medidas de tempera
tura, de amplitude de deslocamento e frequéncia de oscila -
¢ao do pistio.

2. O Principio de Funcionamentc do Motor Stirling com Pis-

tdao Livre:

0 principio de funcionamento desse tipo de motor, esta
ilustrado na figura 1, onde sdo indicadas quatro fases cara
cteristicas do ciclo de operagdo. Entre as posigdes I ell o
corre a expansao do gds aquecido e o pistao se desloca para
baixo. Entre Ilelll,o deslocador transfere os gases da par-
te quente para a parte fria do motor. Na fase entre as posi
goes IIl e IV, o gds frio € comprimido pelo movimento ascen
dente do pistdo. Entre as posicdes IV e I, o deslocador le-
va os gases da parte fria para a quente. No esquema do mo -
tor, (figura 1), a parte superior € a regido quente e a par
te média aletada € a regido fria.

Na figura 2 € mostrado o grafico de variagdo da pressdo

“em funcao do volume ocupado pelos gases em um ciclo ideal ,
sendo as posic¢des 1,I11,II1 e IV correspondentes as indica -
das na figura 1.

0 motor com pistdo-livre oferece a vantagem de simplici
dade, visto termos apenas duas partes moveis, quais sejam o
pistao e o deslocador.

3. Descricao do Prototipo

Como resultado desse estudo bibliogrdfico, tomou-se a
decisdo de construir um prototipo do motor de pistéo? livre
no Programa de Engenharia Mecanica da COPPE/UFRJ. O desenho
esquematico desse motor esta representado na figura 3.
Dados construtivos do motor:

Diametro do pistao: 24 mm
Comprimento do pistao: 43 mm
Diametro do deslocador: 33 mm
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Comprimento do deslocador: 47 mm
Didametro da haste do deslocador: 8 mm
Comprimento da haste do deslocador: 64 mm
Rrea da regido aquecida: 34,5 cm?
Krea da regido fria: 31 cm?
Comprimento da camara de atuagao do deslocador: 60 mm
Folga do deslocador em relagao 4 camara: 15 mm
Comprimento do cilindro: 55 mm

Por simplicidade, a parte inferior do cilindro é aber-
ta, o que implica que a pressio média na camara de atuagio
do deslocador & igual a atmosférica. Durante os testes rea-
lizados, foi necessdrio levar em consideragao a dilatagio
devida a temperatura, que influi particularmente no ajuste
entre as partes moveis do motor. A influéncia da distribui-
Gdao irregular de temperatura podera ser compensada por uma
escolha mais apropriada de materiais.

parte quente
do motor

deslocador

parte fria
do motor

g _ e
/ ? cilindro
% %5 haste do
é % deslocador
i H U B

T

AsnsAR R

Figura 3: Esquema do motor
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0 motor funciona normalmente com uma temperatura de
282°C na regido quente e com uma temperatura de 34°C para
a agua de resfriamento medida na saida do motor, o que da
uma diferenga da ordem de 248°C. Quando utilizado ar como
fluido refrigerante, a sua temperatura na saida do motor
foi de 46°C, necessitando-se aumentar a temperatura da re
gido quente para obter-se um bom funcionamento.

As medidas de temperatura da regiao quente do motor
foram feitas utilizando-se um termometro de mercurio com
faixa de 0 a 360°C. O bulbo do termémetro foi colocado em
uma peca de aluminio que envelve a regiao quente conforme
mostra a figura 4, sendo o aquecimento feito sobre essa
pega.

termometro

parte quente
do motor . e

o \ngfmuvnxﬂm“
R o e

™

Figura 4: Montagem do termometro

0 peso do pistao é de 136 g Durante os testes rea-
lizados observou-se um movimento oscilatério do pistido
com curso de 19 mm e frequéqcia de 14Hz. O peso do deslo-
cador ¢ de 20 g Deve-se ressaltar que o deslocador ¢
constituido por uma pega Oca cuja pressdo interna € cons-
tante. No entanto, a pressdo externa e variavel e portan-
to a sua parede deve resistir a essa diferenga de pressao.

' 0 deslocador & feito em aluminio com espessura de 0,3 mm
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e teve um comportamento satisfatorio até a temperatura de

350°C. Para temperaturas mais elevadas ocorrem deformagdes

plasticas que prejudicaram o bom funcionamento do motor.

Nesse caso, torna-se necessario a utilizacgdo de material '

de maior resisténcia a temperatura elevadas.

1)

2)

3)

4)

Conclusao

Como resultado do que foi exposto, podemos concluir:
Muitos trabalhos existentes sobre o assunto mostram boca
aplicabilidade do motor de pistao-livre na conversao de
energia solar em energia mecinica ou elétrica.

A construcao do motor € bastante simples, tendo-se em
vista que existem apenas duas partes moveis independen-
tes.

0 mctor de pistado-livre pode ser selado, o que permite’
utilizar pressoes elevadas, bem como manter as partes '
méveis limpas, o que proporciona uma vida maior.

A possibilidade de utilizagao de qualquer fonte de ca -
lor da ao motor de pistao-livre uma grande flexibilida-
de de utilizagao.
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SUMARIOD

Neste trabalho verificou-se a viabhilidade de um modelo
de conversor hidrodindmico com respeito ao coeficiente de mo
mento no arranque. Baseando-se na Equagdo de Fuler explici -
tou-se os fatores influentes no coeficiente de momento no ar
ranque. Os resultados experimentais revelaram que o modelo’
proposto € viavel para se obter alto coeficiente de momento'
no arranque, comparado com valores conseguidos em converso -
res convencionais.

SUMMARY

Our aim in this study is to prove the feasibility of a
hydrodinamic converter model, in relation to the starting mo
ment coefficient. Based in the Euler equation, we present an
analysis of the moment where we make an explicit statement '
of of the factors which influence the starting moment coeffi
cient. The model was designed and erected and by the tests
to which it was submited we may conclude that its pronoscd ' h
configuration is workable in view of ohtaining a highest
starting moment coefficient as compared to the values ob

tained in other conventional converters.
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1. Introdugio

Dentre as varias modalidades de transmissiao destaca-sc
o conversor hidrodinamico,como um dispositivo capaz de combi
nar, automaticamente, as caracteristicas momento-rotagdo (e
um motor com as de uma maquina operadora. Isto €, podem-se '
conseguir grandes momentos a haixa velocidade e vice-versa.

Os conversores hidrodinamicos, em alguns paises, tem
sido largamente utilizados em equipamentos industriais e de
transportes. Dependendo do tipo de conversor, nio s6 o ren-
dimento mas, também, os momentos de arranque, podem diferir
bastante entre si.

Dada a exigencia de grandes momentos de arranque em
muitos equipamentos industriais e de transportes, o conver-
sor hidrodinamico tem sido ohjeto de estudo com a finalida-
de de se conseguir altos coeficientes de momento no arran -

Wes Mg 1] ® 2]

Neste trabalho , através de uma analise de momento ,
explicita-se, em termos adimensionais, os parametros que in-
terferem no coeficiente de momento no arranque. Baseando-se '
nesta analise propde-se um conversor com trés estagins de tur
binas, sendo dois radiais e um axial ver fig. 2. A turbina T,
axial tem uma extensdo radial muito pequena Hi/ne 0,83, va
lor este, fora da faixa usual para este tipo de maquina que
encontra-se no intervalo (0,4 a 0,6).

0 objetivo principal deste trabalho € investigar o com
portamento deste conversor com respeito ao coeficiente de mo
mento ne arranque. Para isto construiu-se um modelo desta ma
quina cujos resultados de ensaios sdao analisados no presente'
trabalho.

2. Analise Teorica

Para identificar as variaveis que interferem no coefici
ente de momento no arranque aplicar-se-a a equagdo de Euler a
conversores de varios estagios de turbina,considerando dois'
casos:

a) aleta de reagdo antes da bomba - quando tem-se 0 co
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eficiente de poténcia X # ¢(v) constante;

b) turbina antes da bomba - quando A = ¢(A) deorescen
te .

Para a turbina, no arranque temos:

Y -
paTa _ _
(Cug;Ryz

R .
Wy Meils1) + Ryug (1)
Para o caso a, com aleta de reagdo antes da bomba,
YpiBa Ypan
-P2224. = (CugRg - CugRy) = HBS . (2)
NB NB
e, para o caso b,
YpiBa_ : ¢y g, - Cur, + ug R . paB_ L4 g (3)
= UgRs 374 ¥ Ysn"sn 5n'"Sn
B WB

A figura 1 mostra uma analise das perdas e, segundo es
ta analise, define-se o rendimento do conversor:

. SRt T
. (4)
T e2
o que , supondo
(“f)B 5 ("f]T - “f e (nm}n . (ﬂm}-r =My :_ (s)
il YEET n2n2 (4)a
C Y— z 3 m
paB

0 momento da turbhina no arranque fica:

- nen Y =
Mra= PQa TeZ/NT = an_ijﬂLlﬁiﬁl_ (6)
W,
T
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1 *a *a paBa
M, = £ = D (7N
o W L W
R fm'B

De (6) e (7) o coeficiente de momento no arranque fic::

e 5
. Mpa i3 paTa, Ypana '8)
a Ty £'m Wy W,
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Para o caso a, de (1), (2) e (8) ohtem-se

0s _2
« Mg ZuncZGi
oy, & . i w10, 3.1 (9)
a 3 v
B
onde: v = NT/WB; Gi = RSi/R5 (razdo entre o raio medio de

saida da i-esima turbina e o raio externo da bhomha)

2Y _-.nm
wB- ———R%E—h ( coeficiente de pressao da homba)
s
Notar que, n./v = Mp/My que é o coeficiente de momento '

no ponto nominal.
Para o caso h, de (1), (3) e (8) ohtemmse

0.5, .7
ne/v + 2un Z83/¥y (10)

2
1+ Zvﬁn/¢B

onde Gn & a razdo entre o raio médio de saida.da Ultima tur-
bina e o raio de saida da bamba
De (3) e (10) ohtem-se¢ que:

Mp =y (1 + 2v82/up) (1)

a
0 que nos leva a concluir que u > u;- Portanto, como objeti=
va-se alto valor do coeficiente de momento no arranque, deve
-se, em primeiro passo, optar por conversores nos quais 0
Ultimo elemento antes da bomba & um conjunto de aletas de re
acao

As influencias expressadas na equagdo (9) carecem de
uma interpretagio fisica pois, um conjunto destes parametros
podem determinar um alto coeficiente de momento no arranque
em detrimento de outros parametros importantes do conversor.
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Pode-se observar que o coeficiente de momento no arranque €
mdimo para

2}0.5

0.5
v = '{"c"‘BIZN‘i (12)

Poder-se-ia, a primeira vista,pensar que para se ohter alto'
valor do coeficoente de momento no arranque bastaria escolher
o valor da relagao de velocidade momonal o mais afastado pos
sivel daquele ohtido pela equagio,(12). Porém,saba-se que se
diminuirmos demasiadamente o valor da relagdao de velocidade '
nominal o rendimento decresce.

Observa-se, tambem que u, cresce quando diminuimos o
coeficiente de pressao da bamba. Esta pratica € limitada por
que, neste ca~o, ter-se-ia haixos valores do coeficiente de
potencia.

0 fator Edi parece ser o parametro mais importante '
para projetarmms um conversor, quer seja de arranqre, quer '
seja de marcha. F evidente que consideragdes econd: icas e

construtivas devem ser feitas em cada caso.

3. Resultados Experimentais

0 conversor em estudo € mostrado esquematicamento na
figura 2, onde:

B': bomba centrifuga
T,: turbina radial centrifuga
T,: turbina axial
T3. turbina radial centripeta
R, RZ, Ry : aletas de reagao
Com os seguintes parametros construtivos: wli’ 0,93 e 262 =
4,42
Os resultados experimentais sdo mostrados na figura 3
onde destacam-se: relagao de velocidade nominal (v=0,41); '
rendimento nominal (nc = 0,50) e coefictiente de momento no
arranque (ua =3,30) .
® valor do nimero de Reynolds para o vodelo foi de
5.?x104, tomando-se como velocidade caracteristica a rotagdo
da bomba e, como diametro caracteristico o externo.
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4. Conclusdes
0 modelo testado forneceu uma eficiéncia de 50%. Este
resultado @ justificado pelo baixo nimero de Reynolds.

ROHNE |5 admitindo a expresado

1= o Ty (13)

para transpor o rendimento de um modelo(m) para a maquina de
tamanho real, verificou uma concordancia muito hoa usando o
expoente de (13) igual a 0,3. Os resultados experimentais de
|3] mosttam que para nimero de Reynolds igual a 106, em ge-
ral, o rendimento difere pouco de 0,85. Assim, & razoavel es
colher-se, para aplicagao da equagdo (13), o conjunto de va
lores (Re=10°; n=0,85).

Para uma eficiencia de 85% a equacdo 9 fornece o co-
eficiente de momento no arranque igual a 5,70 que € um velor
muito alto comparado com aqueles obtidos em outras converso-
res. ;

Vale ressaltar ainda que o coeficiente de pressdo da '
bomba igual a 0,93 € muito alto. O valor do coeficiente de
momento no arranque ainda pode ser aumentado diminuindo-se '
um pouco o valor deste coeficiente de pressido sem grande sa-
crificios para o coeficiente de poteéncia.

Conclui-se desta forma que a configuracao ( de bomba ,
turbinas e aletas de reagdo) propo&ta & viavel para se ohter

~altos coeficientes de momento no arranque.



|1]
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Vista do conjunto do banco de ensaios
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SUMMARY

In this paper we present some preliminary results of
the analysis of a floating wavebreaker. To formulate the
hydrodynamic problem one distributes sources on the body
contour and then formulates an integral equation which is

solved numerically.

sumMARIO

No trabalho procura-se analisar o movimento e o coefi-
ciente de transmissao de um quebra-mar flutuante. & solu -
gaoc do problema hidrodinamico é obtida distribuinda-se fon-
tes na superficie do corpo, o que leva a formulagao de wuma
equagao integral, que por sua vez € resolvida numericamen-

te.
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I - Introduction

Floating structures have long been used as barriers to
waves. The present nomenclature was probably introduced by
o1y, 10 1905 [ﬂ]. The subject, however, laid dormant until
world war 11l when building instant harbors was necessary
for the invasion on the Normandy beaches. Since then a great
effort has been paid to the development of concepts,theories
and experiments due not anly to potential military uses
but alsc to ecological aspects, exploitation of mineral
resources at the sea, etc.

There is a growing awareness that in many applications
the floating wave-breaker presents many advantages OVET
the fixed type and in some specific ones it 1is the most
suitable type, as for example in protecting drilling oil
platform.

The majority of the available data has been obtained
by using Lwo-dimenéional models in tank experiments. They
are mainly related to incident and transmited wave heights.

The present paper deals with the application of the
linear ship-motions theory to a two-dimensional floating
wave-breaker in regular sea. To calculate the added mass
{(and moment), damping coefficient and the exciting forces

(and moment) one distributes pulsating sources on the body

surface and then fFormulates an integral egquation which is
solved numerically. This method was used instead of the
multipole expansion method [5], [6]since it can be used to
solve fully 3 D problems and to predict the pressure

distribution under obligque wave incidence through the body,
which is not possible with the multipole expansion method.
Also, the integral equation method proves more advantageous
when dealing with increasing frequency (when the multipole
method becomes less and less convenient) and when using
catamaran like cross sections which are common in most
wave-breakers.

In this paper some preliminary results are presented
for simple retangular section wave-breaker.

Il - The Hydrodynamic Problem

Considering the motion of a floating body, as shown
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i Pige b, with the incident waves traveling in the negative
x., direvction. The X g courdinate is oriented upwards and the
Sy plane coincides with the undisturbed free surface.

e body is tree to oscillate with six degrees of freedom.

X
n, - surge D’ /":
6
N, = 5wWa T
2 Y / b
n,— heave l > s m,
“ - /I - —.g—xﬂ—-—
. 1
n, - roll e ° o 0 o o s o & @
qf-pnch //,
n,- yaw 7/ ‘

FIGURE 1
Floating Body with 6 Degrees of Freedom

If the body has cunstant cross sections{in a direction
perpendicular to xl—axis) and is long as compared to a
characteristic length in the sections, one can reduce the
problem to two dimentions as shoun in fig.2, where the sway,
heave and roll motions are now designated by s Ny and Y
respectively.

It is assumed that the water depth is much larger than
half of the wave length, therefore one can consider an
infinite fluid region. Assuming incaompressible and inviscid

fluid and irrotational flow, the velocity field is given by

U = Ve (my,.t)

- (1)

If the motions are small encugh one can linearize the
resulting boundary value problem and get [5] B [6]
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Transmited Y Incident
" wave wave

—

FIGURE 2
Two - Dimensional Wave- Breaker Problem
V2f|l? = 0 in fluid regiun (2)—“—}
trPy- re = 0 in y=20 (3)—("_5}
[ve] = 0 as y—>-o (4)-(8)
wn = un by Idb (5)-(8E)
1
fippropriate Radiation Condition -(R)

where: W normal component of the body velocity

Sb: mgan position of body wetted surface

= T =wave number
-1 -0 't
an £ an 3 u:y = FYY 3 etC.
One notices that condition (FS) is the result of cross
differentiation of the kinematic and dynamic free-surface
conditions. From the last, ane gets the free-surface as

given by
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‘({x,l) & -_é.._._%ur ((‘}

As the result of the linearisalion aone can write the

v

solution -¢ - of the buundary value problem as

W o= @1 m}k (7)

=l

+ O, 4
7

where: @1= incident wave putential
¢, = difraction wave potential

g = radiation wave potential

The potential ml represents the incident wave in the
absence of the wave-breaker. The potential @, represents
the diffracted waves by a fixed wave-breaker on wich one has
the incidence of the waves represented by @,.

The potentials Dyps K=1,3 represent the waves radiated

from the moving wave-breaker in otherwise calm water. One
cansiders anly the following motians:

k=1 : ) - sway

k=2 : n,= heave

k=3t '13- roll

Table l-shows the resulting boundary value problems

) o, _ 0 » k=123
F;:;gon v? ¢, =0 Z B, = 0 v? wjk = 0
yeu 1B By = t@ym 0 | By 00 e 0 |y - Py =10
y — - 00 _iv¢l|-—-u |'C’d> |—-u 1W,jk'_,ﬂ
Sb ml T ¢2 ¢3l.\ =Yy
i n n

Appropriate Radiation Condition

TABLE 1I.
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The incident wave potential is a regular Function and,
for deep water, is given by [B].

oy = 394 g exp (1wt - wx) (8)
w

and the free-surface deformation due to this potential is

& - ok, A€
b 9 at Jy=0 (9)

From table I gne can see that ¢2 potential depends on
the oy potential. The exciting force and moment are calculated
by appropriate integration of the dynamic pressure distribution

= - p 9 (Pt :
p Pat(l 2) (10)

and the free-surface deformation due to the patential[w1+ﬂbL

corresponding to the problem of wave incidence in a fixed
body, is
1 9 (o )
2 e W] + Py
{2 g ot y=0 kE
From table T one can also see that the dBK potentials
depend an the displacamantsnk of the body, that are
defined by:
moo= B exp [-i(ut+ 6k)] , k=1,2,and 3 (12)
where Ek - amplitude of the motion;
3, - phase angle relative to the incident wave.
Therefore, one can consider:
0l =3y k=1, 2,and 3
rpjk = ’Jk e ¢3|< ’ =1, £,an (13}

The velocity potentials ¢3K are now independent af the
amplitude of the motion. The free-surface deformations due
to these potentials are

‘; = s =ik 0 (l“‘)
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The hydrodynamic loads due to these potentials are
obtained by integration of the pressure distribution

2O 3 (15)

Pae & TS

The resulting hydrodynamic loads can be written in the usual
way, by spliting in two parts: the first being in phase
with % (inertial load) giving rise to the added mass and
moment of inertia; the second being in phase with % giving
rise to the damping mass and moment.

The boundary valvue problem for ¢3K is obtained by
substituting ¢3K by ¢3K in table I, excepting the body
condition which reads:

3¢3k ; iwt n

-3_r; = iw e k in b (16)

w

nk=diractnr cossine of the unit normal with respect to the
direction k

IT-1- Splution of the boundary value problems

To solve the boundary value problems for 02 and ¢'3K
one uses a technique developed by Frank [?] and used by
Faltinsen [l] . The technigque consists in distributing
pulsating sources on the body contour, that is, is using

a Green's function, which is given by [8] 5
©

_ -ik(z- %)
£ lzyt 1) = -.!'.{log (sl Yy= lagk e=$) +25?.Uf?—dk}
2n =K
0]
iv(z-£)
. coswt = { & ( g’}. sen wt (17)

where 2k -complex
7 -complex gonjugate

P V. - principal value

The velocity potential is, therefore, given by

o
—

o (z,6) = [ a(). vz, 6549 e (1
5
b
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where 7 (s) - complex function representing the sourse
density

. 2 - diffraction velocity potential
L 3 - radiation velocity potential

To find the sourse density one uses the appropriate
body boundary condition which leads to an integral equation.
To solve this integral equation a numerical approach is
used. The contour of the body is divided into N straight

line segments and it is assumed that the velocity potential
and the sourse density are constant on each segment. Then
the integrals over Sb are approximated by summations over
N segments. As a result of this discretization one obtains
a system of 2N algebraic equations, which permits to
calculate an approximation to the source density. The
details can be found else where [?] .

IIIl - The Equations of Motion For The Wave Breaker

From the previous section one can write the coupled
equations of motion for the wave-breaker with three degrees

of freedom as

lei gl 4t « | Big 140}« |rej|fnd = 63 (19)
i,i=1,2,3
where:

@ j= mass or moment of inertia term including physical mass-
-M-or moment of inertia - 1 - and the added mass coefficient-
—ﬂij- defining the hydrodynamic inertial force in the j'th

direction due to acceleration in the i'th direction

LI 0 Aps=Myg
a5 | = U Mo+ Ay, 0
Moy My 0 Lyy #3554
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B..-damping coefficient- Bi,— defining damping force in
the j'th direction due to velocity in the i'th direction

Bll 0 813
|ﬁ1J| s 0 By, O
B31 8  Bgy
ﬁj-hydrostatic spring constant defining restoring force
in the j'th direction due to displacement in the i'th

direction.( K;; due to mooring system and Cij due to
hydrostatic effect).

Kyq 0 0
IPij | = o Cyp + Kyp 0
0 1] ) EK331K33

NOTE: the spring forces due to the mooring system are not

considered in the numerical results.

Ei - exciting force or moment in the i'th direction.
When equations (12) are substituted into (19) a set of

linear algebraic equations are obtained which may be solved

for the unknown 7%, and 5, -

TV- Numerical Results

A simple retangular wave-breaker section was selected
for testing the computer program. No attempt was made, as
yet, to compare the numerical results with available test
data, and other numerical results. However, the tendency
of the curves encourage to pursue along this line.

As already noted by Frank [2] the numerical procedure
failed at certain special frequencies. This failure is due
to a phenomenon associated with the eigen~-solutions pointed
out, previously by John [3] . Some attempt are being made
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to remove these special freguencies. In figures 3 to 6 one
presents preliminary results for a retangular section (beam,

b=1 m and draft, T=0.2 m). Figures 3 and 4 present added mas
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and damping coefficients; calculated values are presented
only for low frequencies, before the special fregu ncies
show up. Figure 5 shous exciting force and moment. Figure 6
shows the transmission coefficient; one notices, frol the
right part of the figure, that for the Frequency v 7T = 0.48

the wave-breaker is very effective.
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Sumario
0 presente trabalho visa obter um método numérico pa-
ra calcular a camada limite turbulenta em superficies cur-
vas para escoamentos incompressiveis, baseado numa hipédtese
de viscosidade turbulenta composta de duas equagoOes, uma a
de Van Driest (préxima da parede) e outra para regiao afas-
tada da parede.

Summary
The main objective of this work is to obtain a numeri
cal procedure to compute the turbulent boundary layer over
curved surface. The method is based on the eddy viscosity
concept. Near the wall the Van Driest hypothesis was used,
and another one far from the wall.
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L. Introdugao
iétodos numéricos para o calculo da camada limite tur

bulent : tém sido publicados em grande nimero recentemente,
porém pouca coisa tem sido feita em relagdo a escoamentos
sobre superficies curvas.

Wattendorf, F.L. |1]| foi um dos primeiros a estudar o
efeito de curvatura no escoamento turbulento. Nessa pesqui-
sa 0 autor investigou experimentalmente a distribuigao da
velocidade turbulenta em canais e dutos finos de secdo cons
tante.

Narasinha, R. e Oyha, S. |2]| estudaram o efeito da
curvatura longitudinal na camada limite. Nesse trabalho foi
usada a técnica de perturbagao de Von Dyke, que expande em
série de Taylor as variaveis u e v. A equacdo diferencial
de ordem zero tem pouca influencia no efeito de curvatura,
sendo resolvida separadamente. As outras, sao reduzidas por
uma aralis: de similaridade a equagdes diferenciais que sdo
resolvilas numericamente.

C:bezi, T. |3|, examinou o efeito de transigao para
camadas linite turbulentas em superficie curva. Nessa pes-’
quisa Cebeci usou a equagdo do movimento e um modelo matemd
tico para o tensor de Reynolds composto de duas equagoes, u
ma para a regido proxima e outra para a regido afastada da
parede. As equagoes foram usadas em coordenadas cartesianas
sendo apenas corrigido o efeito de curvatura para a equagao
do Tensor de Reynolds.

Dvorak, F.A. |4|, calculou a camada limite turbulenta
e jatos sobre paredes, para superficies curvas. Dvorak usou
a equagao do movimento e da continuidade em coordenadas cur
vilineas, tomando como modelo o Tensor de Reynolds a equa-
¢ao da hipotese do comprimento de mistura, modificada por
Van Driest |5|, para a regido proxima a parede, e a equagio

desenvolvida por Wygnask e Fiedler para a regiao afastada
da parede, em coordenadas planas.

S0, R.M.S5. e Mellor, G. |6}, mediram os efcitos da
curvatura sobre a camada limite turbulenta. Nesse trabalho
foi investigada experimentalmente a camada Limite turbulen-

ta em supertficie curva convexa, com raio de curvatura varid

vel.
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Patankar, S.V.; Pratap, V.S. e Spalding, D.B. |7], es
tudaram o escoamento turbulento em tubos curvos. Primeira-
mente foi adotado um modelo simples do tensor de Reynolds u
sando a hipotese do comprimento de mistura que niao concor-
dou com os dados experimentais. Diante disso foi adotado um
modelo que relaciona o tensor a cinética e a taxa de dissi-
pagao, Launder e Spalding |8].

So, R.M.S. |6]| obteve uma equagao para o tensor turbu
lento-em fungao da velocidade média, da rotagdo e da escala
de comprimento da turbulencia. Para fluxos em superficies
planas e escoamento irrotacional essa expressao recai na e-
quagao de Prandtl para o tensor turbulento, onde o compri-
mento de escala tem o mesmo significado do comprimento de
mistura. Baseado na hipotese de Boussinesq, deduziu para su
perficies curvas uma equag3o para o tensor de Reynolds seme
lhante a que estamos utilizando no presente trabalho sem,
entretanto, usar nenhum modelo matematico para a viscosida-
de turbulenta afim de resolver o sistema.

Pereira, H.V. |9| desenvolveu um método numérico rapi
do e economico, para calcular a camada limite turbulenta. 0
programa, admite com facilidade sua adaptagao a qualquer ou
tro modelo.

Pereira, H.V. |10| aplicou a hipdtese da similaridade
de Von Kiarman para escoamento turbulento sobre superficies
curvas. Com isto foi possivel estabelecer uma expressido pa-
ra a viscosidade turbulenta para esse tipo de superficies.

Shivaprasad, B.G. e Ramaprian, B.R., estudaram experi
mentalmente o efeito de curvaturas suaves sobre os parame-
~tros da camada limite turbulenta.

Neste trabalho vamos desenvolver um método numérico
para o calculo da camada limite turbulenta sobre superfi-
cies curvas. O sistema a ser resolvido é formado pelas equa
¢oes do movimento, da conservacdo da massa e a hipotese da‘
viscosidade turbulenta adaptada para escoamento sobre super
ficie curva.

2. Formulagac do problema

Apos desenvolver as equagoes para coordenadas curvili

neas, e aplicar as simplificagoes de Prandtl obteve-se 0
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sistema de equagoes que segue:

= - e (x) w T

— & e 8 N ek o

ra B g M e e b L T

ax 3y dx IX g, R

3 3 au u
P 3 R { Uy fe {22 {_u]| (1)
3y dy R 3y Jy R

condigoes de contorno

=v =0 paray =0

cl

=1

+ U_(x) quando y + =

Afim de que o sistema formado pelas equagoes (1) e
(2) possa ser resolvido € necessario formularmos uma  ex-

pressao para a viscosidade turbulenta, . O modelo utiliza

do nesse trabalho foi o seguinte: - perto da parede:
! 2 3u f u,
e, = £ k2 y? |1 - exp (-y/8)1% |2 - LY (3)
e afastado da parede
fy k0 U (x)sé* ¥y (4)

Nas equagoes acima,§ e a espessura da camada limite,
§* a espessura de deslocamento, y o fator de intermitencia,
k, = 0.4, k= 0,0168 ¢ £ = R(R + y)~1
nadas e de tal forma que x ¢ medido ao longo da superficie

. 0 sistema de coorde

y perpendicular a superficie e R o raio de curvatura.

A fim de dar maior generalidade a solugao do problema,
o sistema de equagdes, formado por (1) e (2), com as rela-
¢oes auxiliares (3) e (4) foram adimensionalizadas.

0 sistema adimensionalizado foil discretizado usando o

método de diferengas finitas. Como o perfil de velocidade

e

presenta um gradiente de pressao muito elevado perto da pa-
rede e depois esse gradiente tem uma variagao muito pequena,
foi adotada uma grade de malha variavel. Essa grade possui



A-499

a malha pequena proxima a parede e cresce a medida que nos
afastamos dela.

A discretizagao das derivadas de primeira e segunda
ordem que aparecem nas equagoes foram escolhidas de modo
a fornecer um método implicite de diferenga finita. Isto
nos garante convergéncia e estabilidade para qualquer tipo
de incremento.

3. Analise dos resultados e conclusdes

Como primeiro teste, afim de calibrar o modelo, este
foi aplicado @ placa plana. Isto € facil de ser obtido vis-
to que basta fazer com que o raio de curvatura da superfi-
cie tenda ao infinito. Os resultados obtidos para a  placa
plana foram comparados com os de Wieghardt |12].

Apés os devidos ajustes e calibragens obtida através
do teste do escoamento ao longo de uma placa plana isotérmi
ca, foi usado o caso-teste, o trabalho experimental de Shi-
. 0 trabalho |11| con-
siste na determinacgao experimental das camadas limites for-‘

vaprasad, B.G. e Ramaprian, B.R. |11

madas ao longo das superficles concava e convexa, de um da-
to curvo de secgao retangular. Os resultados, os quais se-
rio apresentados mais adiante mostrarao a eficiencia do mé-
todo.

Antes devemos salientar alguns aspectos importantes
do funcionamento do modelo.

0 perfil inicial de velocidade, o qual deve ser forne
cido numericamente ou algebricamente, tem grande influencia
na inicializagdo do processo de marcha. Inicialmente quan-
do este perfil fornecido nio estiver proximo de seu valor
real o nimero de iteragdes serd bem maior. Um teste foi rea
lizade para a placa plana, no qual foram utilizados, dois
tipos de perfis iniciais: um senoidal e outro experimental.
No primeiro caso, ate que a convergencia foi alcancada, um
nimero de iteragdes por estacdao na ordem de 10 foram gastas
Enquanto que para o perfil experimental ja na segunda ou
terceira iteragdo o critério de convergencia serd satisfei-
to. Um perfil algébrico usado ¢ que conduz a bons resulta-
dos é o perfil logaritmo.
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Na determinag¢io do acreéscimo inicial na diregdo per-
pendicular 4 parede, deve-se tomar um cuidado especial pois
ela ird determinar o numero de pontos da grade nesta dire-
gao. Um numecro excessivo de pontos ira fatalmente aumentar
o tempo de computagao. Nos casos testados o valor inicial
do incremento foi da ordem de 0,025 do valor otimo conforme
l9].

Outro fator que afeta o tempo de computagdo € a rela
gao entre dois incrementos sucessivos na diregao vertical,
este deve ter seu valor entre 1,01 e 1,05, sendo 1,03 um va
lor 6timo |9|. Temos ainda a considerar o incremento ao lon
go da diregao x. Aqui, quanto maior o incremento na diregao
X, menor serd o tempo de computagdo porém menor precisdo.Na
tabela 1 damos a comparagdo, embora reduzida do tempo gasto

para computar uma estagao.

Tempo computagdo

Caso
AE = 3000 AE = 6000
Placa plana 5s : 30 s 6 s : 0,4 s
Sup. concava 6s:22s 65 : 0,45
Sup. convexa 5s : 44 s 6 s : 0,4 s

Tabela 1

A inspegao destes resultados nos indicam primeiramen-
te que hd uma pequena diferenga em tempo de computagdo en-
tre a placa plana e as superficies curvas.

Como amostragem dos resultados obtidos foram escolhi-
dos alguns graficos, como o da viscosidade turbulenta para
a superficie convexa. Estes foram escolhidos para que fosse

testada a hipotese formulada por Pereira |9|. Verificou-se

que para a superficie concava, conforme a figura 1, o mode-
lo ajusta-se melhor aos dados experimentais de Shivaprasad
e Ramaprian |11|. Enquanto que para a superficie convexa,
conforme a figura 2, existe uma diferenga sensivel entre os
resultados experimentais e os previstos pelo modelo. Os de-
mais parametros da camada limite tiveram um comportamento
mais ajustado aos dados experimentais.

Na figura 3 o coeficiente de fricgao calculado numeri
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camente € comparado com determinado experimentalmente por
Shivaprasad e Ramaprian |11|. A concordancia dos resultados
¢ excelente.

L VISCOSIDADE TURBULENTA o1 1 _F’ T T 1 T
SUPERFICIE CONVEXA | ol _® | ' I
sef— | .} ! u—‘» = ; R =

| |

ol ' b
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SUMMARY

The flywheel can be made to store more energy per
unit weight, volume and cost than conventional electric
storage batteries. It can accept or deliver the energy at
" a much higher rate than the electric battery, and can have
much longer operating life. These capabilities uniquely
qualify the flywheel for many stationary and mobile energy
conservation concepts which, if implemented, could signi-
ficantly reduce world oil consumption. Current flywheel

programs in the U,S.A. and other countries are discussed.

Résumé

Le volant peut étre constitué en maniére d'emmagasiner
plus d'énergie par unité de masse, volume et prix que les
éléments d'accumulateur traditionnels. Il peut accumuler
ou livrer 1'énergie % un taux plus haut qu'une batterie
électrique et peut avoir une dureé de vie utile plus longue.
Ces possibilités qualifient le volant uniquement pour
heaucoup de projets de conservation d'énergie stationnaires
et mpbiles qui, dés leur mise en oeuvre, pourraient réduire
la consommation mondiale du pétrole. On discute les
programmes courants de volants en voie d'exécution aux Etats

Unis et en d'autres pays.
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1. Introduction

The principal purpose of this paper is to describe
a number of energy storage flywheel applications in the
United States and the world which could, if implemented,
result in significant reduction in world oil consumption.

Although flywheels have been in use for thousands
of years to store brief pulses of energy in various appli-
cations, it was not until the last one hundred years or
so that the technology was sufficiently developed to per-
mit flywheels to store energy for relatively long periods
of time. An example of this was the American Howell
torpedo which was developed over a decade beginning in
1883. The sole propulsion energy source for this weapon
was a steel flywheel which was spun up by means of a
steam turbine, and provided sufficient energy to allow
the torpedo's propellers to drive the weapon for several
minutes at very high speed. The use of the flywheel in
this system resulted in a Naval torpedo having a greater
velocity and greater range than any other in existence
at that time.

Within the last decade there has been an order of
magnitude improvement in the performance of flywheels,
largely because of the availability of a number of aniso-
tropic materials having significant improvement in strength
to-weight ratios. Since the energy-to-weight ratio of a
flywheel is a direct function of the strength-to-weight of
the material used in its construction, there has been a
recent concentration of effort to develop flywheel config-
urations which could make optimum use of this new family
of anisotropic materials. One configuration which appeared
to satisfy this requirement with a minimum of disadvantages
is the wound flywheel configuration comprised of a rela-
tively large number of concentric rings wound from compos-
ite material, of which the principal ingredient is the
high strength filaments. A similar configuration is that
developed at The Johns Hopkins University Applied Physics
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Laboratory, which utilizes essentially bare filaments

which are held together only at discrete angular loca-
tions.

The applicability of the flywheel to energy con-
servation results largely from its ability to accept and
deliver energy very rapidly without compromising its
design lifetime. Additional advantages are covered in
the following paragraphs.

2. Summary of Flywheel Capabilities

The flywheel has a number of exceptional capabil-
ities which make it superior to electric batteries for
many storage applications. Some of these capabilities
are intrinsic to the physical flywheel concept; whereas
others have resulted directly from the recent availabil-
ity of the new materials and technology. It is necessary
to distinguish between these two types of capabilities
in order to permit the correct comparison between modern-

day flywheels and their predecessors.

a. Intrinsic Capabilities

It will be seen that many current energy storage
applications require that the storage device be capable
of high power density, or high rate of delivery of energy
to the system or rate of extraction from the system. The
types of electric storage battery which qualify for many
of the current applications are normally limited to less
than 100 watts per pound power density. The next genera-
tion batteries, which are expected to be available within
a few years, will have power densities generally less than
about 200 watts per pound. It is not unusual for fly-
wheels, in contrast, to have a power density capability
of several thousand watts per pound, and upward. While
relatively few of the applications:discussed herein will
require power densities of this magnitude, it is impor-
tant to note that the rate at which the flywheel accepts
or delivers the energy does not affect the design lifetime
of the flywheel. 1In the case of the typical battery,
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however, the higher power densities usually result in
considerably reduced battery lifetime.

In contrast to the electrical battery, the flywheel
enjoys an exceptionally broad range of input and output
flexibility. For example, it can be spun up (charged)
either electrically, or by some mechanical device such as
an engine, or hydraulic or pneumatic motor. Similar flex-
ibility applies to its output.

The flexibility in size of the energy storage device
distinguish the flywheel and the electric battery from
other types of energy storage systems such as pumped
storage, compressed air, etc. The performance of the fly-
wheel is not affected by size, and the applications de-
scribed vary from a few hundred watt hours to a few hun-
dred megawatt hours.

Since the operating lifetime of the flywheel is
generally determined by its exposure in successive charge/
discharge cycles to cyclic.stress variations, it is
usually practical to limit the maximum stress encountered
to that level which would permit the design lifetime of
the flywheel to be comparable to the design lifetime of
the overall system. In many cases this has the effect of
greatly reducing the overall lifetime cost of a flywheel
energy storage system, compared with an electrical battery
storage system, which generally would have to be replaced
several times during the lifetime of the system.

b. Recently Improved Capabilities

As stated previously, the availability of new materi-
als having considerably greater strength-to-weight ratios
than was previously available, has permitted the develop-
ment of flywheel fabrication techniques resulting in
greatly improved energy-to-weight ratios, with correspond-
ing improvement in energy-to-volume ratios. Generally
speaking, the higher performance materials tend to have
higher costs, which tends to make the higher performance
flywheels more expensive than the very low cost flywheels.
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Flywheels made of isotropic materials, such as solid
steel, have a theoretical energy storage capability of
about 48 watt-hours-per-pound. However, in consideration
of practical operational conditions, the predominant of
which is safety, the isotropic flywheels. are generally
limited to about five or six watt-hours-per-pound. In
contrast, the performance of the improved wound flywheels
is in the range of ten to thirty watt-hours-per-pound,
and the principal objective of the current U.S. Department
of Energy high performance program, is a demonstration of
flywheels having a capability of forty watt-hours-per-
pound. Actual Laboratory demonstrations have exceeded
twice this value, and theoretical energy densities (not
achievable) using the best current materials appear to be
about 200 watt-hours-per-pound.

There has been a similar improvement in the energy
to cost ratio of current flywheels. In a program recently
concluded at the Applied Physics Laboratory of The Johns
Hopkins University the Laboratory demonstrated flywheels
having an estimated cost of $50. per kilowatt hour.
These flywheels made use of special, low cost materials,
having moderate strength-to-weight ratios. Energy den-
sities for the very low cost flywheel program ranged
within 10 to 20 watt-hours-per-pound, although in many
low cost flywheel applications the weight or size of the
flywheel is of little consequence to the system.

In addition to the order of magnitude improvement
in performance there has been a corresponding improve-
ment in flywheel efficiency. Improved vacuum systems
will allow the modern flywheel to operate with acceptable
aerodynamic losses. Magnetic suspension and other new
bearing technology will allow flywheels to operate with
minimum mechanical losses. New rotating seals, as well
as new concepts for eliminating seals, promise further
reductions in mechanical losses. Using these technol-
ogies it is expected that future flywheel systems will
have total losses not exceeding about one percent of the
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total power. For example, a two kilowatt hour energy
storage system could hﬁve a total loss of not exceeding
20 watts. Actually, in the flywheel system, a total loss
will be more a function of the total energy in the fly-
wheel, rather than total power, since it is the energy
that determines the mass of the flywheel., In this case

a two kilowatt hour energy storage system would have a
loss of 20 watt hours per hour in the example cited in
the foregoing.

Possibly the greatest single advantage accruing
from the use of the modern high strength filamentary
materials is in the area of safety. It is an empirical
fact that the stress in the wound filaments of a flywheel
varies as a function of the square of the radius from the
center of rotation. It follows that a wound flywheel
having, for example, an inside radius of half the outside
radius, would be theoretically impossible to fail catas-
trophically, since the maximum stress at the outside of
the flywheel is four times the maximum stress on the
inside of the flywheel. This feature has been demonstra-
ted repeatedly in the hundreds of spin tests to destruc-
tion of flywheels at the Applied Physics Laboratory, The
Johns Hopkins University, where the flywheel wound
structure would typically remain essentially intact after
other parts of the flywheel had failed from other causes.
It follows that without the need to design for catastrophic
failure the containment problem of the modern flywheel is
orders of magnitude simplified, compared with the contain-
ment problem of previous isotropic flywheels.

3. Energy Conservation in Vehicular Flywheel Systems

The high power density capability of the modern fly-
wheel makes it uniquely'qualified as a load-leveling
device in the automobile, whether it be electric or
engine powered. In either case the principal advantage
accrues from the capability of the flywheel to provide
the acceleration and braking power which will reduce the
load peak requirements on the battery or on the engine.
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In these hybrid cases the typical weight of the Ilywheel
is less than one half of one percent of the weight of the
vehicle. The battery/flywheel hybrid uses the energy lrom
the batteries to charge the flywheel over relatively long
periods of time; whereas, the flywheel delivers the energy
at high power levels to the wheels via an appropriate
transmission arrangement. This provides a number of sig-
nificant advantages to the electric vehicle so equipped.
Elimination of the energy peaks results in significant
improvement in battery life. There are also significant
improvements in vehicle range, since the lower charge and
discharge rates result in improved battery performance.
Vehicular acceleration is generally improved by the fact
that the flywheel can deliver energy at higher power
levels than the battery. Lifetime cost of the vehicle is
improved, because the minimization of load cycling on the
batteries increased their lifetime and extend the period
between required battery replacements.

The performance of the combustion-engine-powered
automobile is similarly improved by the presence of a fly-
wheel in the power train. The engine is generally over-
sized by a factor of three to four to give the vehicle
acceptable acceleration characteristics. Since this
engine has to operate over a wide range of rotational
speed and power it is less efficient than if it were
operated at a relatively constant speed and power. The
addition of the flywheel in the power train allows this
to be accomplished effectively. In the flywheel/engine
hybrid vehicle, the reduced size internal combustion
engine is arranged to operate at near constant speed and
near maximum power levels through a variable transmission
to spin up the flywheel. When acceleration of the vehicle
is required, the flywheel delivers the energy at a much
higher power level via the variable transmission to the
wheels,

Typical results of flywheel/engine hybrid vehicles
in the United States are that fuel consumption has been
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improved up to 50% while cemissions have been reduced
significantly. Part of the improvement in the fuel ccon-
omy results rfrom the fact that the presence of the fly-
wheel in the power train permits regenerative braking to be
an accomplished fact.

About thirty yecars ago the Swiss Ocrlikon Company
succeessfully demonstrated the use of flywheels in the
urban bus. The Ocrlikon bus was powered solely by fly-
wheel energy storage, and utilized a 3000-pound flywheel
driving an eclectiric motor generator. When operated as a
motor, the clectrical unit charged the flywheel, and during
operation of the bus the electrical unit operated as a
generator providing power to eclectric motors in the
vehieles' wheels. Having operated successfully for more
than 17 years in scveral countries, the {lywhecel-powered
bus feasibility had obviously been established.

At the present time there are a number of programs
around the world in which the flywheel-powered bus is being
vigorously pursued. In the United States recently a $5M
program was initiated at the General Electric Company to
develop a bus powered solely by a flywheel. A similar-
sized contract was also recently issued to the Garrett
Corporation in California to develop a flywheel/combustion
engine urban bus. The flywheel-only vehicle will be an
electrical machine having a range of about three and a
half miles in urban traffic. The flywheel/engine vehicle
will utilize a diesel engine about half the normal size,
and is expected to demonstrate a fuel consumption with 50%
improvement over the conventional diesel Bus.

Flywheel-powered urban bus programs are also being

pursued in a number of other countries. In Italy, for
example, the development of the flywheel propulsion system
for the urban bus has been under way for several years.
At the present time the Italian urban bus flywheel having
a capacity of 24 kilowatt hours, is under life cycle test-
ing. It is fabricated from steel wire using the Applied'
Physics Laboratory bare filament technology.
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In West Germany a flywheel/diesel bus demonstiation
unit is further advanced, and is expected to be demon-
strated in the near future. Other flywheel-powered (rban
bus study programs are under way in the Netherlands Sweden,
Japan and Canada. The principal reason for this extensive
worldwide activity in the flywheel-powered urban bus is the
promise of greatly improved fuel economy.

The United States Department of Energy in conjunction
with the Metropolitan Transit Authority of New York City
recently concluded a demonstration program in New York
City in which the operational energy of a subway train
was improved more than 30% by the use of on-board flywheel
energy storage systems. The flywheel energy storage system
enabled much of the deceleration kinetic energy of the
train to be recovered in the flywheel system for subsequent
use in acceleration of the train.

The flywheel is also being considered to imprcve the
performance of the conventional electric train. In West
Germany as well as in the United States, significant pro-
grams are under way to study the feasibility of way-side
charging stations based upon the use of flywheels energy
storage. In this application a considerable amount of
energy is recovered from a train going down a mountain and
stored in the flywheel for subsequent use to the next
train going up the same mountain. The studies have shown
that the energy savings in this application can be con-
siderable.

4. Energy Conservation in Stationary Flywheel Systems

In the United States and many other locations through-
out the world, the typical load versus time curv: for the
utility company indicates a diurnal load variation with
minimum to maximum load peaks in excess of 50% o: the
total load. The generating plants with the highest effi-
ciency are those which can operate constantly ovur a 24-
hour period. Typically in the United States, older, fossil-
fueled generating plants are utilized for the intermediate
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portion of the load cycle because they are capable of
being turned on and off each day as required without a
substantial penalty in efficiency. It is also character-
istic that there are peaks in the load magnitude each

day amounting to nearly 25% of the installed power capac-
ity, but representing only about 4% of the total energy
requirement. These power peaks are usually provided by
fossil-fuel fired turbine units, whose fuel consumption
is considerably higher (and more expensive) than those of
the other two types of generating plants,

The basic premise regarding the use of energy stor-
age as an energy conservation device is that energy
storage can allow the elimination of many of these less
efficient power-peaking plants, and thereby greatly
reduce national petroleum consumption. The flywheel
energy storage systems would allow excess energy to be
stored during off-peak hours, which could be delivered
to the load during the peak cycle.

Studies have shown that energy storage at the load
site and energy storage at the utility site are both
effective means of accomplishing this. In the United
States a typical example is the individual home. Signi-
ficant programs are under way to demonstrate the feasi-
bility of using flywheel energy storage in the home to
enable nighttime storage, and thereby reduce the diurnal
load peaks on the utility system. The Applied Physics
Laboratory has recently completed a program for the
Department of Energy which was aimed primarily at demon-
strating low cost flywheels for the individual home-type
application. In a parallel program at the Massachusetts
Institute of Technology a program is under way for a
demonstration of a complete full-sized home energy storage
system involving a several thousand pound flywheel and a
special control system. This system would automatically
accept energy from the utility company during midnight
hours, store it overnight, and thereafter provide the
total energy requirements of the home during the daytime
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hours; thus completely eliminating that individual home's

contribution to the utility peaking cycle the following
day.

Similar studies have shown that industrial plants
contributing to the diurnal peaking problem can also make
use of flywheel energy storage systems to reduce peak load
requirements. A side benefit from the home and industry
diurnal storage systems is that, at the present time, in
many locations in the United States the nighttime energy
is available at a fraction of the cost of the daytime
energy.

Other studies have shown that energy storage at the
utility site is equally effective in eliminating the need
for the diurnal peaking plants, and studies in many
countries throughout the world have indicated1 that these
could be instrumental in greatly reducing pe‘roleum re-
quirements of the utility plants. Although these energy
storage systems may eventually be as large as 160 mega-
watt hours of stored capacity, it is not necessary that
this capacity be provided by a single flywheel. 1In a
recently completed study at the Applied Physics Laboratory,
for example, it was concluded that 1400 mass-produced
small flywheel generator systems could be installed in
underground silos in an area of about one-half acre of
land. The study indicated that, while the total cost of
such a system would be slightly higher than one using
a few flywheels, the technology required for the smaller
flywheel system virtually exists at the present time;
whereas, the technology required for the larger flywheels
may take years to develop.

5. Conclusions

The principal conclusions which can be drawn from
the foregoing discussion are as follows:
1. The modern flywheel has capabilities which
uniquely qualify it for a number of energy
conservation concepts.
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The use of flywheels in various transportation
applications could improve fuel consumption
significantly, while also providing other
benefits including reduction in lifetime

costs.

The widespread use of flywheels in stationary
energy systems could result in an improvement
in fuel consumption of power plants through a
reduction in diurnal load peaks. It would also
greatly enhance the energy production capability
of these power plants.
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SUMARIO

Este trabalho tem por objetivo a determinagao do coefi
ciente de arrasto de onda para empenas tipo delta em escoa
mento permanente, irrotacional, supersénico. A perturbagio
da empena sobre o escoamento é simulada por fontes de inten
sidade constante. As forgas de pressao sao obtidas numeri
camente pela integragdo dos coeficientes de pressao, aproxi
mados pela utilizagao da teoria dos corpos esbeltos lineari

zada.

SUMMARY
The objective of this work 1s to determine the wave
drag coefficient for fins of delta type in steady supersonic
irrotational flows. The theoretical model assumes that the
perturbation by the fin in the flow is represented by
sources of constant intensities. The pressure forces are
obtained numerically by integration of the pressure

coefficients using the linear theory.
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1. INTRODUCGAO

QO presente trabalho tem por ohjetivo a determinagio
do coeficiente de arrastro de onda para empenas tipo delta
em oescoamento supersonico. As forgas de pressio sio obtidas
pela integragio dos coeficientes de pressao ao longo da  su
perficic da empena. Para a determinagao destes cocficientes
¢ utilizada a teoria dos corpos esbeltos linearizada. A per
turbagio da empena sobre o escoamento ¢ simulada por fontes
de intensidade constante distribuidas em seu plano !1].

Para resolugdo das integrais € usado o método de Gauss
0 que permite generalizar o processo para 0S casos em que a
intensidade das fontes seja variavel.
gt y

S Uogtu

= X
Figura 1 - Ponto da superficie da placa esbelta.

2. ESCOAMENTOS SUPERSONICOS TRIDIMENSIONAIS

Uma fungao potencial ¢ (x,y,z) associada a um ponto
genérico P (x,y,z) € dada por uma distribuicdo continua de
fontes localizadas numa 4drea finita de um corpo imerso enm
um escoamento em regime permanente, com velocidade constan-
te U, , irrotacional, ideal, isentrdpico. Fisicamente estas
fontes perturbadoras sao interpretadas como pontos materi -
ais do proprio corpo afetando o escoamento que o envolve, o
riginando assim as componentes da velocidade perturbadora u,
v,w, em um determinado ponto.

Como o corpo, por hipotese, & delgado estas fontes po
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dem ser localizada em um plano no caso de placas, ou no  ci

xo de simetria para os corpo de revolugio.

As perturhagoes ariginam cones de Mach cuja regiao in

terna ¢ por clas afetada.

Para o caso de planos delgados, a analise das  fontes
distriubidas sobre uma drea & distinta daquela para  os cor

pos de revolugio.

A figura 1 mostra um ponto S da superficice do plano
cujos raios de curvatura sio compativeis com a hipatese dos

corpos delgados.

Na hipdtese de cscoamento ideal a velocidade ¢ tangen
te 3 superficie do corpo. Conscquentemente, @ inclinagao da

superficie da empena & dada pela relagao

W

/oo(u ) ? o+ v?

tg AN

sendo u, v, w muito pequenos em presenga de U_ pode-se es
crever

0 coeficiente de pressao pode ser relacionado a fun-
gao potencial ¢.

Sob a hipdtese do ar comportar-se cOmo um gas perfei-
to escoando isentropicamente

P- P, ;
< 2 = F o=
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¢ o coclicviente de pressdo & definido por

3. APLICACAO A EMPENAS TIPO DELTA

Para efeito de andlise de escoamento supde-se, além
das hipdteses mencionadas anteriormente, que:
- outros componentes do missil, tais como ogiva e corpo ci-
lindrico ndo interferem sobre as empenas ;
- 0 eixo de simetria da empena & paralelo a diregao da velo
cidade U, isto €, 0s angulos de ataque e desvio sao nulos.

Y
9 Ba g™

Figura 2 - Posigoes da aresta de ataque e da linha de Mach.

Em determinadas situagdes, o escoamento sobre uma em
pena tridimensional finita pode ser considerada como equiva
lente a um escoamento sobre empena bidimensional, do compri
mento finito |2].

A figura 2 representa uma empena em tres 51tuagoesd15
tintas em funcao das inclinagdes tg~ B e tg 1K que sao for
madas pela aresta do cone de Mach e pela aresta de ataque
com o eixo dos y respectivamente.

Estas situagdes permitem considerar quatro casos dis-
tintos para efeito do computo do coeficiente de arrasto, em
fungao da relagao
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Na figura 2a a velocidade U_ € tal que toda a empena
(1° caso) e uma regiao adjacente (29 caso) sao afetadas pe-
lo vértice A e pelas perturbagoes correspondentes aos pon-
tos da superficie da empena. Na figura 2b somete a regiao
da empena € afetada pela presenga do vértice A (3% caso). Na
figura 2.c parte da empena situa-se na zona de siléncioc e
pelas consideragoes feitas anteriormente pode-se considerar

a regiao ABC como bidimensional (4° caso).

Uma empena biparabolica cortada tem se¢ao longitudi-

nal composta por dois arcos parabolicos.

.
P
s
7 h
2
-
2

I I
! !
A
Figura 3 - Empena biparabdlica cortada.

Estes arcos podem ser substituidos por 1linhas poligo-

nais com trechos de inclinagdo constante |3]|.

A consideragao de projecao constante, sobre o pla
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no de simetria da empena, dos diversos trechos implica

em vantagens para efeito de computagdo.

As empenas tipo aba dupla podem ser considera-
das como arcos biparabdlicos com dois trechos de in-
clinagoes constantes. Para os casos de empenas cujas
secoes longitudinais sao parabolas continuas, evidente-
mente quanto maior o numero de divisoes, melhor a a

proximagao obtida.

0 coeficiente de arrasto € dado pela integragao
coeficiente de pressao na direcao do eixo da empena.
Como cada uma das P divisdes tem inclinagao diferente
as outras, a cada uma € associada uma intensidade de fontes

e o coeficiente de arrasto correspondente a cada trecho (Fig.

dFl

Figura 4 - Forga de pressao em um elemento de drea

4) € dado por

de um trecho genérico.

D oo
I 2 s I uZ 5 ’
TD A T2 p
onde p, U e S sao a massa especifica, a velocidade

[--]

da empena e a area de uma face da empena Tespecti-

vamente, ou, genericamente



sendo
C A =2 Gy ks dke (1)

onde j indica a localizagao da perturbagao e q o trecho que
contribui para o arrasto. Para efeitos a jusante, no escoa-
mento, j varia de 1 a P e k de j a P. Para efeitos a montan
te, j varia de 2 a P+1 e k de j-1 a 1. A area de uma empena
€ representada por A.

A aplicacdo da equagao (1) aos quatro casos de uma em-

: ; - h - b
pena cortada (Fig. 4) C?JO corte e expresso por e = R
leva as seguintes equagoes:
- 1% cadso
E
§ ) Bkjkk R. i Rk+1) 1
Dy k m R 1l-a (1l-a )Jn - R k+1
3 j o = £)=
]

1
ni-t? _ /?
cosh™! 1 dt + (1-e)? L cosh~? nj % dt
1-t? £# yagd
L

(z)

onde j varia de 1 até P e k de j até P e o limite de inte -
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gragdo & representado genericamente por

Le_1-c¢
Rye1
ow &R
j
- 29 caso
L z
A, R 2
TR, . B [ S (1-€2) 1(505]11/51-1{“+
3.k T8 l-a 1-e? Jﬁ§:i t t2-1
1
R. . n. 2
oy [N .1
il e e s A (3)

(t?- Ef%’ t?-1

onde j varia de 2 a p*l e k de j-1 e o limite de integra

GA0 € expresso por

R.
{2 ~e]

R.
__=|_ = e
Ry

Se nj £ L nado existe a segunda parcela da expressao

¢ o limite superior da primeira parcela passa a ser nj

- 3% caso
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¢, - I T I (1o Selye [ 1
. LS TN
j.k g 1-a 1-e? R. k+l .2
] 0 {1 —=—r)
R.
j
1
dt _a12
1_t2 * thowld B (4)
T

onde j varia de 1 até P e k de j até P e o limite L de inte

gragdo € dado por

- 1
R
] - e k1
R.
j
5.0
4.0 ]
3'0‘ .9‘
o 204
ART'2
1.0 4
0.51
0.41
0.3 AR Tgbh
0.2+ 3
i [
Ret 4 & ARTQ8:zaS4 | |

0.
B VR IS QN
AR B

Figura 5 - Coeficiente para Empena Biparabdlica

cortada (e = 0,5).
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- 4% caso
: C BN Ry i - Rhl}z
D5 x me dma (1-ef) on?, R,
L
/n2-t2
‘—"——ﬁ'—l—"—'-— Cos-l —J—'—?dt“‘(l'{.‘z)
(1 k+1 tlz 1-t
R.
0 J
n.
1
1 -1 / ni-t?
e e A R 8} sy
- L 1-t 2 nj tz

onde j varia de 1 até P e k de j até P e o limite de inte -
gragao é dado por

o 1 - e (6)
R
i e k+1
R
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Se nj < L a expressao transforma-se¢ em

E 8X.) R. R
Bk woie® b e b o | kLG
T8 l-a () .2 /1—nj? R;
e |
nZ-t?
1 cos ™1 L e &
(1- —k*1 432 1-t?
0 ks
L
. {l“ k+l)z m dt +
R. 2 R 2
. j
1
¥ fl=ayd X _dt
2l (7)
L

onde L é dado por (6).
4, CONCLUSDES

A confrontagdo dos resultados apresentados com os gra
ficos da referéncia [4], indica que o método teve validade
e pode ser empregado para qualquer caso fazendo-se as neces
sarias adaptacoes.

Para os perfis parabdlicos foram usadas seis divisdes
no arco; este nimero pode ser aumentado para uma melhor a -
proximagao.

0 tempo de computagao pode ser reduzido pela utiliza-
¢ao de um equipamento mais rapido do que a calculadora em -
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pregada (HP 9830 A).

Os resultados experimentais ja obtidos|3| traduzem

a

utilidade do arrasto de onda no computo do arrasto total de

uma empena.

(1

(2)

(3)

(4)
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