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Otimizacao do Conforto e da Seguranca
de um Trator

Comfort and Safety Optimization of an Agricultural Tractor

D. E. Zampilerl

UNICAMP - FEM - DMC, Brasil
G. Rill

FH Regensburg, RFA

Abstract

The dynamics of an agricultural tractor with a suspended front axle and an elastically mounted rear implement
was investigated. [t was shown that the combination of two separately optimized systems does nol guarantee a
good performance.Only the optimization of the complete system yields a perfect dynamic behaviour.
Keywords: Agricultural Tractor, Dynamics, Comfort, Safety, Optimization

Resumo

A partir da simulagdo da dinimica vertical de um trator determinam-se os valores 6limos de rigidez e
amortecimento de sua suspensao dianteira ¢ de seu acoplamento eldstico com o implemento através de um
critério quadrético de olimizagio, baseado na aceleragio vertical de seu centro de massa e na variagio dinidmica
da carga nas rodas, Por perturbagio do sistema propde-se a transposigio de um obsticulo em forma de rampa,
com o vefculo se locomovendo em velocidade constante, Dos resultados obtidos prova-se que a otimizagio de
dois conceitos em separado ¢ no final adicionados, ndo conduz necessariamente a um Gtimo.

Palavras-chave: Otimizagio de um Trator, Conforto, Seguranga

Introducéo

A necessidade de uma maior rentabilidade, fez com que os tratores agricolas se tornassem bastante
versiteis, permitindo o acoplamento dos mais variados implementos, tanto dianteiros como traseiros.
Isso acarreta numa diminuigdo tanto do conforto como da seguranga, pois trds consigo uma variago de
carga nas rodas bastante grande. Associado a esse fato existe uma clara tendéncia em se colocar no
mercado vefculos cuja poténcia permite velocidades superiores a 50 km/h, no intuito de se minimizar o
tempo ocioso do trajeto garagem-campo. Entretanto, como o veiculo ndo possui suspensio, tem-se por
conseqiiéncia uma variagio dindmica muito grande tanto das forgas de contato roda-via como da
aceleragio vertical da carroceria, como mostrado por Rill et al. (1992). Atvalmente, gragas 4 evolugio
da microeletrdnica e dos sistemas servo-hidréulicos, tém-se & disposicio tratores com cabine de
motorista com suspensdo, assento sobre molas de ar, tragio integral, diferencial autoblocante com
servo-controle. Entretanto, essas inovagbes nio contribuem no sentido de se melhorar a seguranga e
diminuir a variagio dindmica sobre a via. Somente novos desenvolvimentos como eixo dianteiro com
suspensiio hidro-pneumitica ou controle do movimento do implemento contribuem significativamente
para um maior conforto e seguranga, também em velocidades altas, como mostrado por Wimbeck
(1991) e Hesse (1990).

Modelo Matematico

Embora o comportamento dindmico completo de um veiculo necessite de modelos complexos, que
incluam movimento espacial, ndo-linearidades, cinemaética nio-linear, etc..., como proposto por Rill
(1991), para o estudo da influéncia de um eixo dianteiro suspenso bem como do movimento de um
implemento agricola elasticamente acoplado, no conforto e na seguranga, um modelo plano é em
primeira aproximagfio suficiente, j4 que tanto a aceleragio linear do veiculo bem como a variagao das
forgas nas rodas dependem, quase que exclusivamente, do movimento linear em relagio ao eixo
vertical, passando pelo seu centro de massa ¢ do movimento de balango (movimento rotatério em
relagio ao plano transversal do veiculo), Assim, propde-se para a simulagéo de um trator com eixo
dianteiro suspenso, carregando um implemento agricola, o modelo representado na Fig. 1, onde os trés
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319 D. E Zampieri e G. Rill

corpos sio considerados rigidos e, 0s elementos da suspensio e da r6tula séo representados por molas
e amortecedores lineares. O nimero de graus de liberdade € quatro, cujas coordenadas generalizadas
séo: Zy: deslocamento vertical do eixo dianteiro, Zg: deslocamento vertical do corpo principal, pg:
@ngulo de balango do corpo principal, fi4 : 4ngulo de balango do implemento em relagio ao corpo
principal.

Deve-se observar que na realidade estd-se utilizando trés coordenadas absolutas (Zy, Zg, Br €
uma relativa B4 ). Tal representagio apresenta algumas vantagens numeéricas, tais como o
desacoplamento do eixo dianteiro, em relagéio a outros movimentos.

Agrupando as coordenadas generalizadas em um vetor-posigio de ordem quatro:
[x]" = [Zv. Zr. Br. Bal (1)
A correspondente equagfio de movimento em forma matricial € expressa por:
(M] [x] = [h(1)) 2
Explicitamente, a matrix [M] e o vetor h(1) afio dados por:
m; 0 0 0O
- g 2z
0 my my my
onde 0s termos m;; A0 eXpressos por:

mu - MV

My = Mp+ Mgy

mz; = My (Lg +Lg2)

my = MaLg2

my = Ia+1p+ My (Lg +Lg2)* + Ma (Hg)?

my = Ia+MaLlg2 (Lo +La2)

my o IxeMxLEs (4)

Enquanto os pardmetros dimensionais estdo representados na Fig. 1, M;e I;,i =F, V, A
representam, respectivamente, as massas e os momentos de inércia do corpo principal, eixo dianteiro e
implemento.
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Py - Fy~-Myg
P> +Fy- (M + Mg)
U L i )
Pyly + FyLy -~ Mag(Lg +Lga)
Mg - M,glga

Considerando-se os parfimetros da suspensio, dos pneus ¢ a excitagiio w) e w; através da via, as
forgas expressas no lado direito da equaglo acima sfio dadas por:

P, = Cgy(w; - Zy) + Dy, (01 -Zv) (6)
Fy = Cy[Zy - (Zg-LPg) ] +Dv[zv- (ZF—LJﬁF}] @)
P2 = Cralw2- (Zg) + LaPg] +Dra[wy- (Zg + Lofy) | ®
Mg = ~CoPa—DaPa ©

VER Ve hi e

P R 1 T
AT " I

Ly L2

Fig. 1 Modelo ullizado na simulagiio

Pode-se notar pela metodologia empregada para a obtengio das equagdes de movimento, que se
levou em conta a aglio da gravidade, representada pelo vetor aceleragdo g. Como a posigéo de
equilfbrio € arbitrada para o deslocamento vertical nulo, a carga estética é facilmente obtida como
sendo:

[(Ma +Mg) gLz - Mag(Lg +Lg2)]

P = Myg + 10

Istat vE (Li m LZ] (10)
PZslat T (MV+MP +MA)3'Plnat (Il)
F\"'stal - Plllll_MVg (12)
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MGgar = MagLg2 (13)

Tal formulagio trés como vantagem a possibilidade de se analisar as forgas de contato como sendo
um valor estético mais ou menos a variagio dindmica. Claro que valores negativos indicam a perda de
contato roda-via.

Observa-se que a maior parte dos parimetros apresentados ou sdo geométricos, ou representam
massas e inércias, ou seja, nfo podem ser arbitrados, pois sdo dependentes do projeto do veiculo.

Entretanto, os pardmetros da suspenso e da rétula, dentro de limites fisicos e mecinicos podem ser
escolhidos livremente.

Assim, mantendo-se o projeto original do veiculo em questdo, propde-se incrementar seu conforto
e seguranga, variando tio somente os parimetros acima citados.

Otimizagéo

Para a otimizagio de um sistema dinimico qualquer estabelece-se a priori um funcicnal de custo
adequado, propbe-se uma metodologia de busca em fungdo dos pardmetros segundo os quais 0
funcional escolhido deve ser minimizado.

Para o comportamento dindmico de um vefculo, conforme jé foi anteriormente citado, deve-se
minimizar a variago dindmica das forgas de contato € da aceleragéio vertical do corpo principal.
Eventualmente, dependendo dos resultados obtidos, tem-se que levar em conta, também, o espago de
trabalho da suspenso (principalmente no caso de suspensdes ativas ou semi-ativas). Assim, escolheu-
se por funcional um de custo quadritico, baseado nas seguintes grandezas:

- aceleragio do centro de massa do corpo principal Zj,

- forga de contato da roda dianteira P,,

forga de contato da roda traseira P;.

Como essas grandezas sdo muito diferentes entre si, normalizou-se as forgas em relagio ao seu
valor estético, enquanto a aceleragfio foi normalizada em relagho 2 acéo da gravidade. Desse modo o
funcional a ser minimizado possui a seguinte configuracio:

2 2
™ 2"F l:ll . plltlt 2 PZ il Pthnt 2
GK = [—] + { ] + ( ) dt (14)
f; |: g Pygtat P2stat

Observa-se que os trés fatores nada mais séo do que os denominados valores efetivos Zg.¢, Pi.r
Pz,; normalizados.

05— | E—

:
7.5 z_[m/s2] - us —— veiculo 1 _]
4.5rzF | A 1L +4++ veiculo 2 _|
y a7 fLV‘

-1.5 ¥ a Al AV e, oy
v} s P v

4.5
-15 ¥ V.

-10.5

0 1 2 3 4 sl 5

Fig. 2 Aceleragio vertical do centro de massa
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Por pariimetros, como se deseja otimizar a suspensio ¢ a ligagdo trator-implemento, escolheu-se a
rigidez e amortecimento da suspensio dianteira e da rétula, ou seja:

GK = GK(Cy, Dy, G, Dg) (15)

Por manobra, segundo a qual a otimizagdo deve ser feita, escolheu-se uma trajetria reta a
velocidade constante e igual a dez quilometros por hora, na qual ap6s trés metros encontra-se um
obstéculo em forma de rampa, conforme Fig. 1, de dez centimetros de altura e um metro de
comprimento. Por tempo de integragiio, estabeleceu-se entre meio e trés e meio segundos, intervalo
adequado, para essa velocidade, para a anlise da vibragio livre do modelo.

Por pardmetros iniciais escolheu-se o8 valores aproximados de um trator convencional - supondo-
e que 0 mesmo possua um eixo dianteiro e uma rétula de acoplamento néo rigida.

A otimizagio baseia-se em uma solugfo iterativa obtida através do algoritmo de Newton com uma
procura em linha. Partindo-se de valores iniciais o vetor € variado na diregdo positiva e negativa para
cada um dos pardmetros do sistema. Os parimetros 6limos s&o obtidos da condigio do funcional
atingir um minimo.

J : e =
120 Py kN] -—- veiculo 1 —

+++ yeiculo 2 —

80

A

=
\
¢
|

40 =—

0 1 2 3 4 tls]l §

Fig.3 Carga dindmica do sixo diantsiro

O procedimento adotado foi o de se otimizar inicialmente somente um dos conjuntos, isto €,
acoplamento eldstico ou suspensio dianteira. Adicionou-se ambos os resultados obtidos, obtendo-se
assim, a configuragio da Fig. 1 (veiculo 1). De posse desses dados, nova otimizagfio foi realizada,
chegando-se ao denominado veiculo otimizado (veiculo 2). A Tabela 1 abaixo permite uma
comparagéo entre ambaos veiculos:

Tabela 1 Otimizagéo do veiculo

Otimizagio Veiculo 1 Veiculo 2
Funcional GK 0,02536 0,02168
P1ef/ Platar 0,01011 0,00735
P2t/ Pastat 0,01917 0,01711
Zglg 0,01316 0,01109

Pode-se notar que o funcional é minimizado, através da diminuigdo do valor absoluto de 1odos os
seus fatores. Para uma visualizagho desse fato apresenta-se o comportamento dindmico de ambos
tratores nas Figs. 2, 3 e 4, onde alguns resultados devem ser destacados:

- Com a adigio de uma suspensdo dianteira, a carga dominante € a do eixo traseiro.
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Uma vez que a manobra escolhida acarreta uma solicitagio dindmica grande, o eixo traseiro
chega a perder contato.

O segundo veiculo apresenta um desempenho superior tanto em conforto como em seguranga.

120’_92-[”4] 3 A l-ve]icdn; .
‘1 +++ veiculo 2
&0 \ i N |
40 V ¥ ::' J
0 AL
0 1 2 3 4 tls] 5

Fig. 4 Carga dindmica do eixo traseiro
Conclusdes

A partir de um modelo plano de um trator agricola, apresentou-se o estudo de otimizagio de seu
conforto e seguranga, baseado no comportamento proprio do vefculo.

Os resultados demonstram que uma otimizagio deve fazer parte ja do projeto inicial, pois duas
solugdes otimizadas em separado e, posteriormente adicionadas € qualitativa e quantitativamente
inferior a otimizagio conjunta. Embora o critério adotado tenha sido baseado no impulso, os resultados

demonstram que, também, todas as parcelas integrantes (valores efetivos da aceleragio vertical e das
cargas nas rodas) do funcional foram minimizadas.
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Controle de Vibragoes e Ruido por
Neutralizadores Dinamicos Tipo Viga

Vibration and Noise Control by Beamlike Dynamic
Neutralizers

Fernando L. Freitas Filho
José J. de Espindola

Universidade Federal de Santa Catarina
Laboratério de Vibragbes e Aclistica
Cx. Postal 476 - CEP 88040-900 - Florianépolis - SC

Abstract

The theory of the equivalent generalized quantities to simple dynamic absorbers is presented. According 1o this
theory the equations of the compound system can be written in term of the main sysiem only, This concepl is
expanded to beamlike dynamic vibrations absorbers. The necessary generalized quantities matrices and also the
general equation of the compound system are obtained. An example is shown and the numeric results are
discussed and compared with another previous publication.

Keywords: Vibration Control, Noise Control, Beamlike Dynamic Neutralizers

Serd apresentada a teoria das grandezas generalizadas equivalentes para neutralizadores dindmicos sim ples.
Segundo esta leoria, pode-se escrever as equagbes do sistema composio em termos das coordenadas do sistema
primdrio apenas. Estes conceitos sio extendidos para neutralizadores dindmicos tipo viga. Um exemplo é
apresentado e os resultados numéricos discutidos e comparados com os outros previamente publicados.
Palavras-chave: Controle, Vibragoes, Ruido, Neutralizadores Tipo Viga

Introdugéo

Neutralizadores Dinmicos de Vibragbes sio dispositivos mecinicos acoplados a um sistema
mecnico principal, com o objetivo de reduzir ou controlar as vibragdes a niveis aceitdveis.

A abordagem cléssica dos neutralizadores dindmicos considera o sistema a ser controlado, bem
como o neutralizador, como tendo um (nico grau de liberdade. Alguns estudos analiticos de casos
particulares também sio encontrados na literatura. Uma teoria geral para o controle modal de
estruturas complexas foi desenvolvida, utilizando-se dos conceitos de massa generalizada equivalente
e coeficiente de amortecimento viscoso generalizado equivalente, O ponto chave dessa teoria é que ela
permite a formulagio das equagdes do sistema composto em termos das coordenadas generalizadas do
sistema primério apenas. Isto permite a andlise do sistema composto no dominio modal do primério.
Dai a sua generalidade. Esta teoria foi apresentada em Espfndola e Silva (1991,1992) e Silva
(1991,1992), para neutralizadores de 1 grau de liberdade.

Neste trabalho apresenta-se um resumo da teoria das grandezas generalizadas equivalentes para
neutralizadores simples, e a seguir, este conceito é extendido para neutralizadores tipo viga. As
matrizes das grandezas generalizadas sfo derivadas, bem como, através de um exemplo, as equagdes
gerais do sistema composto, em termos das coordenadas do sistema primdrio apenas. Os resultados
numéricos sfo discutidos e comparados com outros previamen:e publicados.

Teoria das Grandezas Generalizadas Equivalentes para
Neutralizadores Simples

O neutralizador simples é composto de uma massa conectada a uma base através de um dispositivo
de amortecimento. Este dispositivo pode ser uma mola eldstica em paralelo a um amortecedor ou uma
pega de material elastomérico, com rigidez complexa igual a:

Presented at the 12® ABCM Mechanical Engineering Conference, Brasilia, D.F. December 7-10, 1993.
Technical Editor: Agenor de Toledo Fleury



325 F. L Freitas Filho e J. J. de Espindola

k(8,0) = LG(0,Q) [1+in(8,Q) ] (1)

Por simplicidade, a letra 8, que representa a temperatura, serd omitida a partir de agora.

Na Fig. 1, Q(£2) e F(Q) sdo as transformadas de Fourier do deslocamento da base q(t) e da
forga aplicada f(t), respectivamente.

LGR) a@)
|F@)

Fig. 1 Neutralizador Dindmico Simples.
E fécil verificar que a impedancia na base é dada por,

1 -im QLG (Q)
Z,(Q) = S8 o (2)
m Q> LG (Q)
€ a massa dindmica,
TRl @
m Q% - LG (R)

A frequiéncia de anti-ressonéincia do neutralizador simples é definida como sendo aquela que, na
auséncia de amortecimento, torna 0 denominador das Egs. 2 ou 3 igual a zero.

2 _ LG(Q)

a
m&

Q (4)

(Note que na auséncia de amortecimento E(n) = G(Q)).
Assumindo que LG(Q) = LG(Q,)n(Q2) e e, = /€, as Egs. 2 € 3 podem ser reescritas como,

2 e r(Q) [1+in(Q)]
2,(Q) = ~im,Q,— 3
e,r(R) [1+in(Q) ]

M,(Q) - “m, ;(ﬂ) [1+in(Q)] (6)

e,1(Q) [1+in(Q) ]

O coeficiente de amortecimento viscoso generalizado equivalente é definido como a parte real da
impedancia (Eq. 5) e para o neutralizador simples, é
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r(Q)n(Q)e]
c (£) = mQ (N

[2-r() ]+ r@m(@) 12

De maneira anéloga, a massa generalizada equivalente € dada pela parte real da massa dindmica
(Eq. 6),

(@) {e2-r(@) [1+m°(R) ] }
m, (Q) = -m,— - ~®
[e;-r(@) ] "+ [r(2)n(9) ]

E fécil de verificar-se que os dois esquemas apresentados na Fig. 2 sdo dinamicamente

equivalentes.
s = ce(Q)
e Q) =

1F@Q) | Fea)
(a) (b)

Fig.2 Esquemas Equivalentes.
A impedancia "sentida" pela forgaf(t) aplicada na raiz do sistema b é,

Z,(Q) = c,(R) +iQm,(Q) ®

Se for feita a substituigio de c, € m, Egs. 7 ¢ 8, na expressio acima, a Eq. 5 é reproduzida. Como
uma conseqiiéncia, considera-se um sistema primério geral no qual € acoplado um neutralizador
simples, ao longo da coordenada q(1). A equivaléncia mostrada na Fig. 3 mostra-se evidente, ou seja, 0
sisterna primdrio "sente" o neutralizador como uma massa m,(£2) acoplada ao longo da coordenada q(t)
€ um amortecedor viscoso de constante c.(£2) ligado a terra,

P ce(d)
AV T (e | Q@)

Fig. 3 Neutralizador Simpies em um Sistema Generallzada.

A dinfimica do sistema resultante (primério + neutralizador) pode ser formulada em termos das
coordenadas generalizadas fisicas originais apenas, embora se tenha acrescido graus de liberdade. Esta
¢ a principal vantagem do conceito de grandezas generalizadas equivalentes.

Neutralizador Dinamico Tipo Viga

O neutralizador dindmico tipo viga consiste em uma viga em balango com uma massa de
sintonizagéo na extremidade (Fig. 4).
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Ecodo , I, p

Io

(llliiis

L

-
-

Fig.4 Neutralizador Dindmico Tipo Viga.

De acordo com a leoria das grandezas generalizadas equivalentes, os neutralizadores sdo
substituidos pelas grandezas equivalentes que séo representadas por uma matrix 2x2. Estas
propriedades sio definidas como,

fo (@) - AE@ 1) %

[y - 2RI} an

onde [E (€2)] € a matriz de rigidez dindmica do neutralizador, que pode ser obtida usando o conceito
de matriz de transferéncia.

Cada ponto da viga é caracterizado por um vetor de estado escrito no dominio da freqiiéncia. A
forga de excitagio F (Q) ¢ também representada por um vetor.

A transformagao do vetor de estado de um ponto da viga em outro ponto da mesma € feita através
de uma matriz de transferéncia.

Expressdes para matrizes de transferéncia podem ser obtidas em Espindola (1991) e Pestel e
Leckie (1993). Para uma viga uniforme de comprimento L, a mesma é dada por,

< Cy c3/D ¢,/D

4
°4k1 c, c.z/D c3/D
[T] 1 4 4 (12)
t:,_‘Dkl l::“[)k1 c c,
_cle: c3Dk': c‘k: ¢, |
onde:
= 172
2
A = M(Q) - |0 :E)

D = D(R) = E(Q)]

" cosh}, L + cosk, L
& = 64(R) = —————
sinhA, L +sink L

= Ba 0l =
¢, = C,(RQ) 2
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= coshA, L - cosAL
Cy = C3(Q) = —mM8 ———
2]

sinh L - sinllL
3

2%

C, = c4(Q) =

[T)oy = Matriz que transforma o vetor de estado da estagfio 0 a estagdo 1 (Fig. 6).

Para a massa de sintonizagfo, de acordo com a Fig. 5, pode-se obter a seguinte matriz de
transferéncia,

Q =
]
(=2 =]
==

(13)

=]
|
Q
e
@
-
o

Nl
- w - ) 106
Fig. 5 Esforgos na Massa de Sintonizagio.

A matriz de transferéncia total [T]g, do neutralizador, ou seja, a matriz de transferéncia para a viga
mais a massa da extremidade & dada por,

[T].Dg = [T) 12[T]01 (14)

Aplicagéo do Neutralizador Tipo Viga

Neste trabalho, dois neutralizadores tipo viga seriio acoplados na viga em balango do exemplo no
trabalho de Snowdon (1966). A Fig. 6 apresenta a viga com os neutralizadores,

B Xne £
. Xr >
’ *lece
S Ang l l
N
b ]
N
& = :D
& ‘ Y
] ] }
L+ ] ] 2 ] 4

Fig. 6 Viga em Balango com 2 Neutralizmdores Tipo Viga.

A cada trecho da viga corresponde uma matriz de transferéncia, dada pela expresséo (12). Para o
neutralizador dindmico esta matriz € complexa devido ao fato de que 0 mesmo ¢ feito com material
viscoeldstico. J4 para a viga em questdo, a matriz de transferéncia € real, uma vez que ndo é
considerado o amortecimento do sisterna principal.
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Para o neutralizador dinfimico, considerando suas segbes imediatamente a esquerda e
imediatamente & direita, pode-se obter a seguinte matriz de transferéncia (Fig. 7),

1000
= 0100
oy P [ (15)
0B10
A0O01
onde:

A= szeu -iQe,

2 i
B =-Q mtzz+1ﬂce22

Da expressio

{Z}s = {Thau{Z}o
onde:

[Tlos {Z}o = [T13[TInz([T] 5[ TIN1 [Ty {Z} o~ [T 5 {F})
¢ facil de se ober,

¢;;Mo+€,Vp = d,F

Ezli'{_o”_:n‘-’n - azi (16)
onde_: 2 o N e .

€11 €12 Cay» €2 d; € d, 880 constantes extrafdas de [T] g4

As Egs. 16 podem ser resolvidas para Mg € V € cada vetor de estado pode ser calculado.

m. . O( T ™ w

e Cel_Jle e —

con ] ( T Co @

Fig. 7 Esforgos no Neutralizador
A transmissibilidade da forga é uma fungéio no dominio da freqiiéncia definida como,
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Vo ()
F(Q)

T (Q) = (17

Os valores &timos do amortecimento e da "rigidez" El foram obtidos de forma similar & do trabalho
de Espindola e Silva (1991,1992) e Silva (1991,1992).

Exemplo

A estrutura priméria considerada aqui é a mesma dos trabalhos de Silva (1992), Espindola e Silva
(1992) e Snowdon (1966), e consiste numa viga em balango na qual sio acoplados dois
neutralizadores, com o objetivo de controlar as vibragbes no primeiro e segundo modos. O
neutralizador para o controle do primeiro modo foi colocado na extremidade da viga; j4 o neutralizador
para o controle do segundo modbo, foi colocado no centro da viga.

Os dados da viga sfo os seguintes,

1=381m I = 8982 x10° m*
E = 2,0 x10"2 N/m? XN1 = 1,905 m

p = 46,43 kg/m XN2=XF=38Im
Os dados para os neutralizadores sdo,
Controle do modo 1 Controle do modo 2
y =025 y=0,10

W =34.22 kg/m u=13,7 kg/m
Mc=10kg Mc=4kg
L=10m L=10m

IG = 0,15 kg/m? 1G = 0,06 kg/m?
e=006m e=006m

onde y € a raziio de massa entre o neutralizador e a viga.

A Fig. 8 apresenta a transmissibilidade obtida neste lrabatho comparada com a obtida por
Snowdon (1966). A abscissa € a freqiiéncia adimensional B/ = (Q uJEl)

— Trobolho

—

0" ==~~~ Sem raltzador

10 e 752D 35 40 50 60 70 80 90100110
-

Vi
3
3
]

Fig. 8 Tranemissibilidade



331 F. L. Freltas Filho e J. J. de Espindola
Conclusdes

A anélise de neutralizadores dinfimicos tipo viga acoplados a uma viga em balango se torna mais
fécil com o conceito das Grandezas Generalizadas Equivalentes. No exemplo apresentado, a
transmissibilidade no primeiro e segundo modos foi praticamente a mesma obtida por Snowdon
(1966). Pode ser visto, também, que menores valores de transmissibilidade foram obtidos para os
modos maiores.
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Abstract

In this paper it is investigated the suitability of the low Mach number assumption for pressure transient models
which account for the damageable behavior of the pipewall. The analysis is carried out based on the eigenvalue
problem associated to the governing equations, without having to appeal to any explicit representation of the
constifutive relations for the pipe material. Numerical results obtained for the most used pipe materials show that
this sim plifying assum ption is valid for metallic tubes, but may fail if plastic tubes are considered.

Keywords: Pipings, Pressure Transients, Modelling, Damageable Behaviour

Introduction

Piping systems used for liquid transmission are present in several important installations ranging
from simple water suplly lines to complex cooling systems of thermohydraulic power plants. Whatever
the application is, accurate predictions of transient pressures and flow the system might be subjected to
is of great concern when one wishes to ensure a proper design and consequently an adequate operation.

On the way to accurately model the pressure pulse propagation in liquid-filled compliant piping
systems, considerable progress has been achieved in the past few years. The traditional uncoupled
waterhammer model with linear-elastic pipewall behavior (Streeter and Wylie, 1978) has given rise to
sophisticated models. Models which account for complex phenomena such as the fluid-structure
interaction between fluid and pipe motions and the inelastic behavior of the pipewalls (Wiggert, 1986
and Rachid et al., 1991).

It has been recently, however, that a more realistic description of the physical problem, which
accounts for the pipe material degradation phenomenon (damage), has been considered by Rachid et
al. (1992a). By incorporating the damageable behavior of the pipewalls in the analysis by means of a
continuum damage theory, the local wavespeeds pressure pulse propagate in the liquid are no longer
constant. They become dependent on the damage and can assume values as small as the liquid flow
velocity due to damage evolution itself. As a result, question arises as to the suitability of the well-
known low Mach number (LMN) assumption as a simplifying hyphotesis, whether it has to be applied
for pressure transient models with damage.

To investigate the applicability of the LMN assumption, it is carried out in this paper a theoretical
analysis based on the eigenvalue problem associated to the governing equations of the model with
damage. The quantitative analysis presented herein is conducted without having to appeal to any
explicit representation of the constitutive relation of the pipe material. Hence, it can be applied to
anyone pipe material whatsoever its mechanical behavior is.

Modelling

It will be presented In the next paragraphs a pressure transient model which accounts for the
damageable behavior of the pipe material, without appealing to any specific representation of the pipe
material behavior. First, the basic equations are presented and then the abstract constitutive relations
for the pipe material. Finally, the model is obtained by combining these two set of equations.

Presanted at the 12th ABCM Mechanical Engineering Conference, Brasilia, DF, December 7-10, 1893,
Technical Editor: Agenor de Toledo Fleury
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Basic Equntlone

Because piping systems used for liquid transmission are composed of slender members, pressure
transients in fluid-filled compliant pipes are commonly described by means of longitudinal wave
theories (Streeter and Wylie, 1978). So, consider an inviscid transient one-dimensiolial compressible
flow confined into a thin-walled pipe (inside radius R and wall thickness €) for which both fluid and
pipewall motions are relevant. Under these assumptions, the balance equations of mass and momentum
for fluid flow in Eulerian coordinates and in the absence of gravitational effects are:

a d a a 5 0P
— (pA) + — (pAv) = 0; —(pA) +— (pAV) +A— =0 la,b
a:(p ) ax(" ) at(p ) ax{p ) FF (1a,b)

In the above equations, P, v, p and A are functions of the spatial pesition x along the pipe and the
time t. They represent, respectively, the fluid pressure, the axial fluid velocity, the fluid density and the
cross-sectional area of the fluid inside the pipe.

The underlying assumptions of small deformations and axisymmetrical plane-stress distribution in
the pipewall are assumed to hold for the pipe, so that its motion is described by the following
momentum equations (in the axial and radial directions),

au 99 ow
——— =0 Re— -RP+0ge = 0 2a,b
. ot piRe— Tg (2a,b)

together with the strain-displacement relationships: e, = du/dx and g5 = w/R . In these equations,
the nonvanishing stress components (o, and og ) and the pipewall displacements (u and w) in the axial
and circumferential directions, are function of x and t while p, designates the pipe density.

To fully couple the fluid and pipe problems, one must impose the kinematic relationship between
cross-sectional area variations and pipewall deformations. Also, it is necessary to specify an equation
of state for the fluid. Neglecting gipewat] ovalisation, the cross-section area is related to the pipewall
deformation by A = Ag (1 + £4)°, whereas the equation of state for the liquid is, neglecting entropy
variation; p = pgexp (P/K) . Here, K stands for the isoentropic bulk modulus of the liquid (assumed
to be constant) and the subscript f is used to designate the undisturbed state from which variations in A
and p are measured.

If besides the small deformation assumption we only admit slightly compressible fluid flows, the
expressions for A and p can be linearized and the term pA approximated by:

pA = prAr(1+P/K +2¢gg) (3)

Eqs. 1-3 are the basic equations for the problem. To these, one must add the constitute equations
which will describe the behavior of the pipe material.

Abstract Constitutive Theory

The constitutive theory used in this work is derived from a general internal variable theory
(Lemaitre and Chaboche, 1990). It encompasses a great number of constitutive relations for
damageable inelastic solids found in the literature and allows the description of different mechanical
responses (elastic, plastic, viscoplastic, viscoelastic...) presented by metallic and polymeric materials,
at high and room temperatures. For short, the theory is developed by associating state variables to the
different mechanisms involved in the deformation process.
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For the isothermal evolution of an inelastic damageable solid under small deformations, it is
supposed that its mechanical state is characterized by the set of state variables (&, €%, D, B). ¢ is the
total strain tensor. € is the inelastic strain tensor. The scalar variable D € [0, 1] is the isotropic
damage which can be interpreted as a local mesure of the degradation of the material induced by
deformation, If D = 0, the material is virgin and if D = 1 the material locally looses its mechanical
strength. In practice, for the sake of security, the local failure is considered when the variable D reaches
a critical value D¢ such that 0 < D < 1. The variables f are associated with some irreversible
changes of the internal state of the material (such as the strain hardening due to plasticity, for example).
The choice of b will depend upon the degree of detail desired in the modelling and so they can vary
from problem to problem. Particular sets of elasto-viscoplastic and viscoelastic constitutive equations
taking into account these additional variables can be found in Rachid et al. (1992b). In this work, for
the sake of simplicity, p will be considered a scalar variable. It then follows that a complete set of
constitutive equations for damageable materials is given by:

o= (1-D)C(e-¢"); e*=g, D=h; p=1 (4a,b,c,d)

where the superimposed dot stands for partial derivative with respect to time and g, h and | are generic
functions of the arguments (o, €", D, B). Egs. 4b,c,d are the evolution equations for the internal
variables €%, D and B. In Eq. 4a, o is the stress tensor and C is the classical symmetric fourth-order
positive definite tensor of elasticity, If the elastic behavior is isotropic, then:

vE

o N
{(1-2v) (L+v) to By

(1+v) T

where E and v stand for the Young's modulus and Poisson’s ratio whereas 1 and 14 represent,
respectively, the rank two and rank four identity tensors.

Mathematical Models

In this section two (coupled and uncoupled) models will be derived by combining the basic and
constitutive equations. Since the uncoupled model can be considered a particular case of the coupled
model, we shall start by presenting the last one.

In the particular case of a thin-walled pipe under a plane-stress state, o, and og stand for the
principal stresses. Associated to them there will exist only two independent components &3 and & of
the inelastic strain tensor ¢”. In addition, if the elastic behavior of the pipe material is assumed to be
isotropic, then the constitutive equations can be reduced to:

o5 = Bix=0) {ex +veq - £y — veg} (5a)
(1-v?

et {eq +vEy - g - veL} (5b)
(1-+v%

€x =8 to=go D=h; =l (6a,b,c,d)

where gx, ge, h and | are functions of the arguments ( oy, og, €3, £, D, B).
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Coupled Model

By combining Eqs. 1-3 along with 5 and 6 it is obtained a system of ten equations for the
unknowns (P,v, u, w, a,, Og, 3, €§, D, B). For many practical situations, however, it has been shown
(Walker and Phillips, 1977) that the radial pipewall inertia term in Eq. 2b might be neglected. In this
case, it comes oul that og = (RP/e) and the system of equations can be reduced to eight equations
and eight unknowns since w can be eliminated from the system.

After performing some algebraic manipulations in (5) and changing the variables (P, v, o,) by (a,
7. $) according to,

1 2R 2v a
u-1+(E+GE(1~D))P—E(1—D)o"+2£9 (7a)
o (7b)
o Rv P 1 e )

eE(1-D) E(1-D)
the resulting system of equations can be written in the appropriate form of conservation law:

£+1{F(U]) W(U) 0 8
at | ax 3 g ®

In the above equation U € R®, U = (o, n, 4, ¢, e5, &5, D, )T, is the conserved quantity, F(U) =
F:R® — R®and WU)=W:R® - R® represem. respectively, the flux and sourcez‘smk terms
which have. the follomng form: F = (Fy, ..., Fg} = (0,0,0, gy, 8 B b, 1)T . Here, F| = n;
F2 =1 r‘a+cf{u 1-2e5-2vé); Fy=c ¢+cf‘qﬁv{2v¢ (=1~ 259)) F, = u;

5 = Fg = F; = Fg = 0 where ¢; = ¢¢(D), ¢ = ¢ (D) and E are gtﬁen by: c2 = K'/pe;

= (BE(1-D))/ps & = (Rpg)/ (epy) with K® = K/ [1+ (2RK(1-v2))/ (eB(1-D))] .

The W term congregates the evolution equatnons which are described by the generic functions g,
8o, h, and | whose new arguments are ( (a, ¢, £y, £g, D, B) ). Here, for the sake of simpficity, we have
abused of the notation by maintaining the same letters to designate these functions although their
arguments have been changed due to 7. The pressure transient model characterized by 8 along with the
associated particular forms of U, F and W is a coupled fluid-structure model since it accounts for not
only the existence but also the interaction of axial pressure waves in fluid flow and axial stress waves
in pipewall. By looking at the F components, one can see that the main coupling mechanism of these
waves is due to the Poisson’s ratio v. Setting artificially v = 0 in F, the equations that describe the
fluid and pipe motions are decoupled. A simpler model which do not take into account stress waves in
the pipewall will be considered next. As we shall see later, this simpler model will be useful in the
subsequent analysis.

Uncoupled Model

The uncoupled pressure transient model presented ahead is a particular case of the previous model.
Starting from the coupled model, the uncoupled one is obtained when the axial momentum equation
for the pipewall is disregarded. In such a case, however, it becomes necessary to admit in advance a
uniform axial distribution of either stress or strain.

The two most important cases arise when one assumes either o, = 0 (case a) or €, = 0 (case b)
throughout the pipe. These two cases represent typical pipe support situations in which either the pipe
is anchored with expansion joints or it is anchored against axial movement throughout (Streeter and
Wylie, 1978). Different from the coupled model, in both cases there will exist only one independent
stress component (og = RP/e). As a result, only one inelastic strain component £ will exist. Although
representing different physical situations, the cases can be described by a same set of equations and in
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lhe same form of 8 if @, nand ¢; = ¢ (D) are redefined as follows: o = 1+PIK' +2eg, M = av,

c? = K'/pg. Here, K' = K/[1+ (2RKy)/ (eE(1-D))] where, oY = 1-v2if case (a) is

considered or y = 1 if case (b) is considered. Now, the quantity UER, U = (am, eQ.D #)T and

the particular forms of F and W are given by: F = (m,n 1a+c¥(a 1-2¢eg),0,0,0)T;
= (0,0, ge, h,1)T.

Eigenvalue Analysis - Wavespeeds

The coupled and uncoupled pressure transient models for damageable pipings presented in last
section are deseribed by a system of n nonlinear partial differential equations of the form 8. In both
models, the system of equations is of the merely hyperbolic type since its eigenvalues are all real
(although not distinct) and the associated eigenvectors span the n-dimensional space within the system
is immersed, The eigenvalues related to 8 are defined by (Jeffrey, 1976):

det(H-Al,) =0 9)

where H = H(U) = gF/dU and 1, are the n x n jacobian and identity matrices, respectively.
Besides playing an important role in the classification of the system, the knowledged of the
eigenvalues is particularly useful when one wishes 10 get physical information involved in the
phenomenon being modelled, such as the wavespeeds.

Since v = n/a, it results from 9 that for both models the eigenvalues satisfy the following
expression:

AP (3D, v) =0 A™ = 00t P®~™ (A;D,v) = 0 (10)

where P{"~®) (A; D, v) is a polynomium in A of degree (n - m), with 0 < m < n, which depends on D

(damage) and v (liquid velocity). In view of 10, one part of the set d"eage.nval is composed of A= 0

values of multiplicity m and the other is constituted by the roots of P("=™ (;D,v) = 0. The

elgfnva]ues given by A™ = 0 are associated to the stationary wavespeeds whereas those given by
Y (A;D,v) = O are related to the nonstationary wavespeeds.

The multiplicity m of the eigenvalues A = 0 corresponds to the number of independent state
variables used to describe the pipewall mechanical behavior. Without loss of generality, if f is assumed
1o be a unique variable of scalar nature, then m = 4 in the coupled model since (e}, €, D, f) have been
used as independent state variables. On the other hand, we have m = 3 for the uncoupled model since
now the set of independent state variables is (eg, D, f) only.

For the uncoupled model n = 5, m = 3 and the expression of P("~™ (A; D, v) is given by:
p@ (;D,v) = A% - 2\!2\.-}\«2—c12 On the other hsnd, if the coupled model is considered n = 8, m
=4andtheresulun expression of PP~ (A;D, v

)(?s. D,v) = ~2vA3 4 (\z2 l).z+ (‘l’2 cf) (2vA - v2) q»c:f::l ,where ¢ = (D),
q q(D)andY = ¢} +c? 4 2v¥%ct.

Because the relevant physical information is related to %he rx{'l-smlwnary wavespeeds, from now

tz we shall concentrate on the roots of P (MD,v). Let us demgnalc
8= (D,v),i = 1,., (n—m) as being the roots of P"~™) (A; D,v) = 0.So, A{""™ (D, v)
are the nommuomr? _Ju.]mwe speeds with which the waves propagate in the media. For example in the
- uncoupled model A\ (i =1,2) = v Fc¢ correspond, respectively, Lo the wavespeeds pressure pulses
Wbackwmdand forward in relation to the liquid flow. Besides of liquid pressure waves, in the
modcldmealme:ustmalsmmvespmpagaungbackwarda?d forward in the pipewalls.
in this model, there are no simple analytical expressions for A

(D,v),i=1,..4.
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Damage Influence on Wavespeed

From the P<"~™) (1; D, v) expressions, it can be seen that the A{"~™ (D, v) dependence on D
is due to ¢¢ (D) , and additionally to ¢; (D) when the coupled model is considered. The parameters c¢
and ¢, are the classical wavespeeds with which disturbances propagate in the liquid and tube mediums
as if no axial fluid-structure interaction took place.

The new feature of the pressure transient models which account for damageable behavior of the
pipewalls is that now the local wavespeeds are no longer constant since they depend on the damage
variable. Moreover, due to the damage irreversible character, it can be seen that c¢ (D) and c; (D) are
nonincreasing functions of the damage such that as D — 0, ¢ — 0 and ¢; —= 0. In other words, it
means that at the onset of piping rupture disturbances are no longer propagated in either the liquid or
the pipe. As we shall see later, this fact has a straightforward implication on the modelling of the
problem when one wishes to consider the additional and simplifying so-called low Mach number
assumption.

Before discussing this central question, it is worthwhile to recall that for pressure transient models
without damage c; and ¢, are constants and, moreover, are equal to c(D = 0) and ¢ (D = 0),
respectively. Starting from 8, it can be easily verified if one takes D = h = 0 together with the initial
condition D = 0. In doing so, P(®~™ (; D, v) would be given by P(*~™ (A:D =0, v).

Low Mach Number Assumption

So far we have examined the dependence of A{"~™ (D, v) with mPect to D. Now, we shall
concentrate on its dependence with relation to v. The dependence of A"~ ™ (D, v) with respect to v
is due to the presence of the convective terms which appear in the continuity and fluid momentum
equations. Depending on the situation, convective terms may or may not play a dominant role on the
fluid flow equations. In situations where it is reasonable to neglect them, a considerable simplification
in the expression of the eigenvalues (and hence in the method of solution) is achieved. It can be shown
that if convective terms were negleted, the eigenvalues would be given by
AL=m (D) = A{"=™) (D, v =0); that is, they no longer depend on v.

For instance, if convective terms were neglected in the uncoupled model, the eigenvalues would
simply be AS,:‘,”_ 12 = Fcr. To see how simple the eigenvalue expressions may become, let us consider
the coupled model for which there were no simple analytical ex(gressions for ?\.}“' ™) (D, v) . By
neglecting the convective terms, the eigenvalues are given by: A i)_ {2 = ¥ag and lgﬂ 34 = Fap,
where a? = {1/2(Y%- (Y*-4c}c?)V?)} and a? = (172(Y2+ (Y* - 4ctc®) V2) ). Due to the
axial fluid-structure interaction between liquid and pipe motions, pressure waves propagate in the
liquid with wavespeed a; (instead of c¢) and axial stress waves propagate in the pipewalls with
wavespeed a,, (instead of ¢,).

To understand the situation under which convective terms may be neglected we shall appeal to the
uncoupled model. By comparing A{% 1.2(D,v) = vF¥crand LA 1.2(D) = zcq, it becomes
apparent that convective terms may be neglected if and only if |v| « . In other words, by recalling the
definjtion of the Mach number M (M =|v|/c; or more generically
M = [2v/ {kf“"‘] —AS“““))‘-] ), one can see that convective terms may be neglected whenever the
fluid flow has low Mach numbers.

Because the fluid wavespeeds are constants and much greater than the fluid velocity in pressure
transient models without damage, the LMN assumption is in fact a good simplifying hyphotesis.
However, in models with damage, question arises as to its suitability since c;— 0 when D—1.In
other words, can convective terms be neglected while considering models which account for the
damageable behavior of the pipe material? Before answering precisely this question, it is interesting to
note that according to the theoretical model, an initial subsonic fluid flow may become supersonic due
to the damage evolution itself. As it will be seen later, it seems that this phenomenon is not likely to
take place in practice.
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Numerical Results

The qualitative analysis presented in the previous section suggests that the LMN assumption fails
whether models with damage are to be considered. However, to properly verify its suitability it is
essential to consider practical information concerning the real piping systems used for liquid
transmission. To begin with, we shall carry out the forthcoming analysis based on some of the most
used pipe materials (mild steel, cast iron, copper and polyethylene). The physical properties used for
these materials are presented in Table 1.

Table 1 Physical properties of pipe materiale

Properties
; E
Material (Gpa) v (kg?’lfn:*)
Steel 210 0.27 7800
Copper 115 0.34 8800
Cast lron 80 0.25 2700
Polyethylene 08 0.46 1000

Since eigenvalues and hence wavespeeds depend on D through c{DD) and ¢(D), it is interesting to
first know how the damage affects these parameters.

The damage influence on c(D) can be illustrated for any pipe material by a single curve if we plot
c(D)/ey(D = 0), instead of (D), against D. Such a plot is displayed in Fig. 1 where it can be seen that
significant reduction of ¢(D), in comparison to this same parameter in a virgin material, is observed
for high values of damage only.

o] 0.2 0.4 o X-] 0.8 1.0
DAMAGE

Fig. 1 Damage influence on ¢, (D)

To illustrate the influence of D on ¢ D), we shall suppose pipes are filled with water (K = 2,2 GPa
and pg = 1000 kg/m?). In contrast to previous plot, even restricting the analysis to water-filled pipes
there is not a single representation of c{D)/c{D = 0) versus D. In addition to being dependent on the
pipe material, this relation is also dependent on the radius-to-thickness ratio R/e. Fig. 2 presents the
behavior of c{D)/cg D = 0) against D for steel (Fig. 2a) and polyehtylene (Fig 2b) tubes, by
considering different R/e ratios (R/e = 10, 20, 40, 160). Similar behavior of that observed in Fig. 2ais
found for materials with high Young modulus such as cast iron and copper. The same is true whether
the connection is now made between Fig. 2b and materials with low Young modulus. In cases where
the behavior of c{D) is described by Fig. 2a, the thinner is the tube, the greater is the reduction in c; for
a same damage value, On the other hand, it can be seen in Fig. 2b that the c{D) behavior is not
sensitive 10 R/e variations for materials which fall within the polyethylene class.
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To verify the validity of the LMN assumption for models with damage by means of a quantitative
rather than a qualitative analysis, it is still necessary to know the range of values v may assume in
practice. In general, piping systems conveying liquids are designed to operate with 3 < v < 6 m/s.
Under severe transient conditions, however, v may assume values up 1o three times this upper bound,
but rarely exceeds 20 m/s. Since we are interested in the most critical situation, we shall consider v =
20 m/s in the subsequent analysis and also assume a radivs-to-thickness ratio R/e = 40. Based on
practical values assumed so far, it is shown in Fig. 3 the Mach number as a function of the damage for
several pipe materials. Quite different behaviors of M can be identified for the two distinct classes of
pipe materials. For steel, copper and cast iron M remains below 0.1 for almost the entire range of D. It
allows one to conclude that the LMN approximation is still a good assumption for models with
damage, at least for this class of materials,

1 =
1 1 1 1 L L 1 1 1
le] 0.2 0.4 0.8 0.8 1.0
DAMAGE
= 1.0 1 T T T T T T
o 09
v o8k R/e=10,20,40,160
o
~— 0.7 -
O 0.8k A
~ O5F -
o 04f —
~ 0.3F -
[
o a2f =
Q.lF
g=_ iy L1 1 L 1 1
0 02 0.4 06 0.8 10
DAMAGE

Fig. 2 Damage influence on C; (D) for steel (2a) and polyethylene (2b) tubes
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Fig. 3 Mach number versus damage
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For polyethylene tube like materials, M does not exceed 0.2 for damage values up to 0.5, but it
increases significantly for damage values greater than 0.5. So, for this class of materials, the use of the
LMN assumption as a good one is conditioned to the critical damage value of each pipe material. For
instance, if D, were such that D < 0.5, the LMN approximation could be considered valid.
Otherwise, it could not be.

It is also interesting to note in Fig. 3 that, for both classes of materials, the aforementioned
passibility of transition from subsonic to supersonic flow due to damage evolution does not happen in
fact. Since M = 1 for extremely high values of damage (D ~ 1), it is likely that piping rupture occurs
before fluid flow becomes supersonic,

Finally, to better quantify the foregoing analysis, it is computed the relative error (as a function of
damage) that would be committed whether eigenvalues were evaluated with and without the L
assumption. Defining the relative error E{*) between eigenvalues as Ef‘” = r(hi(‘” -2 fhsl:'»‘[}lI
fori = 1,...,4. and noting that Ei“) - E%" = E}‘) and E%‘) -EE‘” = E(:4)' it is possible to spea

about relative errors associated to fluid (E?) ) and tube (E t‘] ) eigenvalues.

The behavior of the relative errors related to fluid and tube eigenvalues with respect to damage are
shown in Figs. 4 and 5, for steel and polyethylene tubes. As expected, E g‘” is independent of damage
and is no greater than 0.1% for both pipe materials. On the other hand, E (f") is inferior to 1% within
the range 0 < D < 0.9 for steel tubes, but it may reach values up to 40% within this same range for
polyethylene tubes. So, the results obtained based on the relative error between eigenvalues confirm
that the LMN assumption remains valid for models with damage if metallic tubes are considered. The
same may not be true for plastic tubes made of polyethylene.
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Fig. 4 Relative srror of sigenvalues versus damage (steel tube)
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Fig. 5 Relative error of eigenvalues versus damage (polyethylene tube)
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Concluding Remarks

The validity of the LMN assumption for pressure transients models which account for the
damageable behavior of the pipewalls has been investigated by means of an eigenvalue analysis. The
results obtained indicate that this simplifying hyphotesis is valid for metallic tubes for all range of
values the damage may assume. For plastic tubes, however, its domain of validity is conditioned to the
critical damage value of each specific pipe material. Since no assumption has been made with regard to
the particular forms of the constitutive equations, the results obtained herein are valid whatever is the
mechanical behavior presented by the pipewall material.
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Usando Forgas Magnéticas Externas

Vibration Control of Flexible Rotors by External Magnetic
Forces

Francisco Paulo Lépore Neto

Cleudmar Amaral de Araujo
Departamento de Engenharia Mecénica
Universidade Federal de Uberléndia
Campus Santa Mbnica

Abstract

A method to conirol the vibration level of a rotating machine, using nonlinear magnetic forces, acting radially on
the rotor, is studied. The mathematical model for the magnetic pull is obtained using magnetic circuit theory
equations assuming small gaps. The rotor dynamic model is generated by the Transfer Matrix Method. The
complex eigenvalues of the homogeneous gyroscopic system are calculated using the polinomial method. The
steady-slate response in the time domain is obtained by numerical integration, using a fourth-order Runge-Kutta
technique. By selecting the magnetic force amplitude, frequency and the point of application on an unbalanced
rotor, the vibration level is reduced up to 85%. A significant reduction is obtained even when the control force
frequency is greater than the rotor's angular speed. For these cases it is possible to operate the system without an
active control network.

Keywords: Vibration Control, Flexible Rotors, Magnetic Forces

Resumo

Este trabalho apresenta um método para reduzir os niveis de vibragio do rotor flexivel de uma maquina rotativa
pela aplicagio de forgas radiais magnéticas, nio lineares, direlamente sobre o rotor. O rotor flexivel é modelado
pelo método das matrizes de transferéncia e os autovalores do sistema giroscdpico sio calculados por um método
polinomial. A resposta do sistema, obtida no domfnio do tempo por integragio numérica, apresenta redugdes de
até 85% no nivel RMS de vibragio, mesmo quando a frequéncia da forga de controle € diferente da excitagio do
rotor, indicando ser possivel operar o sistema sem um controle ativo.

Palavras-chave: Rotor Flexivel, Vibragdes, Forgas Magnéticas

Introdugéao

Durante a operagiio de méquinas rotativas sdo frequentes as passagens por velocidades criticas,
tanlo na aceleragiio como na desaceleragiio do rotor, ocasionando niveis de vibragio que comprometem
seu funcionamento seguro. Além disso, frequentes desbalanceamentos podem ocorrer devido a
desgastes e erros de projeto. Nos dltimos anos, 0s rotores sdo cada vez mais utilizados em altas
rotagdes, sendo necessério introduzir novas técnicas para o controle satisfatério das vibragbes.

As forgas de controle, quando aplicadas diretamente ao rotor, produzem efeitos mais significativos
sobre a redugio da vibragdo, quando comparadas com forgas aplicadas aos mancais (Lepore, Steffen,
1984). Estas forgas nio devem apresentar componente de cariter dissipativo, justificando a aplicagdo
de forgas magnéticas.

Bradfield (1987) realizou experimentos em um rotor supercritico apoiado em mancais de
rolamento, com um atuador magnético localizado na posigio intermedifiria do eixo, verificando que,
sob certas condigdes, 0 sistema instabilizou-se sempre que o atuador eletromagnético era usado para
aplicar forgas puramente de amortecimento.

Kojima (1984) utilizou um acoplamento magnético, constituido de imfs permanentes de terras
raras em um rotor, ¢ analisou svas vibragbes torsionais nfo lineares. Em seu trabalho, as forgas
magnéticas sio representadas por fungdes harménicas, sendo geradas por atuadores magnéticos
circulares,
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Technical Editor: Agenor de Toledo Fleury
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O objetivo deste trabalho € a andlise do comportamento dindmico de rotores flexiveis sob a agio de
forgas magnéticas agindo radialmente no rotor. Verifica-se a eficiéncia destas forgas magnéticas com a
finalidade de se desenvolver uma metodologia de controle de vibragbes em rotores, sem o uso de uma
malha fechada de controle. Foi desenvolvido um modelo computacional para anélise dindmica de
rotores utilizando o método das matrizes de transferéncia para modelagem dos rotores. So estudados
vérios casos para a forga magnética atuando nos discos, com a intengfio de minimizar as vibragdes
geradas por um desbalanceamento introduzido nos discos. A redugfio do nivel de vibragéo € obtida
selecionando a amplitude, a frequéncia e a posigio de aplicagdo da forga magnética.

Modelo Dindmico

A excitago magnética pode ser gerada a partir de um imé@ permanente, impondo a ele um
movimento harménico de amplitude e frequéncia varidveis. O modelo analitico da forga magnética,
mostrado na Eq. 1, representa o movimento senoidal de um imé permanente, com amplitude A, €
frequéncia W,, separado do rotor por um entreferro inicial g.,. A varidvel x indica o movimento do
rotor no ponto de aplicagio do atuador magnético. O parimetro Cy, agrupa as propriedades
geométricas e magnéticas do circuito, podendo ser obtido experimentalmente (Lepore, Steffen, 1984).

C
FM = = - (1)
(8oy + A Sin (W 1) +X)

Este modelo simples apresenta forte ndio linearidade, exigindo a aplicagiio de métodos numéricos
de integragio, para o estudo da resposta do sistema.

Freman (1984), Hammond e Tsiboukis (1983), utilizaram o método dos elementos finitos para o
célculo dos campos magnéticos em circuitos de geometria complexa, com a presenga de correntes
parasitas e operagiio em regime de saturagio.

O modelo fisico de um rotor genérico, representado na Fig. 1, é constituido por discos rigidos,
ligados por segmentos de eixo, com mancais flexiveis. Seu modelo dindmico é obtido pelo método das
matrizes de transferéncia, apds a discretizagio em estagbes, constituidas por um elemento de massa
mais um elemento de eixo 2 sua direita,

[M] [M]a-1 [M)=
L1 Ln-2

Ein-1

In=
Tit LLLEL

é[l}‘% [cih [K]l-i [Cla-1 E‘]- i {cla

Fig. 1 Modelo Fisico do Rotor.

Usando o diagrama de forgas da Fig. 2, as e:quagﬁes de transferéncia sfio escritas na forma matricial
da Eq. 2, onde Q = {XYG‘V,V,M M } inclue dois deslocamentos lineares, dois deslocamenios
angulares, dois esforgos cortantes e dois momenms fletores.

Qn-l - [E] oln
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Q,~-[M]Q,
Q,_, = [E][M] Q, 2

L.

G R ) Foemmm——iT
Mn -~ ' Ms L s

Fig.2 Representagio de uma estagio genérica do rotor: (a) slemenio de massa (disco ou mancal),
(b) elemento de eixo.

As estagbes do tipo disco e mancal incluem efeitos de massa e inércia, efeitos giroscépicos, e
propriedades concentradas de rigidez e de amortecimento, que podem ser tratadas em conjunto,
resultando na matriz [M], cujos elementos sfio dados pela Eq. 3.

[ M= 1
2
MSI- ~s M, - C“S iz Kx:
MSZ- B C:ys = ny
Mg= -C g8 -Kig

M= - C“s - K"
M&l- i C}rxs B ny

M= -8’M_ - C,s-K,,
Mg= - CYBS - l(ya
Me= —Cyys-Kyy
M, =Cy s+ KBx 3)
M= Ceys + Kog
Myy= 5Tt + Cops + K
Mo = slp Q2+ Cyps + Ke¢
Mg, = Coxs + K”
Mg,= C”s + l(”
Mg,= -slp_Q + C’es + K‘e

Mu' szllm + C“s - K“

Mij-{) 'para os demais ij
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Cada estagfio tipo eixo € modelada como uma viga de Tymoshenko, caracterizada pelos médulos
de elasticidade do material E e G, pela drea ¢ inércia da secgiio transversal A e I, pelo fator de
cizalhamento A e pelo comprimento L, resultando na matriz de transferéncia [E], de acordo com a Eq.
4,

E;=1
Ej3= Ey= Eqg= Ege= L
Ejg= Exg= L’/6(EI) -Al/ (GA)

5 O]
E,;= Ejg= Eyo= Eg= L2/2(EI)

Ey= Eg= L/(EI)
E;j= 0 para os demais ij

A matriz de transferéncia global do rotor, [U] de ordem 8x8, ¢ dada na Eq. 5 sendo gerada pela
multiplicaghio de todas as matrizes individuais [M] e [E] que descrevem cada estagio.

Q" - [U]Ql (5)
Aplicando condigbes de contorno livre-livre para o rotor a Eq. 5 se reduz a:
[SU]{XY0$} " =0 (6)

onde [SU] é uma submatriz de ordem 4x4, extrafda da parte inferior esquerda da matriz [U]. Os
autovalores complexos do sistema homogéneo giroscOpico, representado pela Eq. 6, sfo calculadcs por
um método polinomial (Araujo, 1993). Neste método o grau do polindmio caracteristico € reduzido,
levando & diminuiglo dos erros numéricos ¢ do tempo computacional, apresentando diferengas
significativas apenas para as frequéncias dos modos mais altos. Os autovetores sio calculados por
procedimentos cléssicos.

O sistema ndo homogéneo € representado pela Eq. 7, onde Fe sfio forgas externas genéricas, Fc € a
forga magnética, e Z € o vetor das coordenadas generalizadas X, Y, 6, ¢.

[M] {Z} + [D] {Z} + [K] {Z} = {Fe} + {Fc} M

Usando a transformagdo linear Z =[®]q, onde [®] € a matriz modal do sistema nfio giroscopico
associado, a Eq. 7 resulta:

{q} + 7] {q} = [C,) {q} +[®)" {Fe} + [®]" {Fc} )

O dltimo termo do lado direito da Eq. 8 é altamente néo linear, desde que as forgas magnéticas séo
fungfio dos deslocamentos do rotor no ponto de aplicagio do atuador. A solugfio em regime permanente
no dominio do tempo € obtida por integra¢io numérica, usando a técnica de Runge-Kutta de quarta
ordem.

A formulagio apresentada foi implementada na rotina computacional MTROTOR, escrita em
Fortran, que pode ser executada em micro-computadores AT-386.
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Resultados de Simulagao

O rotor vertical da Fig. 3, usado para as simulagbes computacionais, tem trés discos rigidos com
massas expressas em Kg (M1=0,818, M2=1,6, e M3=0,981) ¢ momentos de inércia polar expressos em
Kgm2 (J1=0,0008, J2=0,0045 e J3=0,0018), montados num eixo de ago, suportado nas extremidades
por mancais de rolamentos com suspensio flexfvel, cujas propriedades fisicas so representadas na

Tabela 1.
aal o7 | 219 ! 121 i_n
| lu'r t "'_'r Iu;‘rr—
iﬂ : L!L.' : i (13 iE
- - VR
i o d

I
I
|
E_ Fig. 3 Modelo do Rotor Flexivel

O modelo de matrizes de transferéncia do rotor foi discretizado com 23 estagbes, sendo 3 estagbes
para os discos, 2 estaghes para o8 mancais e 18 estagbes para os elementos de eixo. Usando o programa
MTROTOR foram calculadas as dez primeiras frequéncias naturais para o sistema néo giroscopico e
para Q= 2100 rpm.

Tabela 1 Propriedades de Rigidez (K) ¢ de Amortecimento (C) dos mancais.

Propriedade Mancal Bl Mancal B2

K=Ky (N/m) 18755 24774
Key=Kyx (Nim) 9000 9000
Cyy=Cyy (Ns/m) 200 200
Cyy=Cyx (Ns/m) 100 100

As frequéncias naturais do sistema, em Hz, sfo comparadas, na Tabela 2, com as obtidas com um
programa comercial MONOROTOR, que utiliza 0 método de elementos finitos, resultando numa
diferenca média de 4%, com um tempo computacional equivalente.

Tebela 2 Comparagio das frequéncias naturais,

€ =0rpm £2 = 2100 rpm
Modo M'[ﬁg]mn M‘[):gk‘ DIF. (%) MTE%TDR M?SZ?R' DIF. (%)
131 129 1,56 13,0 128 1,56
133 129 1.568 131 128 1,56
202 20,3 0,49 198 186 6,50
20,2 203 0,49 205 20,9 1,90
428 41,8 1,01 41,4 39,5 4,80

428 418 1,91 438 . 44,2 0,80
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Tabela 2 Comparagio das frequéncias naturals,

Q2 =0rpm € = 2100 rpm
: MTROTOR  MONOR.
Modo ”T[‘}{"Z}O“ M?gz(]m b Mo o DIF. (%)
7 121,3 17,7 3,10 1174 109,5 7,20
8 1213 17,7 3,10 125,0 1248 0,20
] 2106 2018 4,36 205,7 1928 6,70
10 2106 2018 4,36 2167 2118 1,90

A influéncia da posicio da forca magnética sobre os niveis de vibragio do sistema ¢é analisada para
uma rotagio € = 150 rd/s, exciacho gerada por um desbalanceamento de 40 g.mm que também pode
ser aplicado a cada um dos discos do rotor. Foram utilizados dois aruadores de imd permanente
posicionados radialmente e separados por 90 graus, com Cm = 1,05. E™* Nm2/A, entreferros iniciais
8x=8y= 7 mm, e amplitudes de deslocamento A =A,= 1 mm ¢ frequéncias W,=W,= 210 rd/s.

A Tabela 3 apresenta as redugbes nos niveis RMS de vibragio nos trés discos do rotor, obtidas com
a aplicagio das forgas magnéticas em diferentes posigoes, sendo EXC a posigio da forga de
desbalanceamento e MAG a posigiio dos atuadores magnéticos,

A anilise dos valores RMS das respostas demonstram que é possivel reduzir os niveis de vibragfio
em todos os discos, para todas as posigbes de aplicagio da forga magnética. As maiores atenuagbes
ocorrem quando Fd ¢ Fm atuam no mesmo disco.

A Fig. 4 mostra a resposta na diregio X, para a situagfio da primeira linha na Tabela 3, com as
forgas magnéticas aplicadas a partir do instante 1=2 segundos. O célculo das respostas n dominio do
tempo foi obtido por integragio numérica usando o méiodo de Runge-Kutta de quarta ordem. A
experiéncia adquirida nas simulagbes indica que o uso de um passo fixo de integragio é mais
conveniente que o esquema de ajuste automético do passo, para problemas com excitagdes nao
lineares.

Tabeia 3 Redugio dos nivels de vibragio RMS nos discos 1,2 ¢ 3, nas diregbes X o Y.

Disco RMS, (%) RMS, (%)

MAG EXC 1 2 3 1 2 3
1 1 845 85,1 84,6 88,4 68,5 68,2
1 2 743 80,0 79,0 730 79,3 77,8
1 3 -59,7 66,8 68,3 -59,5 67,3 68,1
2 1 7.4 1130 -24.1 07,3 11,1 15,1
2 2 58,0 77,0 75,1 64,5 70,2 67,4
2 3 53,4 65,9 66,2 49,5 65,6 64,5
3 1 -15,2 -11.2 -23,1 07,2 09,4 -15,0
3 2 11.6 132 236 -05,1 11,2 16,8
3 3 -26.0 -28,4 -28,0 21,0 24,1 -23,0

* -indica redugdo no valor RMS
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Fig. 4 Efeiio da aplicagio da forga magnética no movimento X (1) dodisco 1.

A anilise dos valores RMS da resposta, apresentados na Tabela 3, demonstram que € possivel
reduzir os niveis de vibragio do rotor em todos os discos e posighes de aplicagio da forga de controle.
Verifica-se que as melhores posigbes de controle sio sempre as das estagdes onde estdo os

desbalanceamentos.

Para verificar a influéncia da freqiiéncia do movimento harmonico imposto aos atuadores foi
escolhido o caso da quinta linha da Tabela 3. A Tabela 4 apresenta as redugdes nos niveis RMS das
vibragdes do rotor para frequéncias da forca magnética entre 90 e 350 rd/s.

Tabela 4 Influéncia da frequéncia da forga magnética [(-) indica atenuagio].

Bx=7.00 mm g, = 7.00 mm
Ay=100mm Ay=1.00mm
Freq. (rd/s) RMS,” (%) RMS,” (%)

W, w, 6 13 18 6 13 18
90 20 14,8 8,93 17,2 -18,0 -36,4 40,2
110 110 03,5 -48,5 17,5 -32,0 67,1 43,7
130 130 435 64,4 -70,3 -46,0 57,9 59,5
150 150 55,6 61,3 61,3 -68,0 70,7 68,2
170 170 0,6 721 69,0 -59,0 67,9 64,4
180 190 -58,5 85,7 66,5 -68,0 72,7 69,6
210 210 -88,0 77,0 75,1 -64,0 70,2 87,5
230 230 -83,4 72,3 7.4 -63,0 70,3 87,1
250 250 615 68,8 69,4 -68,0 72,7 69,7
270 270 67,1 76,4 74,8 -63,0 69,7 68,7
290 290 62,1 70,5 70,4 -65,0 71,5 68,3
310 310 639 71,8 71,6 -66,0 721 69,1
330 330 65,9 75,1 73,8 -63,0 69,9 86,9
350 350 61,9 69,9 -70,1 66,0 721 68,9
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Para frequéncias da forca magnética superiores a 150 rd/s, obteve-se em média 68% de redugio no
valor RMS da resposta nas estagbes dos discos. Os melhores resultados foram obtidos para as
frequéncias de excitagiio de 210, 270 e 330 rd/s na diregao X e de 190, 250 e 310 rd/s na diregio Y.

A frequéncia do movimento harmdnico imposto ao atuador passa a ter influéncia significativa
sobre a atenuagio da vibragdo, para valores iguais ou superiores & frequéncia de rotagio do rotor. Na
Tabela 4, com a frequéncia da forga de desbalanceamento Q= 150 rd/s, observa-se redugdes de 3 a
43% para W< Q e de 55 a 77% para W>= €, tanto na diregiio X como na Y. Nesta segunda faixa, as
frequéncias da forga magnética que geram maiores atenuagdes, segundo X, sdo 210, 270 e 330 rd/s.
Verifica-se que as diferengas das méximas atenuagbes em relacio as das demais frequéncias é pequena,
néo ultrapassando a 15 %. Comportamento semelhante existe para as respostas na dire¢do Y, com
méximas redugbes ocorrendo em frequéncias diferentes.

Constata-se que, fixadas a relagio g/A e a posigio relativa entre Fm ¢ Fd , existem frequéncias da
forga magnética que tornam mais efetiva a redugdo do nivel de vibragio no rotor. Neste caso o
espagamento entre as frequéncias otimas foi de 60 rd/s. Aparentemente ndo existem relagdes de
multiplicidade direta com a frequéncia da excitagéo por desbalanceamento. A quantidade de dados
levantados e a complexidade do modelo nfio permitem apresentar uma conclusfio definitiva sobre o
fendmeno fisico que ocorre nestas frequéncias dtimas,

Os niveis de redugio obtidos e o comportamento quase invariante da resposta em fungéo da
frequéncia da forga magnética para W maior que £, leva & importante conclusao que esta metodologia
€ adequada para atenuar as vibragbes do rotor, sem que seja necessério utilizar um sistema com
controle ativo.
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Abstract

The present paper is concerned with the design and construction of a thermal mass flow meter. This meter is
based on the measurement of the fluid temperature elevation caused by external heating. A detailed numerical
simulation of the transient, conjugate heat transfer in the meter body and the fluid was developed. The results of
this simulation revealed the main parameters which control the meter performance, and guided the construction
~of a prototype meter. The meter tested presented excelent performance.

Keywords: Flowmeter, Simulation, Tests

Resumo

O presente trabalho descreve o desenvolvimento de um medidor de vazio missica por efeito térmico. O medidor
€ baseado na medigio da elevagio de 1em peratura provocada no fluido devido ao fomecimento externo de calor,
Um detalhado programa de simulagio numérica da transferéncia de calor transiente conjugada no corpo do
medidor ¢ no fluido foi desenvolvido. Os resultados desta simulagio identificaram os parimetros que governam
o desempenho do medidor e serviram de base para a construgdo de um protétipo que apresentou excelente
desempenho nos testes realizados.

Palavras-chave: Medidor de Vazio Missica, Simulagio, Testes

Introdugéo

Em virias aplicagbes industriais os processos envolvidos sdo controlados pela vazao méssica de
um ou mais fluidos, e ndio pela vazéo volumétrica. O desempenho térmico de motores a combustio
interna, de queimadores, os processos de deposigio quimica na fabricagio de componentes eletrdnicos
€ os varios processos da industria quimica podem ser citados como exemplos.

Duas alternativas sdo comumente utilizadas na medigio da vazéio méssica. Uma delas ¢ a
‘combinagio de um medidor de vazdo volumétrica com medidas de densidade, cujos resultados sdo
posteriormente processados em computadores simples fornecendo a medida desejada. A outra
alternativa € utilizar um instrumento que seja intrinsicamente sensivel 4 vazio méssica. Ambas as
alternativas t&m sido utilizadas com sucesso, adotando diferentes formas de implementagio (Doebelin,
1990).

O presente trabalho esté relacionado com o desenvolvimento de um medidor sensivel 3 vazio
‘méssica, Doebelin (1990), apresenta algumas possiveis configuragdes destes medidores. Dentre estes,
‘uma classe de medidores que vem encontrando grande aplicagio industrial é o medidor de vazio
‘médssica por efeito térmico.

O principio de funcionamento deste medidor, proposto primeiramente por Laub (1947), pode ser
entendido com o auxilio da Fig, 1.

A vazio méssica do gés a ser medido, m, penetra pelo tubo do medidor onde um fluxo de calor Q
conhecido € fornecido. Os sensores Ty e T, medem a diferenga de temperatura média de mistura antes
e depois do aquecimento do gés. A vaziio méssica, o fluxo de calor cedido e a diferenca da temperatura
média de mistura antes e depois do aquecimento, estio relacionados por

Presented at the 12th ABCM Mechanical Engineering Conference, Brasilia, D.F., Dacember 7-10,1993.
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Q= n:‘Cp (Tmz = Tm1)

Da equagfio, pode-se observar que uma vez conhecidos o calor especifico do gis, C, a diferenga
de temperatura, T2 — Ty, € 0 fluxo de calor, Q, a vazio mdssica desejada pode ser determinada.

b, T P —

"._'—;;._}\_ S I s la}

----- O

sentor/aquecedor (D) sensor /aguecedor @)

h=0 (p)

e

thy > th, (a)

Fig.2 a-Configuragiio adotada b-d - Perfia de temperatura

A configuracio descrita acima, apesar de teoricamente correta, apresenta as seguintes dificuldades
de ordem pritica:

a) As temperaturas médias de mistura do gis Ty € Ty, sdo dificeis de serem medidas, devido a
variagio espacial do campo de temperatura na segiio do tubo do medidor.

b) A relagio entre a diferenga de temperatura T2 — Ty |, cOm a vazéio méssica, m, nfio € linear,
uma caracteristica indesejével para instrumentos de medigfo.

¢) A configuracio mostrada na Fig. 1 apresenta dificulades de fabricacio mecanica, pois exige a
perfuragao da parede do tubo para instalacfio de sensores de temperatura e do aquecedor, com

implicagbes na vedagio do gés no caso de altas pressbes de trabalho.
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d) A configuragfio da Fig. 1 apresenta também dificuldades para as operagdes periddicas de
limpeza do tubo sensor, pois possui componentes delicados dentro do tubo.

Devido as razbes expostas, os estudos foram direcionados para a busca de uma nova configuragio
que evitasse os problemas da configuragio inicialmente proposta. A Fig. 2 apresenta
esquematicamente o principio de funcionamento da configuragio escolhida.

A vaziio méssica, m, do géis penetra no tubo do medidor onde séo enrolados externamente fios que
- fazem o papel simultineo de aquecedores e sensores de temperatura, fornecendo quantidades de calor
idénticas para as duas porgdes do tubo. O calor fornecido nos quecedores segue axialmente pela parede
do tubo sensor sendo depois transferido ao gas. Parte do calor pode ser perdido para o ambiente
externo, caso uma camada adequada de isolamento térmico nfio seja utilizada.

As Figs. 2b-2d apresentam esquematicamente as distribuigbes axiais da temperatura da parede do
tubo para trés valores da vaziio méssica. No caso de nfio haver escoamento, m = 0, a distribuigio de
temperatura na parede do tubo € simétrica, fornecendo uma diferenga de temperatura nula entre os
sensores 1 € 2. Quando uma vazio my, diferente de zero escoa pelo medidor, o perfil de temperatura
na parede do tubo torna-se assimétrico como mostra a Fig. 2c. A diferenga de temperatura indicada
pelos sensores 2 e 1 & proporcional 3 vazio méssica. Um aumento ainda maior na vazio mdssica (Fig.
2d) produz uma diminuigfio na diferenca de temperatura entre os dois sensores, mostrando que existe
um limite méximo na faixa de vazdo a ser medida pelo instrumento.

De acordo com a descrigio apresentada optou-se por construir um tubo sensor de vazio méssica
com a configuragio apresentada na Fig. 2. Uma répida observagao da figura mostra que existem
inimeras varidveis a serem fixadas que influenciam o desempenho termohidréulico do medidor.
Dentre estas varidveis podemos citar: comprimento, didmetro e espessura da parede do tubo sensor,
- comprimento e posigio relativa dos aquecedores/sensores, tipo de isolamento térmico externo dos
aquecedores/sensores, vazio e propriedades termofisicas do gés a ser medido.

Obviamente, com este grande niimero de varidveis influenciando o desempenho do medidor, torna-
se invidvel a busca de uma configuragio 6tima através de um procedimento puramente experimental.
Por esta razéo, optou-se por uma simulagio numérica do desempenho do medidor. Desta forma poder-
se-ia realizar uma andlise paramétrica da influéncia dos diversos pardmetros descritos no desempenho
do medidor, obtendo-se, pois, uma configuragio préxima da configuragio Gtima para ser construida,

Durante este processo de andlise numérica, buscou-se um medidor que apresentasse boa
linearidade, baixo tempo de resposta, temperatura de trabalho ndo muito elevada, um razodvel valor
para a diferenga de temperatura e pouca dependéncia em relagfo &s variagdes das condigbes ambientais
~ externas. A seguir é descrita a modelagem matemétca do medidor.

Modelagem Matematica

A geometria modelada € apresentada na Fig. 3. Nesta figura o tubo sensor € apresentado com uma
cobertura para proporcionar protegio térmica e mecénica aos sensores. As dimensbes geométricas e a
origem do sistema de coordenadas sfio também apresentadas na figura.

A modelagem do medidor consiste em resolver a equagio que governa conservacio de energia em
todo o dominio de célculo, i. e., no gds, na parede do tubo e nas paredes da cobertura protetora. A troca
- de calor do medidor para o ambiente foi também considerada,

As seguintes hip6teses foram assumidas na simulagio do medidor:

8) o escoamento de gés é laminar e hidrodinamicamente desenvolvido
b) o gis comporta-se como fluido incompressivel

¢) as propriedades termofisicas do gds ndo dependem da temperatura
d) o ar enclausurado na capa protetora ndo se move

e) asresisténcias térmicas de contato sfo nulas

f) a geragio de calor em cada sensor/aquecedor € uniforme

g) atemperatura medida em cada sensor/aquecedor € a média ao longo do comprimento de cada
sensor/aquecedor
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Fig.3 Dominio de célculo da simulagiio numérica

Incorporando as hipbteses acima, as equagbes de conservagio de energia em coordenadas
cilindricas ficam, no gés:

LA o a[ﬂ;li(ﬂ)}

ar ax ax2 rar\ or
Condigdes de contorno:

aT
emr=0 — =10

ar

emr = R;, T = Tyedidor

aT
emx =0, — =0

ax

aT
emx =L, — =0

ax

no medidor:

e (S e

Condigdes de contorno:
emr =Ry, T =Ty,
aT
emr=Rg, k— = h(T,-T)
ar
aT
emx = 0, —ka— -h(Tm—T) para r>Ri+t5
X

aT
emx =L, ka—-h(T,,—T] para r>R;+
X
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Uma adimensionalizagio das equagses e condigbes de contorno, fornece os seguintes parmetros
adimensionais que governam o problema:
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O conjunto de equagdes acima foi resolvido numéricamente pelo método de volumes finitos
descrito por Patankar (1980). O dominio de célculo foi discretizado com uma malha néo-uniforme de
40 x 22 pontos nodais. Utilizou-se um microcomputador PC-AT, consumindo um tempo de
processamento de cerca de 10 minutos por configuragéo estudada.

Resultados da Simulagdo Numérica

A simulagdo numérica realizada possuia dois objetivos principais. Em primeiro lugar, fornecer
informagdes qualitativas referentes a influéncia de cada um dos parimetros adimensionais no
desempenho do tubo sensor do medidor. O segundo objetivo era calcular os pardmetros de projeto para
guiar a construgio do prot6tipo de tubo sensor,

Tabela 1 Efeito dos parémetros no desempenho do tubo sensor

Parimetro Linearidade . o T T.
P, 1 )
B;
Lt
R*

b
L3
Le
t

t

=

— — — — — — —& — —
— — — — — — — =
_._._.4_.__._.4_._5

Assim foi realizada uma andlise paramétrica variando-se 9 dos parimetros adimensionais
identificados. Os resultados da anélise paramétrica estio apresentados resumidamente na Tabela 1.
Nesta tabela, representa-se com uma seta o aumento ou diminuigio da linearidade, diferenca de
temperatura méxima, temperatura minima e tempo de resposta provocados por um aumento no
parimetro considerado.

Ao analisar-se os resultados da Tabela 1, deve-se ter em mente que o medidor ideal deve apresentar
alta linearidade, alto AT, baixa T .. e baixo tempo de resposta.
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Configuragdo Escolhida

O medidor de vazio méassica a ser construido deveria operar na faixa de vazio de 0 a 0,1 g/s, tipica
de aplicagbes encontradas em equipamentos de cromatografia a gés. O fuido de trabalho especificado
era ar a temperatura ambiente. O material dos tubos deveria ser ago inoxiddvel. Com eatas restrigoes,
foram realizadas diversas simulagdes numéricas, até atingir-se um desempenho considerado
satisfatério para o tubo sensor do medidor. As principais caracteristicas do tubo sensor do medidor
considerado ideal sfo apresentadas a seguir:

- material do tubo: ago inox AISI3I6

- diametro externo: 1,85 mm

- diametro interno: 1,35 mm

- comprimento: 100 mm

- distiincia entre sensores: 5 mm

- comprimento de cada sensor: 15mm

- poténcia dissipada: 3 W

Com estas caracteristicas, o desempenho previsto pela simulagio foi:
- temperatura mixima do tubo: 75°C (acima do ambiente)
- diferencga de temperatura: 5°C

- linearidade: melhor que 3 %. (fundo de escala)

- tempo de resposta: 30 s

- vazdo méssica méaxima: 0,001 g/s

Construgéo do Tubo Sensor

O coragio do medidor de vazdo méssica é o tubo sensor, cujas caracteristicas fisicas foram
especificadas através da simulagio numérica descrita anteriormente. A grande dificuldade de
construgio do tubo sensor consiste na instalagio dos sensores/aquecedores. Os sensores/aquecedores
sdo bobinas de fio de platina com 25 pm de didmetro totalizando uma resisténcia de 50 € para cada
sensor. Estes fios sfio extremamente frageis e devem ser cuidadosamente enrolados em torno do tubo
de ago inox. Para evitar o contato elétrico entre o fio de platina e o tubo de inox, uma cobertura de
verniz isolante foi depositada na superficie externa do tubo sensor e curada em forno a 70°C. O fio de
platina foi entio enrolado sobre o tubo isolado e uma nova camada de verniz aplicada sobre o
enrolamento. Esta camada tem o objetivo de fixar as espiras do fio de platina em suas posigdes,
evitando o contato elétrico entre espiras adjacentes. A Fig. 4 apresenta esquematicamente o tubo
sensor construido.

Deve ser ressaltado que devido & proximidade entre as espiras dos sensores/aquecedores, os fios
foram enrolados utilizando-se um torno mecénico especiaimente adaptado para este trabalho. Desta
forma foi possivel selecionar o passo de enrolamento mais adequado e garantir uma uniformidade no
enrolamento. O tubo sensor construido foi montado em uma base metélica, de forma a possibilitar a
conexao com as linhas de ar do laboratério.

A diferenga de temperatura entre os sensores/aquecedores deve ser medida para permitir a
avaliagdo da vazfio missica desejada. Esta medigfo foi feita através da medida da resisténcia elétrica
do fio de platina que forma o enrolamento de cada sensor. Para isso os 2 sensores/aquecedores foram
montados em 2 bragos de uma ponte de Wheatstone com tensio constante. O sinal de saida entre os
dois bragos da ponte é amplificado no circuito integrado LM363 sendo proporcional 4 diferenga entre
as resisténcias dos sensores aquecedores.
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Calibracéo do Tubo Sensor

Uma vez construido o tubo sensor, foi necessfria a realizagio de experimentos de calibragio que
relacionassem a variagio de resisténcia medida entre os dois sensores/aquecedores e a vazio missica
de gés que passa pelo tubo sensor.

fig de plating
/q coberturas
R Ll b £

Fig. 4 Tubo sensor

No circuito de calibragio construido, ar comprimido do laboratério passava por um registro de
corte rdpido, por um filtro com vélvula reguladora de pressio e por um trocador de calor imerso em um
banho com temperatura controlada. Do trocador de calor, o ar paasava no tubo sensor a ser calibrado,
por uma vélvula micrométrica de controle de vazio e finalmente penetrava em um medidor de bolha
saindo para o0 ambiente. Tomadas de pressio antes e depois do tubo sensor foram previstas para
possibilitar a determinagio da queda de pressio no tubo sensor.

Como pode ser observado na descrigio do circuito de calibragio, um medidor de bolha foi
utilizado na calibragéo do tubo sensor. Isto tornou-se necessério devido & pequena vazio de projeto no
tubo sensor (0,001 g/s). Este medidor, comumente encontrado em laboratérios de calibragio, utiliza
como principio bésico de funcionamento a medigio do tempo de deslocamento de uma membrana de
sabéio carregada pelo escoamento, através de um tubo de vidro de volume conhecido. As medigbes de
vaziio no aparelho construfdo sio obtidas com incerteza experimentais da ordem de +0,5 %. Detalhes
construtivos do medidor de bolha podem ser encontrados em Azevedo (1992).

Resultados para o Tubo Sensor

A seguir sio apresentados alguns resultados obtidos com o tubo sensor construido, A Fig. 5
apresenta uma curva de calibragio obtida para o tubo sensor operando com 10 V. A abscissa representa
o sinal da ponte (sem amplificagdo) dado em mV correspondente a diferenca de resisténcia dos 2
sensores. Na ordenada estd indicada a vaziio méssica obtida no medidor de bolha em g/s. Como pode
ser obeservado na figura, o comportamento do tubo sensor corresponde exatamente ao esperado, i.€.,
um aumento na diferenga de temperatura (representada no gréifico pelo sinal correspondente a
diferenga de resisténcia dos sensores/aquecedores) & medida que a vazio mdssica aumenta. Pode-se
notar também a excelente linearidade do instrumento até o valor da vazio méssica em torno de 4x10™#
g/s. A partir deste ponto existe um grande desvio de linearidade, o que indica ser este o valor miximo
de trabalho do tubo sensor. As demais caracteristicas do tubo sensor medidas durante o experimento
foram:

- temperatura mixima do tubo; 73°C (acima do ambiente)

- linearidade: 1% (fundo de escala)

- tempo de resposta: 60 s

- vazfio méssica méixima: 4 x 10”g/s

A comparagio destes resultados com as previsdes da simulagio numérica apresentada
anteriormente mostra uma boa concordéincia para a temperatura e vazio méximas. A linearidade do
tubo sensor construido apresentou-se melhor que a prevista numericamente, enquanto o tempo de
resposta medido mostrou-se superior & previsdo. Esta discordéncia pode ser explicada pelo fato do
tubo sensor construido ter sido montado com suas extremidades ligadas a blocos metédlicos de modo a

permitir a conexo com as linhas de ar comprimido do laboratério. Estes blocos introduziram
capacidades térmicas adicionais ndo previstas na simulagio numérica 0 que provocou o aumento no
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tempo de resposta. Por outro lado, a presencga dos blocos provocou um aumento na transferéncia de
calor do tubo sensor para o ambiente o que melhorou a linearidade, como indicado na Tabela 1
(aumento em Bi) .
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Fig. 5 Curva de calibragiio do tubo sensor

Construcéo do Medidor de Vazao Massica

Comparando-se a vazio méxima de trabalho do tubo sensor (4 x 10*g/s) com a vaziio méxima de
projeto do medidor (0,1 g/s), nota-se que esta € insuficiente para atender a faixa de trabalho desejada,
Desta forma, o medidor foi construido com uma configuragiio de bypass, como indica a Fig. 7.0 gis a
ser medido penetra pela tubulagiio principal onde se localiza a obstrugio formada por um cilindro com
virios furos axiais. Parte da vaziio ¢ desviada para o tubo sensor € parte atravessa a obstrugéo,
juntando-se a vaziio desviada e saindo pela abertura principal. A obstrugéo deve ser projetada de modo
a oferecer a perda de carga suficiente para que a méxima vazio do medidor corresponda 4 méxima
vaziio que o tubo sensor ¢ capaz de medir com boa linearidade. O diémetro da tubulagfio principal é
calculado de modo a garantir escoamento laminar no medidor.

obstrugdo

£

6As W e - oeyt BEEG. .. [9

Fig. 6 Vista lateral do medidor com bypass

Assim, a vaziio total € avaliada medindo-se apenas uma parcela da vazio. Pode-se notar na
configuragio construida, que foi previsto acesso ao interior do tubo sensor por meio de bujbes

rosqueados para possibilitar operagGes de limpeza.

Resultados para o Medidor de Vazéo Massica

A calibragio do medidor de vazio foi realizado utilizando-se 0 mesmo circuito de calibragio
empregado na calibragio do tubo sensor. Devido a faixa de vazio do medidor ser bastante superior 4 do
tubo sensor, foi necessdrio utilizar-se um medidor de bolha com capacidade volumétrica mais elevada.
Durante a calibragdo, realizada em ambiente com temperatura controlada, a temperatura do ar da linha
manteve-se constante dentro de +0,5 %.
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A Fig. 7 apresenta um resultado tipico de um experimento de calibragio. Na ordenada do gréfico
apresentado na figura encontra-se a vazfio méssica total passando pelo medidor dada em g/s. Na
abscissa o sinal correspondente & diferenga de resisténcia entre os sensores/aquecedores localizados no
tubo sensor, dado em mV (sem amplificagho).
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Fig. 7 Curva de calibragio do medidor

Como pode ser observado, a obstrugio localizada no tubo principal foi adequadamente projetada
de modo a permitir que a faixa de vazio de projeto do medidor (0 a 0,1 g/s) seja coberta utilizando-se a
faixa linear do tubo sensor, produzindo um medidor com resposta linear, como desejado.

=1t T Ll o
4 — RE
g5k .
g 2 o=
=) — -1
1 -
0 ] ) YR Y S SR S
0 100 200 300 400 500
TEMPO DE RESPOSTA (s)

Fig. 8 Tempo de resposta do medidor

A Fig. 8 apresenta um ensaio tipico de tempo de resposta. Para estes testes a vdlvula de corte
rapido do circuito de calibragio era aberta rapidamente enquanto o sinal do medidor era reagistrado em
um tragador grifico. No caso apresentado na figura o tempo de resposta foi de aproximadamente 100 s.
Este valor, superior ao tempo de resposta encontrado para o tubo sensor, deve-se 4 maior capacidade
térmica do medidor de vazdo construido. A seguir sio apresentadas as principais caracteristicas do
medidor desenvolvido:

- [faixa de vaziio mdssica; 0a 0,1 g/s
= tempo de resposta: 100s
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- linearidade: +0,5 % (fundo de escala)
- acurdcia: =1 % (fundo de escala)
- repetibilidade: +0,6 % (fundo de escala)

Conclusbes

O presente trabalho descreve a construgfio e teste de um medidor de vazio méssica por efeito
térmico. O medidor foi projetado para atender s faixas de baixas vazbes de gases limpos comumente
encontrados nas aplicagdes de cromatografia (0 a 0,1 g/s). O principio de funcionamento do medidor é
baseado na diferenga de temperatura imposta ao gés por meio de aquecimento externo,

A principal contribuigdo do trabalho foi o desenvolvimento de um programa para simulagio
termohidréulica do medidor. Este programa levou em consideragéo a transferéncia de calor conjugada
no medidor e no gés, permitindo uma identificagfio e avaliagio da influéncia dos diversos parimetros
que influem no desempenho do medidor. O programa de simulagdo foi utilizado na determinagfo de
uma configuragiio com desempenho 6timo que serviu de base para a construgdo de um prot6tipo do
medidor.

O medidor construido e testado apresentou excelente desempenho quanto & faixa de vazao
atingida, linearidade, acurdcia e repetibilidade. O tempo de resposta do medidor apresentou-se acima
do valor desejével. No entanto, com base nas indicagbes da simulagio numérica, este problema pode
facilmente vir a ser corrigido em um préximo protétipo desenvolvido.
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Abstract

This work presents an experimental study of natural convection on a flat and finite inclined plate. Values of
Nusselt number for several angular position and for different heat fluxes are obtained. It is proposed a new
empirical relation for negative angular positions (surface of heat transfer facing downwards). It is also shown
that, the relation for horizontal and vertical flat plate, corrected by the cosine of the inclination angle, can be used
for heat surfaces facing upwards, in the analised range of Rayleigh number,

Keywords: Natural Convection, Flat Plate, Finite Plate, [nclined Plate

Resumo
Neste trabalho € apresentado um estudo experimental da convecgiio natural em superficies planas inclinadas de

. comprimento finito. Valores de Nusselt para diversos dngulos de inclinagio e para diferents valores de fluxo de
- calor impostos sdo obtidos. Propdem-se uma nova relagio empirica para ngulos de inclinagio negativos

|

(superficie de troca com face para baixo). Mostra-se também, que as relages de placa plana vertical ou
horizontal, corrigidas pelo cosseno do dngulo de inclinagio, podem ser utilizadas para superficies aquecidas com
face para cima, na faixa de Rayleigh analisada.

Palavras-chave: Convecgio Natural, Superficies Planas, Superficies Finitas, Superficies Inclinadas

Introducéo
Situagbes envolvendo a transferéncia de calor por convecgio natural em superficies inclinadas sio

. encontradas em numerosos problemas préticos na engenharia. Diversos artigos publicados na literatura

versam sobre este assunto, quantificando a dependéncia angular dos coeficientes de transferéncia de

. calor para diferentes geometrias inclinadas. Particularmente para a transferéncia de calor em

superficies planas inclinadas podemos citar os artigos de Vliet(1969), Fujii e Imura(1972) e Azevedo e
Sparrow (1985), por exemplo, que discutem o problema com base em resultados experimentais e

célculos de escoamento de camada limite.

Em geral a influéncia da inclinagiio da superficie aquecida sobre o coeficiente de transferéncia de
calor € expressa com a introdug@o do cosseno do Angulo de inclinagfio multiplicando o nimero de

- Rayleigh. Utiliza-se desta maneira as mesmas relagbes de Nusselt versus Rayleigh para os casos de

. placa plana vertical ou horizontal. Isto € justificado devido ao fato que a forga de empuxo atuante na

diregio do escoamento fica decomposta desta maneira. Observa-se porém, com base nos artigos
citados, que para superficies aquecidas com face voltada para cima, ou para baixos valores de Rayleigh’
para o caso de superficie aquecida com face voltada para baixo, esta consideragio néo ¢ verificada de

| maneira precisa.

Para superficies com face aquecida voltada para cima os efeitos tridimensionais do escoamento
modificam sensivelmente o coeficiente de transferéncia de calor bem como os limites de estabilidade.
O aparecimento de vértices do tipo Gothler, responséveis pela modificagio dos limites da transigio
laminar-turbulento, antecipam o aparecimento de instabilidades temporais. Neste caso as relagbes de
placa plana corrigidas somente pelo cosseno do dngulo de inclinagio tornam-se inapropriadas.

Observando os resultados do artigo de Fujii e Imura (1972), para superficies aquecidas voltadas
para baixo, na faixa de baixos valores de Rayleigh a relagio proposta para placa plana nio aproxima
precisamente os valores experimentais,

Presented at the 12th ABCM Mechanical Engineering Conference, Brasilia, D.F., December 7-10, 1993.
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No presente trabalho um estudo experimental da transferéncia de calor por convecgiio natural em
uma superficie plana de comprimento finito é desenvolvido. Os coeficientes de transferéncia de calor
sdo determinados para diferentes posigbes angulares e para diferentes valores de fluxo de calor
imposto. Os resultados obtidos so comparados com os resultados disponiveis na literatura. Avalia-se
particularmente os valores do nimero de Nusselt global da superficie para baixcs valores de nimero de
Rayleigh. Isto representa algumas situagdes de interesse préitico na drea de resfriamento de
componentes eletrénicos com liquidos.

As posicbes da superficie aquecida sdo mostradas na Fig. 1.

+90°

: % % : %%0
-90°

Fig.1 Posigbes da superficle de troca de calor.

Analise de Escalas

Com o intuito de desenvolver uma avaliagio critica dos resultados experimentais obtidos, em face
das relagOes empiricas propostas na literatura, € feita a seguir uma andlise de escalas do problema.

Para situagbes de face aquecida voltada para baixo (8 negativo), o problema pode ser formulado

através de aproximagio de camada limite, ou seja, as equagbes de balango de massa, quantidade de
movimento € energia podem ser escrilas como:

du

g I €]
ax dy

o o
U—+V— = v—-—-+gﬁcosﬂ'(T 1190 2
dx  dy &y

T oT o

— +V— = o.a— (3)

ax ay ﬂj’z

Considera-se nestas equagdes x a direcio paralela a placa e y & diregio normal,

Utilizando como escalas de comprimento nas diregbes x e y, o comprimento da placa L. e a
espessura da camada limite 6 respectivamente e a diferenca de temperatura A T = (T, -T_ ), como
escala de temperatura, obtém-se das equagdes que regem o problema:

)

e
ol <

u

L,vg-vb—, gPcosfA T (5)



O, V— ~ g —— (©)
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b
Portanto das Eqs. 4, 5 e 7 obtém-se:
2
L ) &
a—‘—, va— ~gpooshA T (8
& &

Nestes trés termos indentificam-se respectivamente as parcelas devidas as forgas de inércia,
viscosas ¢ de empuxo. A Eqg. 8 pode ainda ser escrita na forma:

o L% o
(3) Racos6Pr’ (E) Ramo"l 9

Como o coeficiente de transferéncia de calor h escalona com k/6 0 namero de Nusselt serd da
ordem de:

L
Nt ~— 10
ua (10)

Utilizando Egs. 9 e 10, em condigbes de escoamento lento, i. e, forgas viscosas mais importantes
que as forgas de inércia, o nimero de Nusselt varia da forma:

Nu ~ (Racos@) '/* (11)

Caso contrério pode-se obler:

Nu ~ (Racos6Pr) ' (12)

As tendéncias expressas nas Eqgs. 11 e 12 sfo verificadas em diversos resultados experimentais.
Para placa plana vertical, onde os efeitos de inércia sdo importantes, Churchil € Chu (1975) propdem
para o escoamento laminar (Ra< 109):

L4
Nu = 0684 — 08 a3
(1+ (0,492/Pr)*" %)
verificando portanto Eq. 12.
Para a placa plana horizontal, com face aquecida voltada para baixo Lloyd e Moran (1974)
m:

Nu = 0,27Ra'"* (14)
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tal como € sugerido na Eq. 11.
Da mesma maneira, para outros fngulos de inclinagio negativos, o trabalho de Fujii e Imura (1972)
apresenta a relagio:

Nu = 0.56 (Racos®)'”* (15)

Observa-se que esta equagio, como jé foi mencionado anteriormente, ndo aproxima precisamente
niimeros de Nusselt para valores de Rayleigh menores que 5,0 x 10° Isto serd discutido mais adiante
tendo-se como base os resultados experimentais obtidos no presente trabalho.

Para condigoes de superficie aquecida voltadas para cima, a andlise de escalas deve ser
desenvolvida utilizando-se o balango de quantidade de movimento sem consideracio de camada limite.
Nestas condigbes pode-se obter das equagbes de continuidade e de quantidade de movimento as
seguintes relagbes de escala:

2
u u
— ~v—, gPfcosOA T 16
T &P (16)
2
v v
— ~v—, gPsin0A T (n
5 42

Substituindo na equagio de escala resultante da equagiio de energia e considerando-se os efeitos
das forgas viscosas mais importantes que as forgas de inércia, pode-se obter:

2

£ %
L va— ~gpoosdA T (18)
ot s
Gz v
—1,—~g|35in0AT (19
8* 8

Estas relagbes demonstram a dependéncia das escalas relativas as forgas tangenciais e normais a
superficie. Para ngulos de inclinagio préximos de zero, i.e, para posigbes proximas & vertical, a
relagdo (18) recai novamente em (11) e (12). Para inclinagbes pr6ximas a 90°, o empuxo normal a
placa torna-se predominante e a equagiio (19) governa a relagfio de escalas € portanto tem-se;

Nu~ (Racos8) ' (20)
para forgas viscosas predominantes; ou:
Nu~ (Racos6Pr) ' 1)

para forgas de inércia predominantes.
Para superficies planas com face voltada para cima, Fujii e Imura (1972) propbem a relagio
empirica:

Nu = 0,16Ra’”? (22)
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como na Eq. 20.

Cabe observar que a anélise de escalas para inclinagBes positivas nio é determinante, visto que 0s
efeitos tridimensionais da convecgio natural nesta situagao modificam a magnitude das escalas de
comprimento, Neste caso esta metodologia serve apenas como um referencial de anélise, atentando

para suas limitagbes.
Montagem Experimental

Um esquema da montagem expedmntal ¢ apresentado na Fig. 2. Nesta montagem uma superficie
aquecida de 20mm x 150mm € imersa em um tanque de 50 litros de dgua & temperatura ambiente. A
amostra é constituida de uma placa de aluminio de 3mm de espessura, aquecida por uma resisténcia
elétrica de filme em sua parte posterior. Este conjunto foi embutido em um bloco de resina epoxy para
assegurar seu isolamento. O escoamento foi produzido ao longo da menor dimensio da placa.

Oito termopares diferenciais cobre-constantan foram posicionados ao longo da placa para medigéo
da diferenca de temperatura (T,, - T, ), € um dltimo termopar monitorava a temperatura do banho.
Este sistema foi conectado a um sistema de aquisigiio de dados baseado em micro-computador tipo PC,
com resolugéo na medida de temperatura de 0,3° C.

A resisténcia elétrica foi alimentada por uma fonte estabilizada a 1 % , gerando fluxos de calor na
placa aquecida entre 130w/m* e 900w/m?. Nesta faixa de variago do fluxo de calor, devido as
dimensbes da placa de aluminio, a variagiio da temperatura foi desprezivel. Desta maneira o problema
analisado pode ser considerado também como um problema a temperatura de parede constante (T, =
Constante). Considera-se também, para efeito de céiculo do coeficiente de transferéncia de calor, que
todo o calor gerado pela resisténcia flui na diregio da placa de aluminio. A perda de calor pelo
isolamento foi estimada ser menor que 2 %.

% (o> ll——ﬁ—!j

Sig‘gena PC
Aquisicao

Fig.2 Montagem experimental
As medidas foram efetuadas de maneira que para cada fluxo de calor imposto, variavam-se as
posighes angulares da superficie aquecida. Apds que o equilibrio da diferenga entre as temperaturas da
placa e do banho fosse obtido, os valores de (T, ~ T,,) € do fluxo de calor eram registrados. As
variagdes da temperatura do banho observadas durante todo experimento nio excederam 5°C.

Resultados e Discussbes

Para efeito de comparagfio dos resultados experimentais obtidos, confrontaram-se os valores de
Nusselt para posigdes vertical e horizontal (com superficie voltada para cima e para baixo) com as
expressoes 13, 14 e 22. Estes resultados sdo apresentados nas Figs. 3 e 4, nas quais os simbolos
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representam os resultados do presente trabalho e as linhas continuas as expressdes propostas na
literatura. Observa-se que os resultados obtidos nestas diferentes condigbes séo aproximados com
sucesso pelas expressoes empiricas.

Na Fig. 5 os resultados para superficie aquecida voltada para baixo sdo confrontados com a Eq. 15,
para diferentes fngulos de inclinagfio, Observa-se que esta equagdo ¢ adequada somente para valores
de Ra superiores 2 5,0x10°.

Com base na anélise de escalas verifica-se que a variagdo em poténcia 1/4 é conveniente,
observando-se porém que, para altos valores de Rayleigh, o nimero de Nusselt varia de fato com o
niimero de Boussinesq (Bo = RaPr), este sim elevado & poténcia 1/4. Logo, uma s6 equagio cobrindo
toda a faixa de Rayleigh néo é uma boa escolha, visto que a influéncia dos diferentes termos de forgas
geram dependéncias de escalas diferentes. A tentativa de ajustar uma tinica relagio de Nusselt para
cobrir toda a faixa de Rayleigh, prejudica a precisio global da equagio proposta.

Com base nos resultados experimentais obtidos propbe-se uma relagio que ajuste melhor os
valores para (Ra cos ) :

Nu = 0,60 (Racos) 174 (23)

100 ———————— ey

Nu

0.67Ra'/*

Nu =088+ 0492, pryyiie s
“] . " P TP SR W | " . M PR U S
le4+06 le+07 le4 08B
Ra

Fig. 3 Placa plana aquecida na posigio vertical. 0 = 0°

100 - — - T
# = 90°

Nu = 0.16Ra'"?

- ] = —-00° Nu=027Ra'/*

le406 le+07 le+08
Ra

Fig.4 Posligio horizontal. § =90 -80"




Convecgdio Natural em Superficies Planas Inclinadas 366

100 (———rT e

Nu = 0.60( Racos §)'/*

Nu = 0.56{ Ra cos 8)'*

lﬂ A 1 A A i i P . | i i -
le+06 le+07
Racosé@

Fig.5 Superficie Aquecida com Inclinagio Negativa.

Na Fig. 6 os resultados para a placa plana com inclinagio de 45" sdo apresentados. Observa-se que
a equagdo para a placa plana vertical (6), com a adigfo do cosseno do dngulo de inclinagio, ajusta de
forma precisa os presentes resultados experimentais.

100 S — T
:

Nu
lo i i i Ad deiald i A A A A 2 4 1
le+06 le407 le+08
Racosl
Fig. 8 Resultados para 0 = 45°
Conclusdes

Com base nos resultados apresentadas, os seguintes pontos ficaram evidenciados:

- A montagem e métodos experimentais empregados, produziram resultados compativeis com
aqueles apresentados em diversos outros trabalhos disponiveis na literatura;

- Uma nova relagdo para o nimero de Nusselt, variando com Rayleigh, é proposta para
inclinagbes negativas da superficie aguecida, para a faixa de baixos Ra;

- Verificou-se que, para inclinagbes positivas, a relacdo empirica para placa plana vertical
corrigida pelo cosseno do fingulo de inclinagéo, aproxima de maneira conveniente os
resultados obtidos.
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Abstract

Two and three dimensional computations were performed to study the Prandtl number effect in natural
convection in vertical and inclined channels. A correction factor was introduced that successfully incorporated
the Prandil number dependence into the existing Nussell number versus Rayleigh number correlation available
in the literature. A general correlation that is valid for Prandtl numbers ranging from 0.7 to 40, covering fluids
from air to paraffin, was then proposed.

Keywords: Natural Convection, Numerical Solution, Vertical Channels, Inclined Channels

Introduction

Natural convection in vertical open channels has been extensively investigated both numerically
and experimentally due to its large application in many engineering problems. Elenbaas (1942) was the
first researcher to attack this problem in a systematic manner. Following Elenbaas, many contributions
have appeared in the open literature. Relatively to vertical channel, little work has been performed in
inclined channels. Furthermore, the majority of the situations investigated, focused on water or air as
the working fluid. Some of the literature on open channel relevant to the present work will now be
revised.

Experimental results for water in one-sided heated vertical channels have been performed by
Spatrow et al. (1984). Average Nusselt numbers for the heated plate were measured and correlated
using the product of the Rayleigh number times the ratio of the channel length to the channel width.
Additionally, at Rayleigh numbers exceeding a threshold value, a pocket of recirculating flow drawn in
from the outside was observed at the top of the channel close to the unheated wall. Numerical
predictions using a parabolic approach shawed a good agreement with the experimetnal results and
motivated the authors to include a Prandtl number dependence in their Nusselt number correlation. In a
subsequent paper, Azevedo and Sparrow (1985) investigated the effect of the channel inclination on
the heat transfer for three heating modes: both walls heated and maintained at the same uniform
temperature, heating only from above, and heating only from below. A global correlation representing
all the results within 10 percent was introduced. When the bottom wall was heated, secondary flows in
the form of longitudinal vortices were observed above a threshold Rayleigh number.

The first numerical soiution of natural convection between heated vertical plates was performed by
Bodia and Osterle (1962), using the boundary layer form of the conservation equations (parabolic
differential equations). Subsequently to that several contributions using their basic methodology but
dealing with different boundary conditions at the channel inlet have appeared. Very few works,
however, have been carried out using the full elliptic form of the conservation equations. Examples
include the works of Kettleborough (1972) and Nakamura et al (1982) for, symmetrically heated walls.
In both contributions the computation domain was extended to bypass the problem of prescribing the
boundary conditions at the channel inlet.

More recently, Naylor et al. (1991) carried out a numerical study of the two-dimensional natural
convection between isothermal vertical plates employing the full elliptic equation with special
attention to the boundary conditions at the channel inlet. A new method for handling inflow boundary
conditions based on Jeffrey-Hamel flow was presented. Jeffrey-Hamel flow is a similar solution of the
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Navier-Stokes equation in which the flow is subjected to a sink (or source) at the point of intersection
of two walls. Naylor et al. (1991) assumed that far away from the channel inlet the flow can be
approximated by the Jeffrey-Hamel flow. In this regard the computation domain at the channel inlet
was extended both along and in the direction perpendicular to the channel walls. For a suffcient large
inlet domain radius, the boundary conditions of zero radial stress, zero tangential velocity, and ambient
temperature were imposed on a finite semicircular boundary. Results were presented for air (Pr=0.7)
and for a range of channel aspect ratios and Grashof numbers. New phenomena such as inlet flow
separation was reported.

Nieckele and Azevedo (1987) and Marcondes et al. (1989) solved the natural convection in one-
sided heated vertical channel using the full elliptic form of the governing equations without extending
the computation domain. In their work, Nieckele and Azevedo (1987) performed flow visualization
experiments and the patterns revealed agreed very well with the computations. For the first time the
pocket of recirculating flow was captured in a numerical model. Marcondes et al. (1989) applied
different boundary conditions at the channel inlet and showed that while the overall Nusselt number
was insensitive to the pressure boundary condition prescribed, the mass flow rate was greatly affected
by it.

It seems that the only correlation available in the literature for inclined channels is that of Azevedo
and Sparrow (1985) obtained using water as the working fluid (Pr = 5). The main purpose of the
present work is to introduce a more general correlation that is valid for Prandtl numbers ranging from
0.7 to 40, covering fluids from air to paraffin. This goal will be pursued by solving the full elliptic form
of the governing equations considering the directions along and perpendicular to the channel height.
The computations will be performed for both vertical and inclined channels heated from one of the
walls. Additionalty, an attempt will be made to capture the three dimensional longitudinal vortices
driven by the normal component of the buoyancy force that result from the bottom heating in inclined
channels as reported by Azevedo and Sparrow (1985). To this extent, numerical solutions of the three
dimensional equations that govern the problem will also he performed.

@ adiabatic

Fig. 1 Geometry of the problem
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Problem Formulation

The geometry of the problem is shown in Figs. la and 1b for the two and three dimensional

models, respectively. As seen from the figures, one side of the channel is heated at constant

and the other sides are kept adiabatic. For all cases to be investigated the channel height H,

and the width B are set equal to that of Azevedo and Sparrow (1985), that is, 14.52 and 9:67 cm,

respectively. The interwall spacing S will be varied to cover a range of parameters but will always be
less than 0.1 H.

Using Boussinesq approximation, where except for the density in the buoyancy term all the
properties are assumed to be constant, the equations for conservation of mass, momentum and energy
can be written as,

Ve U=0 (1)
UsV U = -V P+Prv°U + RaPré (siny] + cosyk) 2
= 2

UsV 0 = V0 3

where U is the velocity vector whose components are U, V and W, V is the nabla operator and k
is the unit vector in the Z direction. Additionally, the following dimensionless variables and parameters

were adopted in Egs. 1-3,

X=x/S , Y=y/S , Z=2/S @)
U=uS/a , V=vS8/a , W=wS/a (5)
0 = (T-T,)/(T,-T,) ., P = (p-pgh)/p(ass)? (6)
Gr = gB(T, -T,)S/v? , Ra=GrePr , Pr=v/a (7)

in which h = ysiny + zcosy. It should be noted that the effective pressure P takes into account the
pressure variation due to buoyancy, that is, the analysis works with the imbalance between the pressure
within the channel and the ambient pressure at the same h location. The temperature of the heated wall
is T,, and the ambient temperature is T _ .

The appropriate boundary conditions are,

Y= 0—=+U= V= W=0, 0=1

Y=1—+Us= V= W= 0, ﬂ.o
ay
a9
Y=0 and X=B/S—U=V=W=0, =0 (8)

Z=0 and Z=- H/S(forW <0) —P= —(1/2) (UsU), 6-0
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)
Z= H/S (forW 2 0) — P= 0, z—z- 0

The velocity boundary conditions at the inlet and exit of the channel are unknown, and to
overcome this problem pressure is prescribed at those locations. The choice for the pressure values
introduced in Egs. 8 will now be explained.

The mass flow within the channel induced by the buoyancy, accelerates the fluid as it approaches
the channel entrance causing the pressure to drop. This balance between kinetic energy and pressure in
a region with very small shear stresses suggests an inviscid behavior that can be described by
Bernoulli's equation. The pressure boundary condition for Z = 0 according to Eq. 8 reflects this
behavior. Aihara (1963) was the first to suggest this approach which has proven to be very effective
(see for example Naylor et al., 1991).

For the outflow it is assumed that the pressure is equal to the ambient pressure. Therefore, the fluid
deceleration imposed by the ambient is neglected. With this approach the plume region outside the
channel can be disregarded. The suitability of this boundary condition was verified by Naylor et al.
(1991) and Nieckele and Azevedo (1987). For the fresh fluid that is drawn in from outside at the
channel exit the pressure is treated via Bernoulli’s equation as in the channel inlet.

Solution Methodology

The governing equations were solved using the finite volume methodology as described by
Patankar (1980). The coupling between momentum and continuity equations was handled via the
SIMPLEC algorithm (Van Doormaal and Raithby,1984).

Computations were performed for two and three dimensional situations. For the two dimensional
cases a computational mesh having 100x40 (Z and Y directions, respectively) grid points were
employed. The grid points were concentrated close to the boundaries of the solution domain for both Z
and Y directions. For the three dimensional cases the computational mesh had 44x22x42 (X, Y and Z
directions) grid points. Except for the X direction in which a uniform grid was employed, for the Y and
Z directions the grid points were also concentrated close to the boundaries of the solution domain.
Supplementary computations were also performed using 82x32x52 grid points.

Results and Discussion

The presentation of the resulis will start comparing average Nusselt numbers computed from the
two dimensional methodology of the present work with those available in the literature. From the
temperature field within the channel, the average Nusselt number was evaluated as,

H/s
= -(S/H) _[' (00/8Y)y _,dZ )
0

o — =
A(T,-T) k

The experimental correlation obtained for water (Pr = 5) by Azevedo and Sparrow (1985) and
valid within 10 percent for vertical and inclined channels heated both symmetrically and
asymmetrically is

Nu = 0.645 [ (S/H)Ra ] *%® (10)

For air (Pr = 0.7), Sparrow et al. (1984) recommended the following correlation for one-sided
heated vertical channels,
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Nu = 0.667 [ (S/H)Ra]*?® (11)

Average Nusselt numbers obtained for (S/H)Ra spanning from 5x107 to 10° are presented in Fig. 2.
The solid lines correspond to the computations of the present work and the dashed and dotted lines
represent results obtained from Egs. 11 and 10, respectively. As seen from the figure, good agreement
prevails between the computational results and the correlations. Additionally, it is also observed from
the figure that even though Eq. 10 was obtained for Pr = 5 it can also be applied for Pr = 39.2. The
results for Pr = 0.7 shown in Fig. 2 lie approximately 20 percent below the results for Pr =5 and 39.2.
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Fig.2 Average Nussell number for vertical channel as a function of (S/H)Ra
To bring all the curves together in Fig. 2 a correction factor F given by

| F=1/(1+1/(Pr)) (12)

is proposed to be incorporated in the product SS’H)Ra. The reason for this correction is thatnfor low
- Prandtl numbers it is known that Nu « (RaPr) ", and for high Prandtl numbers Nu = (Ra) . For a
~ discussion on that see for example Bejan (1984).

i- After incorporating the factor F into Eq. 10 and adjusting the coefficient to obtain the same Nu
- values of Eq. 10 for Pr = 5, the new equation reads

Nu = 0.675 [ (S/H) RaF ] *Z (13)

Figure 3 compares the results obtained from Eq. 13 with the computational results of the present
work. As seen in the figure, Eq. 13 succeeded in bringing all the Nusselt numbers together, irrespective
to the Pr values. The maximum deviation observed in Fig. 3 was 7 percent and occurred for (S/H)RaF
= 500. This deviation is smaller than the 10 percent uncertainty associated to Eq. 10.
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Azevedo and Sparrow (1985) also recommended Eq. 10 for inclined channels. To see whether the
correction factor F introduced here successfully applies for inclined channel as it does for vertical
channels, computations were performed for y = 45% (see Fig. 1). It should be noted that, as reported by
Azevedo and Sparrow (1985), for y = 45% secondary motions are present within the channel in the
form of longitudinal vortices causing the experimental Nusseit number to lie above the +10 percent
band of validity of Eq. 10. Figure 4 was then prepared and showed that all the computational results
agreed within the 10 percent with the correlation proposed in Eq. 13. Considering that Eq. 10 is applied
for both symmetric and asymmetric heating, it is expected that Eq. 13 is not restricted to the one-sided
heating investigated here.
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Fig. 3 Average Nusselt number for vertical channel as a function of (S/H)RaF

Local Nusselt numbers obtained from
0
Ny, = -(5) (14)
a¥y.o

are presented in Fig. 5 for (S/H)RaF = 5x10° and 5x10'. Similar to what was observed for the
average Nussell number, the factor F was also able to bring together the local Nusselt number curves
for all the Prandtl numbers investigated here.

For a fixed value of (S/H)RaF, regardless of the Prandtl number, the isotherm maps revealed that
close to the heated wall the pattern remains unaltered as would be expected due to the Nu
independence with respect to Pr. This is true even for higher values of (S/H)RaF where a pocket of
recirculating flow at the channel exit draws in fresh air from the ambient. The penetration depth of the
recirculating flow increases with increasing values of (S/H)Ra (Azevedo and Sparrow, 1985). In the
present work it was also observed that for a fixed value of (S/H)RaF the penetration depth is greatly
affected by the Prandtl number, and increases as Pr decreases. For (S/H) RaF = 5x10° for example,
the maximum penetration depths for Pr = 0.7, 5 and 39.2 are, respectively, 0.75 H, 0.5 H and 0.20 H.

For inclined channels, Azevedo and Sparrow (1985) observed the recirculating zone only for top-
heated wall. No recirculating zone was observed for bottom-heated wall even for (S/H)Ra as large as
2x10°. In contrast to that, for the computations performed here the recirculating zone was observed



Numerical Solution for Natural Convection between Vertical and Inclined Asymmetrically Heated Parallel Plates 374

for both situations, that is, top and bottom-heated wall. A possible explanation to that is the existence
of secondary flow in the longitudinal direction (X direction) for the bottom-heated wall as reported by
Azevedo and Sparrow (1985). It could be that, depending on the strength of the vortices associated
with the secondary flow the mainflow is forced towards the top-unheated wall eliminating the low
pressure zone which is responsible for drawing in the fresh fluid from the ambient. The secondary flow
in the X direction cannot be detected by the two dimensional model that comprises only the Y and Z
directions. In order to investigate this phenomenon, the three dimensional model was activated.
Despite the coarser computational mesh adopted in the three dimensional model for the Y and Z
directions in comparison with the two dimensional model, the deviations observed between the two
models for the average Nusselt number was always less than 10 percent, According to Azevedo and
Sparrow (1985), the wavelength for pairs of secondary vortices is on the order of the interwall spacing
indicating that the number of grid points employed in the X direction was large enough to capture the
secondary flows.
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Fig. 4 Average Nusselt number for inclined channel as a function of (S/H)RaF

The computations performed with the three-dimensional model failed to detect the array of small
vortices as reported by Azevedo and Sparrow (1985). Here, only two large vortices that occupied the
whole interwall spacing was observed. This is also in contrast with the experiments of Azevedo and
Sparrow (1985) where the sequence of small vortices did not occupied the entire cross section of the
channel. Supplementary runs using the finer mesh reproduced the two large secondary vortices and
corroborated the results obtained with the coarser mesh. The cause for discrepancy between
-experiments and computation is unknown. Further effort is required to shed more light into this
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Conclusions

Numerical results were performed to investigate the Prandil number effect in natural convection in
one-sided heated channels. A new correlation valid for Prandtl number values ranging from 0.7 to 40 is
proposed. This correlation can be applied for both vertical and inclined channels. Even though the
present results focused on asymmetric heating, it is believed that the correlation also applies for
symmetric heating,
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Abstract

CFCs (chlorofluorcarbons) and HCFCs (hydrochlorofluorcarbons) are chemical substances thal were created
initially for use, as working fluids, in vapor compression refrigeration systems. The field of application of CFCs
and HCFCs has increased and nowadays they are used in many products and industrial process. Because it was
discovered that the CFCs and HCFCs are depleting the Ozone Layer they have to be eliminated, The objective of
this paper is 1o describe the main aspects involved in the “CFCs crisis,” and to describe the options for their
substitution in the several refrigeration and air conditioning uses. It is commented the particular situation of the
developing countries and Brazil.

Keywords: CFGs, HCFCs, Replacement

Resumo

Os CFCs (clorofluorcarbonos) e os HCFCs (hidroclorofluorcarbonos) sio substincias quimicas que, dentre
vérias aplicagdes, sio utilizados como fluidos de trabalho em sistemas de refrigeragio por com pressio de vapor.
Em fungédo do seu impacto ambiental estas substincias terdo que ser eliminadas. Virios setores industriais serio
afetados, principalmente o de refrigeragio e ar condicionado. Este artigo descreve os principais aspectos
envolvidos na "crise dos CFCs" e as alternativas em andlise para a sua substitui¢io nas vdrias aplicagdes de
refrigeragio ¢ ar condicionado. Sio comentadas algumas agbes para que a transigio para as novas substincias
seja feita, no Brasil, da forma mais adequada possivel.

Palavras-chave: CFCs, HCFCs, Alternativas, Substituigio

Introducéo

Os CFCs (clorofluorcarbonos) € os HCFCs (hidroclorofluorcarbonos) sio substincias quimicas
derivadas de hidrocarbonetos simples (metano, etano, etc) onde os dtomos de hidrogénio sio
substituidos por dtomos de elementos halégenos (cloro, flior), o que dé origem a outra denominagéo
pela qual estas substincias sfio também conhecidas: hidrocarbonetos halogenados.

A descoberta dos CFCs estd associada a refrigeragio doméstica. Eles foram desenvolvidos em
1928 pela Frigidaire Corporation, uma das divisdes da General Motors, visando a substituigio dos
refrigerantes até entdo em uso nos refrigeradores (diéxido de enxofre, cloreto de metila) devido a sua
toxicidade. O primeiro CFC a ser produzido foi o CFC-21, seguindo-se vérios outros até o CFC-12,
que comegou a ser utilizado comercialmente nos refrigeradores Frigidaire a partir de 1933 (Nagengast,
1989).

Nos iltimos cingiienta anos vérios compostos CFCs além de outros semelhantes como HCFCs e
HFCs foram desenvolvidos. Estes produtos tiveram uma grande aceitagio e uma ampla faixa de
aplicagiio devido as suas principais caracteristicas:

- ndo inflamabilidade;

- estabilidade quimica e térmica;

- propriedades fisicas e rermodindmicas adequadas  virios processos;

- miscibilidade com 6lecs lubrificantes;
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- passibilidade de produgio em grande escala industrial;

- baixo prego.

Além da utilizagio como fluido refrigerante em sistemas de refrigeragiio por compresséo de vapor,
os CFCs, e compostos similares, passaram também a ser utilizados como agente expansor para

espumas rigidas e flexfveis, solventes para limpeza de circuitos microeletrdnicos e equipamentos
cirfirgicos e como propelentes de aeroséis.

Os CFCs podem ser incluidos entre as grandes descobertas deste século e contribufram
decisivamente para que, entre outros beneficios, os refrigeradores domésticos se transformassem num
produto confiével, eficiente e popular. No entanto, em fungio do seu impacto ambiental e devido a uma
ironia da historia, estas substincias que foram desenvolvidas para substituir outras consideradas
téxicas, teriio que ser eliminadas num curto prazo de tempo. Vdrios setores industriais serdo afetados,
principalmente o de refrigeragéio e ar condicionado, que deverd gerar, nos préximos anos, alternativas i
utilizagéo de CFCs. Durante a década de 90 o principal estimulo para pesquisa e desenvolvimento
tecnolégico neste setor deverd ser a “crise dos CFCs”.

Os CFCs e a Camada de Oz6nio

Os efeitos dos CFCs sobre a camada de oz6nio tém merecido atengao especial nos estudos
cientificos atmosféricos realizados nos dltimos vinte anos. Molina e Rowland (1974) , propuseram um
modelo tedrico estabelecendo uma ligacio entre os CFCs liberados na atmosfera e a redugdo da
camada de ozbnio e desde esta época, uma série de evidéncias desta relagiio 1€m se acurnulado, Situada
na estratosfera entre 16 ¢ 48 km de altitude, a camada de ozonio tem a fungio de um filtro protetor do
meio ambiente contra a radiagio ultravioleta do sol na faixa do UV-B. O desaparecimento deste filtro,
com o conseqiiente aumento da incidéncia de radiagfo ultra violeta sobre a superficie da Terra, poderia
ter conseqiiéncias draméticas sobre a vida no planeta, aumentando o nimero de casos de céncer de
pele, afetando a agricultura (produgio de alimentos) e a vida marinha (Assungfio,1991).

O modelo cientifico mais aceito hoje para explicar a agfio dos compostos clorados sobre a camada
de ozbnio, baseia-se na reagdo do cloro presente nas suas moléculas com o ozdnio.
Simplificadamente, este modelo pode ser apresentado da seguinte forma: devido a sua elevada
estabilidade qufmica e um longo tempo de vida (60 a 120 anos), os CFCs atingem a estratosfera onde,
com a intensa radiagio ultravioleta, os dtomos de cloro sfo separados da sua molécula. O ftomo de
cloro livre reage com uma molécula de ozbnio (O3) e nesta reaco um 4tomo de oxigénio separa-se da
molécula de ozbnio, junta-se ao cloro e forma o mondxido de cloro, restando uma molécula de
oxigénio (O7). O monéxido de cloro, ndo € estével podendo reagir com um dtomo de oxigénio livre,
liberando o dtomo de cloro que volta a reagir com uma molécula de ozdnio (EPA, 1987). Como o
tempo de permanéncia na atmosfera dos HCFCs é bem menor, entre 2 e 20 anos, eles tém um potencial
de redugiio da camada de ozénio (ODP) bem menor que o dos CFCs.

O Protocolo de Montreal

Devido ao fato da questfio da redugfio da camada de oz6nio ter amplitude mundial, envolvendo
todos paises do planeta, em 1985, coordenada pelo Programa para o Meio Ambiente das Nagdes
Unidas (UNEP), foi estabelecida a Convengfo de Viena com o objetivo de prover mecanismos de
cooperagio internacional para o tratamento desta questio. Como resultado deste processo, em 1987 foi
assinado, por 27 nagdes, o Protocolo de Montreal, que estabeleceu a redugio progressiva, até a
eliminagiio total, da produgéo e uso de substincias que afetam a camada de ozdnio, entre ¢las os CFCs
e HCFCs. Atualmente, uma série de outros paises se tornaram signatérios, entre eles o Brasil. Este
acordo pioneiro entre as nagbes significa um marco no entendimento e tratamento das questdes
ambientais de dimensbes globais € abre um caminho para que a solugio de outros problemas desta
natureza, tal como o efeito estufa ou mudangas climéticas envolvendo a emissio de CO,, possam ter
encaminhamento semelhante. O Protocolo de Montreal j4 foi objeto de duas revisdes, uma em
Londres, 1990; € outra em Copenhagen, 1992. Em Londres, entre virias emendas, foi criado o Fundo
Multilateral para auxilio financeiro aos paises em desenvolvimento. Em Copenhagen, devido as novas
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informagses divulgadas sobre a diminuigio da camada de ozdnio, € conforme j4 vinha sendo adotado
por vérios paises, antecipou-se a eliminagéo dos CFCs e foi estabelecido, pela primeira vez, um
cronograma para eliminagio dos HCFCs.

A Tabela 1 apresenta o cronograma atual de substituigio de CFCs e HCFCs previsto no Protocolo
de Montreal, de acordo com a iltima revisdo realizada em Copenhagen. Os pafses em
desenvolvimento, que apresentam um consumo ateal de CFCs menor de 0,3 kg per capita, tém um
prazo adicional de 10 anos para o banimento dos CFCs.

Tabela 1 Cronograma para substituigio de CFCs @ HCFCs previsio no Protocolo de Montreal- Revisio de

Copenhagen 1992.
Data Redugdio da Produgio e Consumo para

CFCs

1 de Janeiro de 1993 100% do nivel de 1988

1 de Janeiro de 1994 25% do nivel de 1986

1 de Janeiro de 1995 25% do nivel de 1986

1 de Janeiro de 1996 0% (exceplo para usos essenciais)
HCFCs

1 de Janeiro de 1996 3.1% clocor:gn;oosp:r::rx de CFCs e

1 de Janeiro de 2004 85% da situacéo de 1996

1 de Janeiro de 2010 35% da situagéo de 1996

1 de Janeiro de 2015 10% da situagéo de 1996

1 de Janeiro de 2020 0.5% da situagéo de 1996

1 de Janeiro de 2030 0% da situagho de 1996

A Substituigdo dos CFCs e HCFCs na Indistria de Refrigeracéo e Ar
Condicionado.

A grande maioria dos equipamentos e sistemas de refrigeragio e ar condicionado utiliza o ciclo
termodindmico de compressio de vapor em fungio da sua simplicidade, custo e eficiéncia energética.
| Dificilmente, a curto, médio e longo prazo, outra tecnologia deve apresentar caracteristicas
competitivas ¢ como conseqiiéncia, o ciclo de compressio de vapor deve continuar a ser a tecnologia
|dominante em refrigeragio. Desta forma, a substituigiio dos atuais refrigerantes, CFCs ¢ HCFCs, deve
limplicar na busca de novas substéincias que os substituam como fluidos de trabalho.

A seguir sio apresentados os aspectos principais da substituigio dos CFCs e HCFCs nas virias
aplicagbes de refrigeragiio e ar condicionado.

agéo Doméstica

Atualmente, quase todos refrigeradores e “freezers” domésticos utilizam o CFC-12 como fluido
refrigerante e CFC-11 na espuma de isolamento térmico. As alternativas para a substituigio do CFC-
12 em novos equipamentos incluem: HFC-134a, HFC-152a, propano, HCFC-22, as misturas ternérias
quase azeotrépicas (HCFC-22, HFC-152a, HCFC-124) e misturas niio azeotrépicas (UNEP, 1991a).
Misturas de refrigerantes podem ser classificadas em dois tipos: azeotrépicas, com comportamento
gual a uma substincia pura; e ndo-azeotrépicas, para as quais os processos de evaporagio e

ensacdo néo ocorrem com temperatura constante. Alguns fabricantes utilizam o termo “quase-
Gpicas”, para misturas ndo azeotrépicas que apresentam pequenos desvios em relagio as
as azeotropicas.
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O HFC-134a, jé adotado pelos fabricantes de refrigeradores europeus, € tido como o mais forte
candidato, Isto devido as suas propriedades termofisicas, consumo de energia proximo do CFC-12
(Zhu, 1992) ¢ ao desenvolvimento de 6leos lubrificantes sintéticos a base de ester, para resolver o
problema da baixa miscibilidade deste refrigerantce nos 6leos normalmente utilizados com CFC-12
(Krueger e Driessen,1992). A miscibilidade é uma das caracteristicas desejdveis em sistemas
herméticos. O HFC-152a e o propano, apesar de em certas condigdes apresentarem desempenho
superior ao CFC-12, tém uma caracteristica indesejével que é a flamabilidade. O HCFC-22 ¢ as
misturas de refrigerantes t&m o inconveniente de serem solugdes transit6rias devido 2 futura
eliminagio dos HCFCs.

Os viérios componentes dos refrigeradores domésticos (compressor, trocadores de calor, tubo
capilar, etc...) deverdo ser reprojetados para se adequarem s caracteristicas dos novos fluidos
refrigerantes e 6leo lubrificante.

Considerando a insergiio de novas tecnologias, uma alternativa para substitui¢io do CFC-12 é o
uso de ciclos Stirling. Inicialmente considerada de longo prazo, esta opgdo pode ser antecipada em
fungéo de recentes desenvolvimentos (Manor, 1992).

Para a substitui¢ho do CFC-11 como agente expansor para a espuma de isolamento térmico, as
alternativas bdsicas sdo HCFCs e hidrocarbonetos, Uma outra possibilidade em estudo € o uso de
painéis a vicuo para substituir o isolamento térmico hoje utilizado.

Ar Condicionado

Os equipamentos compactos de ar condicionado com condensagéo a ar usam HCFC-22 como
fluido refrigerante. Devido as recentes descobertas do agravamento da destrui¢io da camada de ozdnio
que contribuiram para o estabelecimento de vm cronograma de substitui¢io dos HCFCs; as
alternativas 2 utilizagio do HCFC-22 estio sendo também objeto de intensos estudos.

Para substituigdo do HCFC-22 em equipamentos compactos de ar condicionado, nao foi
identificado ainda nenhum refrigerante alternativo constituido por uma substéncia pura, As atengdes
estdo voltadas para as misturas de refrigerantes bindrias e ternérias. Uma das vantagens do uso de
misturas € a possibilidade de alteragio da concentragdo dos componentes para adequagio aos
requisitos de capacidade. Radermacher ¢ Jung (1992a) analisaram teoricamente diversas misturas
concluindo que as que apresentarn melhor desempenho (maior coeficiente de performance teérico) séo
a mistura terndria, sem cloro, constituida por HFC-32, HFC-152a, HFC-134; e mistura bindria, sem
cloro, constituida por HFC-32 ¢ HFC-134a. Os mesmos autores (Radermacher and Jung, 1992b)
estudaram experimentalmente diversas misturas binfrias sem cloro, para a substitui¢do do HCFC-22
em equipamentos existentes (“retrofit”). A melhor opgio encontrada € a mistura constitnida por HFC-
32 e HFC-134a (40%, 60%, em massa) pois mantém a capacidade do equipamento.

Refrigeragéo Comercial

Na refrigeragio comercial (balcdes frigorificos, supermercados, etc.) sio utilizados
majoritariamente CFC-12 e R-502 (mistura azeotrépica de HCFC-22 e CFC-115) como fluidos
refrigerantes. Além dos refrigerantes jd citados para substituigdo do CFC-12 na refrigeragéo
doméstica, estd sendo considerada, no caso da refrigeragio comercial, a utilizagio da ambdnia (NH3).
Para o R-502 as alternativas sio: NH3; HCFC-22; HFC-125; HFC-143a; HFC-32; mistura quase-
azeotrépica contendo HCFC-22, HC-290 e HFC-218; mistura quase-azeotropica de HCFC-22, HC-
290 e HFC-125; e uma mistura azeotrépica de HFC-125 e HFC-143a que representa uma das
alternativas mais promisoras com um desempenho similar ou superior ao R-502 (Logsdon et al.,1992).

Armazenamento e Processamento de Alimentos

Neste setor, os sistemas de refrigeragfo sio de grande capacidade e NH3 é o refrigerante mais
utilizado (60% do consumo total); o restante € dividido igualmente entre HCFC-22, CFC-12 ¢ R-502
(UNEP, 1991b). Para substituigio do CFC-12 e R-502 nos novos sistemas, NH3 e HCFC-22 séo os
substitutos naturais. Considerando o cardter transitério do HCFC-22, HFC-32 e HFC-125 devem
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também ser considerados. A amdnia deve cumprir um papel mais importante na substitui¢io dos CFCs
que os novos refrigerantes, em fungio de ser uma substincia biodegradével, do seu baixo custo, de
estar sendo ulilizada hd bastante tempo. O problema da sua toxicidade esté sendo minimizado através
do aprimoramento de sistemas ¢ procedimentos de seguranga e também da diminuigfio da carga de
refrigerante nos equipamentos via a otimizaglo do seus projetos € utiliza¢io de novos componentes,
como por exemplo o uso de trocadores de calor a placas em unidades resfriadoras (“chillers”),

Sistemas de Ar Condicionado Central

Em sistemas de ar condicionado central para edificagbes sdo utilizados dois tipos de resfriadores de
liquidos (“chillers "): com compressores centrifugos e com compressores de deslocamento positivo
(alternativo, parafuso e "scroll”). Nas unidades com compressores centr{fugos os refrigerantes
utilizados sfo o CFC-11, CFC-12 e 0 HCFC-22. Para os CFCs 11 e 12 as alternativas atualmente
disponiveis e jd em utilizagho sfo os refrigerantes HCFC-123 e HFC-134a respectivamente. Uma
alternativa de médio prazo para a substituigio do CFC-11 por um fluido refrigerante sem cloro que estd
sendo analisada € o HFC-245ca (Doerr et al., 1992). As unidades com compressores de deslocamento
positivo utilizam CFC-12 e HCFC-22 e nestas unidades, as opgbes atuais para a substituigio do CFC-
12 siio 0 HFC-134a e o proprio HCFC-22, como substiincia transitéria. Provavelmente, as alternativas
ao HCFC-22 até o final do século, tanto para as méquinas centrifugas como para as de deslocamento
positivo, devem se concentrar na aménia, HFC-125 e HFCs inflamdveis (HFC-32, HFC-143a, etc.). Os
problemas relacionados a estes fluidos refrigerantes alternativos sio a flamabilidade, que dever4 exigir
uma discussfio das normas de seguranga das edificagdes; e do consumo de energia, que deverd ser
maior que o atual (UNEP,1991b). As alternativas tecnologicas aos CFCs e HFCs se concentram
basicamente no uso de unidades resfriadoras & absorgéo, que devem aumentar sua participagio no
mercado, 0 que devera ser um estimulo para o seu aperfeigoamento.

Refrigeragéo Industrial

Neste setor € considerado o uso de refrigeragdo em processos nas indistrias quimicas,
farmacéuticas, petroquimicas, metaltrgicas, etc.. Amodnia e HCFC-22 sfo os refrigerantes mais
utilizados (80% do consumo total) e sio as primeiras alternativas para a substituigio dos CFCs. A
amonia, o fluido mais recomendado para aplicagbes com temperatura acima de -45°C, tem aumentado
sua jmportéincia, prevendo-se que até o final do século ela seja responsdvel por 40% do atual mercado
de CFCs. Para aplicagbes de temperatura abaixo de -45°C, é considerado inicialmente o HCFC-22 e a
médio prazo, devido & crescente pressfio sobre os HCFCs, as opgbes sio HFC-134a, HFC-32 e HFC-
125 (UNEP, 1991b), Neste setor lambém existe a possibilidade do incremento da utilizagio de sistemas
4 absorgfio,

Ar Condiclonado Automotivo

Os sistemas de ar condicionado automotivo, que utilizam CFC-12 como fluido refrigerante, sio os
maiores consumidores de CFC no setor de refrigeragdo. Em 1991, estes sistemas foram responséveis
por 57% do consumo global do setor. Nesta aplicagéo a diferenga de consumo entre os paises
desenvolvidos e em desenvolvimento € ainda mais acentuada. Em fungfo deste alto consumo, causado
principalmente pela repasigiio de refrigerante que tem que ser feita periodicamente devido aos sistemas
ndo serem herméticos, os fabricantes destes sistemas foram pressionados a agir com rapidez na
substituigio do refrigerante. O fluido atualmente considerado para esta substituigio é o HFC-134a e
desde de 1992 fabricantes de automdveis jé estdo utilizando este fluido em alguns produtos.

Caracteristicas dos Paises em Desenvolvimento.

A Tabela 1 apresenta a participagio das vérias regides e aplicagbes no consumo mundial estimado
de CFC em 1986 de 1,1 milho de toneladas Os pafses industrializados sio responsdveis pela maior
parte do consumo de CFCs e em fungfio disto e dos investimentos necessérios justifica-se o periodo de
caréncia e de transferéncia de recursos financeiros dos paises desenvolvidos para a eliminagdo das
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substiincias que afetam a camada de ozOnio nos paises em desenvolvimento. No Brasil, a aplicagio de
CFCs em refrigeragdo foi responsdvel em1990 por 47% do consumo total (IBAMA, 1991). Como nos
demais paises em desenvolvimento a maior aplicagio de CFCs € em refrigeragio, o que faz com que o
impacto neste setor da implementacfio das medidas do Protocolo de Montreal seja significativo.

Tabela 1 Utllizagio mundial de CFCs

(Forte: UNEP, 1991a)
Em relagfio 4 regido Em relagio & utilizagio
_Ar__nirica do Norte: 35% Aerosdis: 28%
¢ Europa Ocidental: 32% Espumas: 26%
Asia e Pacffico: 18% (Japdo: 12%) Refrigerantes: 23%
Europa Oriental: 11% Solventes: 21%
América Latina: 3% Outros: 2%

Africa: 1%

Conclusdes

A substituigio dos CFCs ¢ HCFCs é um desafio envolvendo fabricantes de equipamentos,
fabricantes de refrigerantes, empresas de instalagio ¢ manutengio, usudrios, comunidade e governos.

Foram descritas alternativas em implementagio e em avaliagfio para as diversas aplicagdbes de
refrigerag@io e ar condicionado. As alternativas para os CFCs, em fungio do menor prazo para
substituigio, estio muito mais avangadas que as consideradas para os HCFCs. A substituigio dos
CFCs e HCFCs nos equipamentos e sistemas existentes ("retrofit”) € muito mais complicada do que
nos novos produtos e deverd envolver agdes de recuperacio, reciclagem ¢ reaproveitamento dos
refrigerantes existentes.

A ambnia deverd ter um papel importante neste processo, recuperando sua importincia como
fluido refrigerante. Isto, no entanto, deverd exigir, em fungio da sua toxicidade, a otimizaco dos
equipamentos para diminuigio da carga de refrigerante ¢ o cuidado especial com sistemas de
seguranga. Com relagfio a tecnologias alternativas ao ciclo de compresséo de vapor, o ciclo Stirling
poderd vir a ser uma opgdo na refrigeragio doméstica e os ciclos de absorgio poderio aumentar sua
participagiio na refrigeragio industrial e ar condicionado central.

Considerando a situagdo brasileira, a substituigio dos CFCs poderd ser efetuada antes do final do
prazo de caréncia a que temos direito, devido & crescente insergio da inddstria de refrigeragio
nacional, notadamente doméstica, no mercado internacional. No entanto, sfio necessérias agbes em
termos de pesquisa, desenvolvimento e transferéncia de tecnologia para minimizar o impacto desta
substituigio na indistria e nos usudrios dos seus produtos. Junto com estas aghes uma outra iniciativa
de grande importéincia, a curto prazo, € referente ao treinamento de técnicos em refrigeragfio para o
adequado tratamento da recuperagio e reciclagem dos CFCs nos sistemas existentes.

Foi criado na revisdo do Protocolo de Montreal realizada em Londres, 1990, um Fundo
Multilateral financiado pelos paises desenvolvidos para auxiliar a implementagio das medidas do
Protocolo nos pafses em desenvolvimento, Estes recursos devem ser requeridos e a sua utilizagio deve
ser feita da maneira mais eficiente possivel. Para isso, é necessédria uma integragio entre Govemo,
Inddstria e Comunidade Cientifica, de forma a evitar que a implementagfio do Protocolo de Montreal
no Brasil signifique um aprofundamento da nossa dependéncia tecnolgica.
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Abstract

This paper deals with the fundamentals of flowdrilling, as well as an analysis of the parameters that determine
drilling conditions, axial forces and torque levels that act on the workpiece, in order to optimize the work
conditions and to find out the various factors that affect this process.

Keywords: Flowdrilling, Metal Drilling, Process Optimization

Resumo

A furagio por escoamento é um processo para trabalho em chapas metilicas finas, sendo um processo sem
geragio de cavacos. Os fundamentos do processo de furagiio por escoamento e os resultados obtidos em ensaios
sio analisados para verificagio da influéncia de diversos fatores na otimizagio do processo.

Palavras-chave: Furagio, Furagio por Escoamento, Chapas Finas, Fundamentos, Otimizagio

Introdugéo

O processo de furagho por escoamento teve inicio em 1923 na Franga, onde desenvolveu-se uma
ferramenta para perfurar chapas finas de ago por escoamento devido ao atrito. Porém, no inicio
houveram alguns obstéculos tanto econdmicos como tecnologicos. Aproximadamente 60 anos depois,
estes problemas foram solucionados pela disponibilidade de metal duro, pela otimizagio da geometria
correta da ferramenta, bem como pela disponibilidade de maquinas apropriadas como retificadoras
capazes de gerar a geometria complexa da ferramenta. A aplicagfo industrial, antes invidvel, se deve
ao maior conhecimento tecnolégico do processo. Para muitas situagbes, no entanto, ainda se deve
otimizar as condigdes de trabalho a fim de se ter uma aplicagdo mais abrangente.

A faragio por escoamento € um processo de fabricagfio no qual uma ferramenta de metal duro é
pressionada contra uma chapa metélica fina utilizando inicialmente forcas de avango elevadas e altas
rotagdes. O atrito na regifio de contato faz com que a temperatura aumente, diminuindo a resisténcia a
deformagiio do material da chapa. Produz-se entfio o furo na chapa metdlica com a deformagéo pléstica
do material, Todo o material do furo se apresenta como uma rebarba que ascende e descende na
periferia do furo,

Fig. 1 Forma do furo com rosca gerado pelos processos
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O emprego mais usual destas ferramentas é a fabricagfio de furos em chapas para a posterior
obtengio de roscas de alta resisténcia através de uma ferramenta de rosquear por conformagdo (Fig. 1).
No rosqueamento por conformagfio a principal vantagem em relagiio aos processos convencionais de
rosqueamento estfi no fortalecimento do filete da rosca devido ao alto encruamento a que € submetido
0 material, além da néo geracfio de cavacos,

As varidveis de entrada se compdem, assim como na furagéo, pela rotagio e pelo avango da
ferramenta. O resultado de trabalho € analisado pela forga de avango e pelo momento torgor, bem como
pela qualidade dos furos e roscas obtidos. Os ensaios realizados tem como objetivo determinar a
trabalhabilidade dos materiais empregados, além da verificagio da influéncia de diversos fatores para
uma posterior otimizagio das condigdes de trabalho,

Processo de Trabalho

Furagéo por Escoamento

A ferramenta desenvolvida para o processo € de metal duro com alta resisténcia ao desgaste. A
ponta da ferramenta é cbnica e seu corpo cilindrico. Na parte supenor hd um colarinho em forma de
anel ¢ a haste para fixagfio da ferramenta ao mandril (Fig. 2a).

l’j A
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Fig. 2 Forma especial de ferramenta

Sua segdio transversal, tanto da parte cOnica como da cilindrica, possui uma forma poligonal
necesséria ao processo de furagiio por conformagio, como mostra a vista frontal da ferramenta (Fig.
2b).

As ferramentas disponiveis no mercado sdo classificadas em 3 tipos principais (longo, curto, super
curto). O tipo longo produz um furo cilindrico e possui um anel na parte superior que prensa 0 material
ascendido da rebarba, formando um colar circular ¢ plano.

O tipo curto € utilizado para confecgdo de furos a serem rosqueados por conformagio. O furo tem a
forma cénica. para que a ferramenta de conformagiio tenha um trabalho constante apesar da diminuigio
da espessura ao longo do furo (Fig 3).

O tipo super-curto € mais usado em placas e tubos finos. O ingulo de ponta € maior, 0 que torna o
comprimento da ferramenta menor.

Estas ferramentas também podem ser fabricadas com 2 formas especiais (plana e com ponta
estriada). O forma plana apresenta dois gumes no colar, as quais cortam o acdmulo do material
ascendido ao redor do furo. A rotagio neste caso ¢ diminuida de 50 a 70% (Fig. 4).

Na ferramenta com ponta estriada, duas ranhuras executam um corte radial que facilita seu uso em
malteriais revestidos, além de redwzir os valores de forga de avango e rotagiio necesséria.

Parimetros e Varidvels na Furagéo

Os parimetros varidveis para o processo de furagiio por escoamento sio a rotagéo e a velocidade de
avango, O material da pega, didmetro do furo e forma geométrica da ferramenta sio fatores que
influenciam o processo de furagio por escoamento, As virias fases do processo sfo caracterizadas
pelas diferentes temperaturas, momento torgor e forga de avango,
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Na fase inicial, devido as baixas temperaturas e pequeno didmetro de contato, a forga de avango €
méxima. Com o inicio da deformagfo, a ferramenta penetra no material e a temperatura aumenta. Com
isso a forga de avango decresce gradualmente e a velocidade de avango pode ser aumentada. A Fig. 5
caracteriza as fases do processo.

Fig. 3 Ferramenta curta Fig.4 Ferramenta curta plana
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Fig.5 Qréfico de Fi s Mt e fases do processo de furagio por escoamento

As varifveis de entrada sfo a rotagdo (n) e o avango (f). O avango pode ser constante ou
proporcional & forga de avango. Neste caso, ele é varidvel em cada uma das fases da furagio (avango
manual). Como pardmetros varidveis temos a espessura da chapa, o diimetro € a geometria da
ferramenta, bem como o material empregado. A rotagho (n) € dependente do material da pega e de sua
resisténcia. Para materiais duros utilizam-se rotagbes mais altas, porém a vida da ferramenta é mais
curta; materiais macios necessitam rotagbes mais baixas e menores forgas de avango. A espessura do
material (h) é dependente do diimetro da ferramenta e das caracteristicas do material, porém na prética
emprega-se a seguinte relagio:
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hmin = 0,2 hmax (1)

A forga de avango (Ff) é diretamente proporcional ao didmetro do furo. A poténcia (P) €
proporcional ao didmetro do furo, 4 rotagho, A espessura do material, material da pega € as
temperaturas envolvidas no processo.

Para que a ferramenta tenha uma longa vida Gtil deve-se evitar 0 aquecimento ou resfriamento
rdpido da ferramenta, pois o material da ferramenta é sensivel a tensdes érmicas. O assentamento da
ferramenta sobre a pega deve ser feito com cuidado, pois o metal duro € relativamente frigil, bem
como € importante que a méquina tenha uma rigidez radial para que nfo ocorram vibragdes que
possam acarretar a quebra da ferramenta. As superficies da chapa devem estar limpas. Quando se
trabalha a seco, forma-se sobre a ferramenta um fino filme de depésito de material da pega. Para evité-
lo, emprega-se fluido de corte. Quando aplicado uniformemente com quantidade suficiente, a
deformagdio ¢ uniforme e diminui a quantidade de calor transferida para a ferramenta, aumentando a
sua vida util.

ApGs 0 uso podem ocorrer pequenas incrustragbes do material da pega na superficie da ferramenta,
prejudicando o processo e o acabamento superfcial do furo.

Procedimento Experimental
Os ensaios foram realizados em chapas de ago 1020, com espessuras de 2 mm e 3 mm (Tabela 1).

Tabela 1 Caracleristicas do corpo de prova

Chapa 2mm  Chapa 3 mm

Dureza Vickers 102 HV 120 HV
Dureza Rockwell 58 RB 69 RB
Tensao limite de

Gosiebbncia 358 MPa 318 MPa
Classificagao Numero 3 Nimero 4
ABNT 1/4 dura mole
(=]

Fig.6 Esquema de montagem do experimentio

Na anélise da forga de avango e momento torgor, foram utilizadas ferramentas tipo curta (ferr. 1) e
curta plana (ferr. 2) de 7,3 mm de didmetro (Figs. 3 e 4). Os ensaios de furagiio foram realizados em
uma furadeira radial modelo CSEPEL 75/1500.

As rotagOes utilizadas foram: 792, 991, 1255, 1575 e 1965 rpm.
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Os avangos utilizados foram: 0,047, 0,063, 0,094 mm/rot, bem como avango manual.

Para medigfo da forca de avango e momento torgor, foi utilizado um dinamdémetro piezelétrico
modelo 9273 da Kistler, adaptado a um dispositivo de fixagio da chapa metélica, amplificadores de
carga modelo 5006 da Kistler ¢ sistema de aquisigio de dados HP-3497, conectados a um
microcomputador HP-85 dotado de software para aquisigiio e processamento dos dados (Fig. 6).

Anélise dos Resultados

Na furagfo por escoamento obtém-se um comportamento distinto da forga de avango, do momento
torgor e do tempo de furagio quando se trabalha com avango automético ou avango manual . Quando se
trabalha com avango automdtico a forca de contato inicial (1* fase) € maior que no avango manual, em
consequéncia de ndo haver um tempo suficiente para o aquecimento do material e o escoamento inicial
se dé a frio. Com a penetragio da ferramenta no material a forga de avango diminui como
consequéncia do aumento do calor gerado pelo atrito (Fig. 7).
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Fig. 7 Infiuéncia do avango manual e automético na forga de avango

Um aumento na velocidade de avango leva a um aumento da forga méxima e a uma diminuigio
correspondente do tempo de fabricagdo (Fig. 8).
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Fig. 8 Influéncia do avango sobre a forga de avango
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Para pequenas velocidades de avango o tempo de contato na fase de escoamento aumenta,
provocando um aquecimento mais acentuado da ferramenta, o que pode levar a uma diminuigio da
vida da mesma.

Nota-se que a agio do lubrificante utilizado é de fundamental importincia para aumentar a vida da
ferramenta, pois minimiza a formagfo de incrustagdes do material da pega na superficie da ferramenta.
O momento torgor apresenta um comportamento semelhante na furagio com avango manual e
automético, sendo que os maiores valores acontecem na fase final da furagfo. Para ferramentas curtas,
onde temos uma deformagéo acentuada da rebarba superior, no final da fase de furagio ocorrem os
maijores valores de momento torgor (Figs. 8 ¢ 9).
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Fig. ® Influéncia da rotagio sobre o tempo de trabalho, forga de avango ¢ momento torgor
para ferramenta curta com avango manual

O aumento da rotagdo leva a uma alteragiio da temperatura de contato, provocando uma
diminuigéo da temperatura de trabalho na fase de escoamento. Tanto para os ensaios realizados com
avango manual quanto para avangos autométicos, nfio se verifica uma diminuigfio significativa da forga
de avango durante a fase de escoamento. Na fase final de escoamento temos uma diminuigio acentuada
da forga de avango, sendo esta maior para rotagbes maiores (Figs. 9 e 10),
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Fig. 10 influéncia da rotagio sobre a forga de avango com avango automdtico
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Para avangos autométicos observa-se que a rebarba inferior do furo rompe, sendo este rompimento
mais acentuado para avangos grandes. Este fato é correlacionado com o pico de forgas no infcio da fase

de escoamento, pela temperatura muito baixa e consequente indeformabilidade do material da pega
(Fig- 11)
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Fig. 11 Comportamenio do processo para uma forga de avango elevada
Conclusodes

Com a anédlise dos resultados obtidos nos ensaios realizados, verificou-se que hd uma diferenga
principalmente nos valores de forga de avango, momento torgor € rotagio para as ferramentas curta e
curta plana utilizadas. A ferramenta curta necessita de menores forgas de avango e, na regido de

conformagfio da rebarba, 0 momento torgor sofre uma elevagio acentuada devido a uma maior drea de
contato enhe a pega ¢ a ferramenta.

Na ferramenta curta plana utilizada, as forgas de avango s4o bem maiores devido ao dngulo da
ponta da ferramenta maior e também devido & necessidade de trabalhar com menores rotagdes na fase
de usinagem da rebarba, Com menores rotagdes o calor gerado por atrito € menor e o tempo de
processo € maior. O momento torgor ¢ menor na ferramenta curta plana que usina a rebarba superior.

Variagbes na rotagiio também tém grande influéncia, pois estio diretamente ligadas  geracio do
calor e consequentemente nas fases inicial e de escoamento do processo. Desta maneira, para menores
rotagdes, sA0 necessérias maiores forgas de avango iniciais, levando a um aumento na fase de
escoamento €, consequentemente, um tempo total do processo maior.
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Desenvolvimento de um Sensor Mecanico
para Medicao da Agressividade de Rebolos

Development of a Mechanical Sensor for Measurement of
Grinding Wheel Sharpness
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Abstract

This work presents the development of a mechanical sensor prototype for measuring the sharpness or cutting
ability of a grinding wheel during the process, through the friction coeficient. The sensor was actually built and
tested, and the results are presented and analysed.

Keywords: Grinding, Grinding Whee! Sharpness, Mechanical Sensor

Resumo

Um dos problemas criticos do processo de retificagio é a determinagio da necessidade de dressagem do rebolo.
Com o objetivo de resolver este grave problema, o protétipo de um sensor para medigiio da agressividade do
rebolo através do coeficiente de atrito, em processo, é desenvolvido e testado, O desenvolvimento e resultados
dos ensaios sdo apresentados neste trabalho.

Palavras-chave: Retificagio, Drenagem do Rebolo, Sensor Mecénico

Introducé@o

Apesar da imprevisibilidade, o processo de retificagio ¢ um dos mais usados no acabamento final
dos componentes de precisio.

Fatores como: caracteristicas mecanicas ¢ composigdo da pega; condigdes de trabalho e de
dressagem; caracteristicas topograficas do rebolo; estado da retificadora; entre outros, influenciam o
desempenho do processo tornando-o imprevisivel. (Keeg, 1983; Bianchi, 1990).

O desgaste e a dressagem alteram a topografia do rebolo, modificando pardmetros de saida da
retificagdio como: forga; rugosidade; integridade superficial e vida do rebolo.

Para usinar determinado volume de metal, o rebolo se desgasta até o chamado fim de vida, em que
uma nova dressagem & necesséria,

O desgaste do rebolo pode ser de dois tipos: desgaste volumétrico e perda da agressividade,
dependendo da dureza do rebolo, das condigbes de retificagio e das caracteristicas da pega. Assim é
necessério a determinagio do fim de vida do rebolo, para se obter vantagens econtmicas.

Na retificagfio com rebolo mole, dureza do ligante baixa ou velocidade do rebolo abaixo da
especificada, os grios tendem a se soltar e o desgaste volumétrico da superficie de corte atinge um
valor limite que pode provocar erros de forma e variagbes dimensionais na pega, devido ao fim de vida
ocorrer por perda da forma e/ou perfil do rebolo.

Na retificagdo com rebolo duro, a mais usada na fabricagio de pegas, os graos tendem a se
desgastar ou fraturar ocasionando perda de agressividade com conseqiiente aumento na forga e
temperatura de corie. Assim o fim da vida do rebolo ocorre por queima e/ou trinca superficial;
aumento da rugosidade e/ou dos erros dimensionais, devido as deformagoes na estrutura da
retificadora.

O objetiva deste trabalho € propor, desenvolver e testar o protétipo de um sensor mecinico capaz
de medir o estado de afiagdo do rebolo rapidamente, durante o processo de fabricagio, através do
coeficiente de atrito na superficie do rebolo.

Presented at the 12th ABCM Mechanical Engineering Conference, Brasilia, D.F., December 7-10, 1993,
Technical Editor: Walter Lindoifo Weingaertner
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Avaliagéo Topogréfica de Rebolo

Um dos problemas criticos da operagio de retificagio € a identificagdo da necessidade de
dressagem do rebolo, ou seja, avaliagio da topografia do rebolo. Diante deste grave problema as
empresas foram obrigadas a estabelecer padroes para a dressagem. O padrio pode ser um nimero de
pegas por dressagem ou a observagiio do processo por um operador experiente, capaz de detectar a
ocorréncia de uma rejeigdo. Estes padroes sdo falhos; no primeiro caso a variagdo do sobremetal € a
composigio do rebolo fazem com que seja varidvel o nimero de pegas aprovadas, o segundo caso
envolve rejeigio de pega, que ndo € desejdvel,

As condigbes topogréficas do rebolo séio representadas por parmetros como densidade e grau de
afiagdo dos grios. O controle da topografia pode ser entendido por: medigdo das condigdes
topogréificas durante o processo e conseqiiente avaliagio da necessidade de nova dressagem ou pelo
controle das condigdes de dressagem para obtengio das caracteristicas topogréficas desejadas.

Através de um sisterma de monitoramento das caracteristicas topogréficas do rebolo em processo,
capaz de reconhecer a agressividade da ferramenta, pode-se indicar 0 momento apropriado a
dressapgem; tornando o processo mais previsivel, viabilizando a otimizacio e até mesmo a automagio
do processo de retificacio.

Avaliagado em Processo do Estado de Afiagdo do Rebolo através do
Coeficiente de Atrito

Provavelmente a idéia do sensor de coeficiente de atrito surgiu ao observar operadores experientes
em retificagfo, que normalmente tocam a ponta do dedo na superficie de corte do rebolo, em
velocidade de trabalho, para sentir a capacidade de corte do rebolo.

O sistema proposto é uma otimizagio do sistema desenvolvido no Japéo, por Nakayama e Takagi
em 1980, A Fig. 1 mostra o esquema do sistema desenvolvido pelos pesquisadores.

G REBOLO
e TEFLON
STRAIN QAGES
| M |
L 1
AN
—
| MESA

Fig. 1 Sistema para o teste do coeficlente de atrito entre o Teflon ¢ o rebolo (Nakayama e Takagi, 1980)

Uma placa de teflon € pressionada contra a superficie do rebolo em movimento sob forga
constante, em uma balanga. A placa de teflon € apoiada sobre duas 1dminas onde estao posicionados
dois “strain-gages” que medem o deslocamento das liminas, através da deformagio provocada pela
forga de atrito entre o teflon e a superficie do rebolo. O material escolhido, o teflon, apresenta baixo
coeficiente de atrito, ndo interferindo nos ensaios; ou seja o rebolo apenas desliza sobre o teflon,como
no dedo do operador. Pela medigao do coeficiente de atrito e das forgas iniciais de retificagio para
vérias condigbes de dressagem do rebolo sfo obtidos os resultados da Fig. 2.

Na uwsinagem o rebolo se desgasta, perde afiacfo, as forgas de corte aumentam e o coeficiente de
atrito decresce. A boa correlagio entre as forgas de corte e o coeficiente de atrito medido; e ainda, os
bons resultados no controle da perda de agressividade da superficie de corte do rebolo € visto na Fig. 2.

Apesar dos resultados positivos, o sistema tem duas grandes desvantagens na medigdo em
processo. A primeira € a necessidade de se mover a mesa, para posicionar a placa de teflon sob o
rebolo e assim garantir que a drea de contato entre eles permanega constante ¢ a segunda estd na
necessidade de se abaixar a velocidade do rebolo, no teste, para 50 mm/s; devido a pouca rigidez da
balanga e a sensibilidade do sistema, o que inviabiliza a utilizagio do método em processo.



393 A. A R Sanchez, J. F. G. de Oliveira e L E. de A. Sanchez

Para resolver estas duas desvantagens, em 1984, Nakayama e Takagi, propdem um sistema com
apalpador de teflon rotativo e medem o coeficiente de atrito com auxilio de um pequeno gerador de
energia elétrica ligado ao eixo do disco, como mostra a Fig. 3.
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Fig. 2 Relagéo entre forgas de retificagio e coeficiente de atrito para diversas condigoes de usinagem
(Nakayama e Takagl, 1980)

Fig. 3 Sistema de medigéo do coeficiente de strito stravés do disco rotativo (Nakeyama et al, 1984).

Com este sistema é novamente verificada a boa correlagio entre o coeficiente de atrito medido ¢ as
forgas de retificagio, assim como os bons resultados para o controle da perda da agressividade.

Apés o desenvolvimento de vdrias versdes do sistema com disco rotativo, a idéia foi abandonada,
pois apesar dos bons resultados com relagiio a avaliagio da agressividade pelo coeficiente de atrilto, os
resultados néo sdo satisfatérios; devido aos desgastes sofridos pelos componentes do sistema.

A partir dos resultados obtidos em 1984, por Nakayama e Takagi, procura-se otimizar o sistema,
objetivando tornar vidvel a medigiio com velocidades usuais de usinagem.

O protétipo inicialmente desenvolvido, procura minimizar o desgaste do apalpador de teflon e
medir a interagio com o rebolo, somente em regime de atrito, ou seja somente guando nio hd remogio

de cavaco da pega.

Para que a medigio seja feita apenas em regime de atrito deve-se determinar a Pressio Critica de
Corte, ou seja, pressio abaixo da qual ndo ha remogdio de cavaco, apenas deslizamento do apalpador de
teflon sob o rebolo. No teste de presséio critica o desgaste foi medido para diversas pressoes de contato,
pela velocidade de penetragiio do rebolo no teflon. A pressao critica dada pela regresséo linear dos
pontos obtidas no teste, corresponde ao ponto onde a velocidade de desgaste ¢ igual a zero, como visto

na Fig,. 4.
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Fig. 4 Determinagio da presséo critica de corte para o Teflon (Almeida,I988)

Fig. 5 Protétipo final ¢ banco de ensalos

O valor da P, é 0,06 gf/mm? , este é um valor muito baixo, obtido por uma forga normal baixa e,
portanto, a forga de atrito medida serd baixa. Por isso o sistema deve possuir baixa rigidez na diregio
horizontal.

No prot6tipo inicial, o principio da balanga de Nakayama e Takagi (1980) é mantido, altera-se a
forma do apalpador de teflon, que permanece em contato direto com o rebolo, sob forga normal
constante. A forma do apalpador é modificada para aumentar a drea de contato com o rebolo e assim
obter baixas pressdes de contato ( proximas a P.), pequena taxa de desgaste do teflon e forgas normais
maiores, conseqiientemente forgas de atrito maiores. A medigio do deslocamento das liminas, feita no
inicio por “strain-gages” ¢ realizada por um transdutor do tipo ético, o “opto-switch”, O “opto-switch”
€ ligado a um circuito elétrico que transforma o deslocamento das ldminas, ou seja, o sinal do “opto-
switch” em voltagem. Este sinal € transmitido a uma placa A/D de um micro-computador que através
de um “software” desenvolvido para este fim, apresenta os resultados, em forma de gréficos do ensaio
com todas as condigbes de usinagem e relaciona a agressividade com o coeficiente de atrito, indicando
0 momento da dressagem.
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ApGs alguns testes realizados com o prot6tipo inicial, verificou-se ainda desgaste excessivo do
teflon e vibragdes no sistema. Para solucionar este problema desenvolve-se um novo protétipo,
mostrado na Fig. 5.

Para minimizar o desgaste do teflon, sdo usinados orificios na superficie da sapata de teflon e
injetado ar sob presséo controlada.

A injegéo de ar € baseada no principio do “bearing ratio” (relagfo de mancais), onde o ar funciona
como um colchéo de amortecimento, diminuindo o desgaste do teflon e as vibragdes, ndo permitindo
também que a temperatura elevada na pega, provoque-aderéncia do teflon (empastamento) no rebolo.

Verifica-se, na Fig. 6, que ao injetar ar a diferenga do coeficiente de atrito entre um rebolo gasto €
um rebolo agressivo € maior, uma vez que no caso do rebolo gaste a agiio do mancal aerostético €
amplificada pelo aumento da frea real de contato. Assim a sensibilidade do sistema é amplificada.

—

B (1)

ro = E
Além dos componentes descritos, o banco de ensaios é composto de um dinamdmetro para

controle das forgas de corte durante os ensaios ¢ um plotter para registri-las.
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Fig. 6 Principio da relagéo de mancais para o rebolo gasto e afiado

Devido ao comportamento do sinal do sensor de forga de atrito, o “software” desenvolvido cria um
pardmetro denominado fator de agressividade (Ag). Na Fig, 7 € apresentado o gréfico de um ensaio. Se
o rebolo tem agressividade maior o sinal do deslocamento apresenta um valor médio maior, assim
como a dispersio também € maior em torno da média. O pardmetro Ag € o resultado do produto da
média (x) pelo desvio padrio (o) do sinal do sensor de atrito, durante o tempo de medigio.

Ag = x.0 (2)

O pariimetro Ag amplia a sensibilidade do sistema pela adigiio dos dois efeitos ( X, o)



Desenvolvimento de um Sensor Mecdinico para Mediciio da Agressividade de Rebolos 396

Temgo Total: 20.00 s
Fasso de Tempo: 0.060 s
Fressac; 2.00

Tempor Toraly Ji g =
Faszo do 'eepoe 0,040 3
Pressao: .00

Fezxm LS50 Pasar 7,50

Yoriono do Rebolo:r 2 rondieso do Rebolot @
M £27,00% NEDI Az 26,99

CCSUY0 Bl 14 7o DESVED PaDRywe .67
Agt 1837, 07 B 06 M

Fig. 7 QGrifico de um ensalo, medindo-se o fator Ag para um rebelo aflado @ um rebolo gasto

Resultados Experimentais e Discussbes

As Figs. 8(a) e 9(a) mostram o resultado da medigio do coeficiente de atrito e forgas de usinagem
em processo; para um rebolo de 6xido de aluminio e vérias condigdes de dressagem, Ud. As Figs. 8(b)
¢ 9(b) mostram a relago entre a forga normal de retificagio e o pardmetro Ag, para o rebolo acima
citado.
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Fig. 8(a) Resultado obtido na medigio do coeficiente de atrito e forgas de usinagem em processo

Em ambas as condigbes de dressagem: dressagem fina, Ud = 5,0 e dressagem grossa, Ud = 3,5,
para o rebolo grana 46 nas Figs. 8(a) e 9(a), respectivamente, observa-se a boa correlagio entre o fator
Ag e a forca normal de corte, principalmente para valores de alta agressividade (baixa forga).
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Fig. 8(b) Relagio entre forga normal de retificagio e o parimeiro Ag

Nas Figs. 8(b) e 9(b) observa-se que a variagio do pardmetro Ag ¢ maior para menores forgas de
corte (rebolo agressivo).

Conclusodes

O coeficiente de atrito € um bom pardmetro para a avaliagio da agressividade em processo, pois
possui boa correlagio com o fator de agressividade; além de ser um parimetro independente das
condigOes de usinagem.

O sistema proposto apresenta boa correlagio entre fator de agressividade e forgas de corte;
conseqiientemente o coeficiente de atrito também possui esta boa correlagio.

O fator de agressividade decresce com o estado de afiagdo do rebolo, ou seja a medida que o rebolo
perde a agressividade, as forgas de corte aumentam e o fator Ag diminui até um ponto de minimo ,
como pode ser visto nos graficos apresentados, a partir deste minimo volta a crescer, juntamente com
as forgas de corte € a ocorréncia da queima da pega.

O momento apropriado da dressagem deve ser logo apds o ponto de minimo do Ag, pois as forgas
de corte ainda sao aceitdveis € a queima da pega nio ocorreu.

Apés o ponto de minimo Ag, este volta a crescer pela vibragiio do sistema, provocada pela
aderéncia do teflon no rebolo devido ao aumento da temperatura na pega.

O sistema € muito sensivel ao acimulo de impurezas, grios abrasivos e cavacos do préprio
processo e de perturbagbes externas. Assim sfo necessrios maiores desenvolvimentos para solugio
dos problemas ainda existentes.

Em um préximo passo o sistema deve ser aperfeigoado para que possa ser utilizado com fluido
refrigerante.

Devem ser realizados testes com outros tipos de rebolo e condigoes de dressagem.
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Abstract

The characteristics of the variables used to determine the machinability indexes and the influence of tool
materials in two short-time tests: the Renault-Mathon test, normalized in the French norm AFNOR NF A03-654
and the test based in the velocity limit of face-turning (VL F) were studied, The tests were carried in cutting
nodular cast-irons with different metallurgical additions of copper and correlations with themselves and
mechanical properties were established,

Keywords: Machinability Indexes, Short-Time, Modular Cast-Irons

Resumo

Neste trabalho foram avaliadas as caracteristicas das varidveis de referéncia utilizadas na determinagio dos
indices de usinabilidade e a influéncia do material da ferramenta durante a execugio de dois ensaios de curta
duragdo: o ensaio Renault-Mathon, normalizado pela norma francesa AFNOR NF A03-654 e o ensaio baseado
na velocidade limite de faceamento (V| g). Os ensaios foram realizados em ferros fundidos nodulares com
diferentes adigoes de cobre e efetuaram-se correlagdes entre os indices obtidos para os dois ensaios e com as
propriedades mecdnicas do material ensaiado.

Palavras-chave: Usinabilidade, Ensaios de Curta Duragdo, Ferros Fundidos Nodulares

Introducgéo

Do ponto de vista prético, um ensaio de usinabilidade deve ser preciso, ter boa reprodutividade, ser
facil de executar, requerer poucos equipamentos de medigfio, consumir a menor quantidade possivel de
material e ferramentas, demandar pouco tempo e conseqiientemente apresentar um baixo custo,

Dentre os ensaios que atendem aos requisitos citados no todo ou em parte estdo os principais
ensaios de curta duraciio, entre eles:

- Ensaio de faceamento Renault-Mathon

- Ensaio com variagéo da velocidade por incrementos

- Ensaio baseado na medigio da temperatura de usinagem através do termopar pega-ferramenta
- e,

Na literatura, detecta-se uma preocupagio muito grande em procurar estabelecer-se correlagbes
entre os ensaios de curta duragio e os de longa duragio baseado na determinagéio da velocidade para
uma certa vida. O objetivo deste trabalho é ampliar o conhecimento dos ensaios de usinabilidade de
curta duracéo utilizando-os para determinar a usinabilidade de ferros fundidos nodulares com
diferentes teores de cobre. Para viabilizar o trabalho, procurou-se simplificar a quantidade de ensaios
bem como as varidveis do material, Selecionaram-se dois ensaios, o ensaio de Renault-Mathon e o
ensaio baseado na medigdo da temperatura de usinagem (ensaio Vi g).
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Descricao dos Ensaios

Ensaio Renault-Mathon

Consiste em facear um disco a partir de um furo central de didmetro D; com rotagfo € avango
constantes até um didmetro D onde ocorre um recuo efetivo da ponta da ferramenta de 0,2 mm,
segundo ilustra a Fig. 1.

O didmetro em referéncia € denominado Dy ; € serve como referencial para o célculo do indice de
usinabilidade.

O procedimento sugerido por Mathon (1972) e normalizado pela AFNOR (1975) prevé o seguinte:

- Dimensdes minimas do corpo de prova: D2 = 20 mm e espessura € = 6 mm

- O didmetro Dy 5 serd medido com o auxilio de um rel6gio comparador acoplado ao carro
transversal do torno. Deslocando-se o carro transversal, quando o comparador indicar 0,2 mm
significa um desvio no perfil usinado correspondente a um recuo de 0,2 mm da ponta da
ferramenta e neste instante tem-se no dial do fuso do carro transversal o valor 0,5 x Dy 5.

Fig. 1 Esquema do ensaio Renauit-Mathon

Os valores adotados para D; e espessura, foram respectivamente 60 e 25 mm,

O didimetro do furo central D, foi padronizado em 6,0 + 0,1 mm e a profundidade de corte p =1,0
mm com um valor de avango livre. Adotou-se um avango de 0,021 mny/ volta.

A norma padroniza também o material e geometria da ferramenta, O material deve ser um ago-
ferramenta 10006 da norma francesa NFA 35-551 correspondente ao ago SAE 52100. A geometria da
ferramenta pode ser observada na Fig. 2.

O material da ferramenta deve ser temperado e revenido para uma dureza de 59 a 61 Rc.

Com o objetivo de verificar a influéncia do material da ferramenta no ensaio utilizou-se também o
ago rdpido VK10N da Villares (denominado de ferramenta F,) além do sugerido pela norma
(denominado de F»).

O ensajo deve ser executado até que ocorra a destruigio da aresta cortante da ferramenta, Um
nimero de pelo menos 3 ensaios com rotagdes diferentes deve ser realizado obtendo-se para cada um o
valor Dy 5.

Colocando-se os resultados em um diagrama di-log obtém-se uma reta que expressa:
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log (Dg ) = f(logN) (1)
ou ainda,
‘Dg,2) N™ = constante 2
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Fig.2 Geometria da ferramentia utilizada no ensalo Renault-Mathon

Com o auxilio da expressio 2 € possivel fazer a determinacéo do difimetro Dy > para qualquer valor
de rotacio N através de regressio linear.

Segundo Mathon (1972) e Mathon et al (1976), a rotagéo de referéncia para o célculo do indice de
usinabilidade deveria ser N = 350 rpm, por apresentar uma melhor correlagio com o indice Vgq com
coeficiente de correlagio = 0,90. Considerando o caso dos agos e ferros fundidos cinzentos o valor de
(m) estaria entre 0,9 ¢ 1,0.

Murry (1975) relata boas correlagbes conseguidas enire ensaios de longa e curta duragio como os
de faceamento tipo Mathon,

Robelet et al. (1979) efetuou comparagbes do ensaio Mathon com rotacbes 350 e 700 rpm e 0
indice Vgq de longa duragfo e encontrou os coeficientes de correlagio 0,92 e 0,94, respectivamente,
mostrando uma melhor correlago para a rotagio 700 rpm.

O indice de usinabilidade obtido neste ensaio € calculado por:
Dy, 5 do material ensaiado

U = - 1 100% 3
Dy, 5 do material padréo

Apesar da preocupagio demonstrada na obtengéo da correlagio entre os ensaios de curta e longa
duragio € importante ressaltar a citagio do autor (1991) quanto as diferengas entre os ensaios € que o
indice de usinabilidade depende de uma série de varidveis.

Ensalo V ¢

Este ensaio baseia-se no método de medigio da temperatura de usinagem através do termopar
pega-ferramenta durante a execugio do ensaio Mathon, Fig. 3.
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Fig. 4 Registro tipico da femperatura de usinagem obtido durante o ensaio V¢

O ensaio foi proposto por Roumésy (1976) que o utilizou inicialmente com o objetivo de
acompanhar a evolugéo do desgaste da ferramenta e propor um modelo para o célculo. Apés verificar a
boa correlagio que o método apresentava, vérios pesquisadores passaram a utilizd-lo.

Como jé foi comprovado anteriormente pelo autor (1985), o sinal da forga eletromotriz gerada

apresenta uma excelente repetibilidade. Roumésy propds o célculo de uma velocidade com base no
sinal da Fem gerada, como ilustrado na Fig. 4.

A velocidade em questiio € a “velocidade limite de faceamento™ ou V| g que € a velocidade na qual
ocorre a falha da ferramenta, sendo determinada a partir do gréfico. O ponto A denota o inicio do
ensaio, em B ocorre uma sibita elevagio da temperatura caracterizando a destruicdo da aresta cortante.

O comprimento L corresponde ao percurso de avango para o ¢aso em que a velocidade de avango e
do papel sio iguais. Considerando a velocidade do papel = Vp, Roumésy sugere o seguinte célculo para
Vu::
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V aNx1073 a_g
LF = x1077| 2L + Dy (4)
A

Na expressdo o valor entre paréntesis representa o didmetro onde ocorre a destruigdo da aresta
cortante.

Fig. 5 Foto de execuglio do ensalo Vi ¢
A velocidade Vg também poderia ser calculada como indicado:

Vi = Nx1072(2aNi. + D) 5
Comparando-se as expressbes 4 e 5 verifica-se que:

(6)

O indice de usinabilidade calculado em fungdo da velocidade Vi é fungiio da rotagiio utilizada no
ensaio e esta rotagio deverd ser especificada. O indice € obtido com o auxilio da expressdo 7 a seguir:

Vi ¢ do material ensaiado

U = - - 100% N
VL do material padrio
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Ferros Fundidos Ensalados

Para avaliagfio dos indices de usinabilidade, foram utilizados ferros fundidos nodulares brutos de
fusfio com distingbes nos teores de cobre em 3 faixas asssim especificadas; zero, 0,34 ¢ 0,70% de cobre
e denominados respectivamente de 1, 2 e 3. As propriedades mecinicas destes materiais estdo na
Tabela 1.

Tabela 1 Propriedades mecdnicas dos ferros fundidos ensalados

Dureza Lim de

(remos % de cobre Brinel|  resisiéngia Variagbes (%) o
N/mm N/mm
e 5 1627 283 100 100 Forrit
2 0,34 1921 560 118 118 Periit.
3 07 2440 740 150 153 Periit
*Padrao tomado como referéncia

Rotagdes utilizadas nos ensalos
Em razéo da utilizago de dois materiais de ferramentas diferentes néo foi possivel usar uma
mesma faixa de rotagho. Em vista dos testes prévios efetuados foram escolhidas as rotagdes seguintes:
ferramenta F;: 1000, 1250 e 2000 rpm
- ferramenta F,: 630, 800 e 1000 rpm

Resultados e Anélises

Considerando que os ensaios foram repetidos pelo menos trés vezes, os valores apresentados a
seguir sdo médias obtidas onde os coeficientes de dispersio em torno da média variou da seguinte
forma no valor médio:

- Ensaio Mathon: 3,8% e 7,2% para Fj e Fp
- EnsaioVyg:4,8% e 4,4% para Fy e F,

A Tabela Z apresenta os resultados do ensaio Mathon (valores de Dy 3), enquanto a Tabela 3 mostra
as velocidades Vg calculadas através das expressdes 4 € 5. Analisando-se os resultados do ensaio
Mathon, verifica-se que a determinacgio dos didmetros Dy 5 através da expresséo 2 logaritimada
apresentam precisbes muito boas, acima de 95% para as suasofmmentas.

Tabela 2 Valores de Dy ; obtidos nos ensalos (mm)

Fy Rotages de referéncia  Coef. de Precisio Coefic. Rotagdes fndice
Mat. 1000 1250 2000  correl. % m 350 700 1000
1 53,9 455 318 1,0000 100 0,761 120 7] 54
2 41,9 32,0 234 0987 95 0,813 95 54 40
3 36,6 30,1 20,0 1,0000 100 0,872 a1 50 37

F, 630 800 1000

1 48,0 37,0 30,5 1,0000 100 0,890 78 42 31
2 40,0 33,0 24,5 0,990 a7 1,086 76 ar 25
3 37,0 30,0 22,0 0,991 a7 1,12 73 34 22

Os indices de usinabilidade obtidos apresentam, em conseqiiéncia, uma confianga > 95% e isto
significa um bom percentual em ensaios experimentais.
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Com relagio aos coeficientes (m) os valores estéo fora da faixa referida por Mathon (1976) que
seria 0,9 a 1,0, Esta diferenca seria possivelmente atribuida ao tipo de estrutura do material, nodulos de
grafita.

Tebela 3 Valores de V| ¢ caiculados em funcéo do valor (L) obtides noe grificos (m/min)

F, Rotagoes de referéncia Coef. de Precisio % Rotagbes indice

Mat. 1000 1250 2000  correl. 350 700 1000
1 135 154 172 0,960 o 118 130 135
2 118 122 133 1,000 100 108 113 118
3 87 101 110 0,998 g8 89 93 97
Fa 630 800 1000
1 83 88 93 0,991 a7 76 85 03
2 77 79 a7 0,972 03 68 78 87
3 70 72 74 0,909 99 67 70 74

Uma andlise da Tabela 3 revela que a extrapolagiio dos valores de V| p numa regressio linear para
determinagéo de velocidades em 350 ¢ 700 rpm foi executada com precisio inferior ao do ensaio
Mathon. Considerando valores médios, a precisdo média para o ensaio Mathon alcangou 98% contra
96% do Vu:.

Os 2% abaixo ndo invalida as comparagdes que serfo feitas posteriormente. Com base nas Tabelas
2 e 3 foram determinados os fndices de usinabilidade para as rotagdes 350, 700 e 1000 rpm, mostrados
na Tabela 4,

Tabela 4 indices de usinabilidede pars diversss rolagées e ferramentas

fndices de usinabilidade Mathon (5)
Ferramenta F Ferramenta F;
RPM 350 700 1000 350 700 1000
Mat.
b 100 100 100 100 100 100
2 79 76 75 98 87 82
3 76 71 68 88 80 74
indices de usinabilidade V5 (%)
Mat. Ferramenta F, Ferramenta F;
& 100 100 100 100 100 100
2 92 87 87 89 92 94
3 76 72 72 88 83 79

*Material tomado como padréo de usinabilidade

Analisando-se a Tabela 1, encontra-se uma excelente correlagiio entre a dureza e o limite de
resisténcia para os ferros fundidos ensaiados, r = 0,997 e deste modo serd utilizado apenas a dureza
para correlacionar com os indices de usinabilidade.

Observando-se as correlagbes obtidas com a dureza verifica-se que 0 ensaio Vg apresenta valores
maiogres que o ensaio Mathon ¢ ainda, em F; os valores decrescem de 350 para 1000 rpm, em Fp 0
comportamento € inverso.
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No ensaio Mathon hd uma inversio total dos comportamentos mostrando a sensibilidade e
caracter(stica prépria de cada ensaio com a varifivel de referéncia para o célculo do indice de
usinabilidade e o material da ferramenta, Apesar disto, séo encontradas boas correlagbes entre os dois
€nsaios;

Rotagbes 350 700 1000
Ferramenta F1 0,83 0,92 0,94
Ferramenta F2 0,814 0,986 0,90

As correlagdes entre os ensaios mostram urmna tendéncia de crescimento de 350 para 1000 rpm, ou
seja, os valores interpolados estio sujeitos a erros maiores, quando comparados ao valor ensaiado
(1000 rpm).

Relagéo com a vida da ferramenta no ensalo Vi ¢

Considerando a expressio 6 que determina o tempo de corte (t.), € possivel construir um grafico
semelhante ao de Taylor (logT = logK - xlogv). No caso, ter-se-ia:

logt, = logK - xlogV, g (8)

A Fig. 6 mostra o gréfico obtido com o auxilio da expressdo 8 ¢ os resultados do ensaio Vg
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Fig. 6 Curvas de vida obtidas no ensalo V| ¢

Uma andlise da Fig. 6 revela que valores interpolados obtidos através das retas podem conduzir a

erros muito grandes em razio das inclinagbes das retas e justificadas pela aceleragio ocorrida no
ensaio.
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Conclusbes

- Os ensaios de usinabilidade de curta duragfo do tipo Mathon e Vi i podem ser utilizados para
determinar a usinabilidade com um nivel de confianga > 95%. -

- A padronizagio de ensaios de usinabilidade néo invalida os ensaios executados com outros
parémetros desde que sejam mantidos constantes em uma determinada série de ensaios.

- A utilizagdo de ferramentas de ago-rdpido em ensaios de curta duracio do tipo Mathon é
desvantajosa porque eleva a faixa de rotagdes utilizadas nos ensaios. E preferivel usar
materiais de menor durabilidade ou vida como agos ferramentas comuns tipo SAE 52100.

- A rotagdo de referéncia para o célculo do fndice de usinabilidade no ensaio Mathon pode ser
diferente de 350 rpm sem que isto invalide o ensaio, E preferivel que seja um valor dentro da
faixa de rotagdes adotadas,

- A preocupagio em correlacionar o ensaio de curta duragdo com o de longa duragiio nem
sempre € justificada em razdo das discrepéincias possiveis de ocorrerem nas comparagbes. O
exemnplo disto € a anilise da Fig, 6.

- A usinabilidade dos ferros fundidos ensaiados mostrou que a adigio de cobre crescente nos
mesmos ¢ causa da redugéio da usinabilidade e acréscimo da dureza.
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Abstract

The objective of this paper is the review of recent trends in single-point diamond cultting tools, covering the
literature from the 1980-1992 period. A brief discussion is done on the situation of this technology in Brazil.
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O propésito deste trabalho é apresentar uma revisio sobre recentes tendéncias em pesquisas com ferramentas
monocortantes de diamantes monocristalino em usinagem de ultraprecisio. O perfodo que abrange essa revisio é
1980-1992. Uma breve discussio sobre a situagio do Brasil em relagio a esse tipo de tecnologia é feita.
Palavras-chave: Usinagem, Ultraprecisio, Ferramentas, Diamante, Revisio

Introducéo

Ferramentas de diamante monocristalino com geometria definida s30 necessdrias na usinagem de
superficies Gpticas, as quais necessitam de um super acabamento para proporcionar um alto grau de
refletividade.

A tecnologia de corte de ultra-precisdo de metais tem atraido o interesse tanto da indastria como de
pesquisadores. O torneamento com diamante € a técnica onde se utiliza uma ferramenta especial
monocortante de diamante numa mdquina ferramenta de precisio, especialmente projetada, para dar
acabamento em superficies metélicas sob condigbes precisamente controladas de méquina e ambiente
(Tkawa et al, 1987). pate

As méquinas ferramentas utilizadas nesse processo sfio de importincia fundamental, tendo estas
alcangado niveis elevados de desempenho através de avangos cientificos e de engenharia. Estas
méquinas séo normalmente dotadas de mancais aerostéticos, guias hidrostéticas assim como de
sistemas pneumnéticos para isolamento de vibragbes e devern operar em ambientes com temperatura e
umidade controladas.

O projeto, manufatura e o uso de ferramentas monocortantes de diamante, parecem ainda depender
de regras e conhecimentos empiricos. Embora, em termos de aplicagbes comuns na inddstria, estas
regras paregam ser suficientes, existe uma necessidade urgente de um maior entendimento cientifico de
ferramentas monocortantes de diamante visando o desenvolvimento de uma tecnologia mais avangada
para um futuro préximo (Ikawa et al, 1988), (Brookes e Brookes, 1991).

Projeto de Ferramentas de Diamante

Recentemente uma atengio especial tem sido voltada para ferramentas monocortantes de diamante
para a usinagem de ultra-preciséo, onde acabamentos superficiais da ordem de 10 nm sfo substanciais
(Tkawa et al, 1987).

Presented at the 12th ABCM Mechanical Engineering Conference, Brasilia, D.F., December 7-10, 1983.
Technical Editor: Walter Lindolfo Weingaertner
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Com o intuito de compatibilizar a qualidade de ferramentas de diamante com maquinas
ferramentas altamente desenvolvidas, e a0 mesmo tempo satisfazer as exigéncias de um ferramental
mais avangado para um futuro préximo, tem-se procurado adotar uma aproximacho cientifica para o
prajeto e manufatura de ferramentas de diamante de alta qualidade.

A geometria da ferramenta € descrita pelos termos e parimetros representados na Fig. 1 (Konig et
al, 1991).

Raio de ponta
b Largura da aresta coriante
a;  Angulode folga
oy Angulo de folga extra
y Angulo de saida
€ Janela de aresta cortante
Fig.1 Ferramenta monocortante de diamantie: fermos, parimetros » geomeiria.

Ikawa e Shimada (1977) apresentam um estudo muito abrangente sobre ferramentas de diamante
para usinagem de ultra precisio, que propde parimetros de projeto para aresta cortante no corte de
precisio de metais, a saber: afiagio da aresta, rugosidade da aresta, afinidade com outros materiais e
resisténcia da aresta. Esses pesquisadores também apresentam um trabalho (Tkawa e Shimada, 1982)
que contribui para o conhecimento das propriedades de resisténcia do diamante e oferece subsidios
para o projeto de uma ferramenta com a propriedade de anti-lascamento (“anti-chipping”™) da aresta
cortante. A tenséo efetiva no diamante, sendo este um material tipicamente frigil, mostrada através do
teste de indentagfio Hertziana o qual € realizado com vérios indentadores em diversos corpos de prova
com diferentes orientagbes, € a tensdo normal aos planos (111) do cristal, o(111); este critério
consegue explicar muito bem a anisotropia e o efeito tamanho (“size effect”). Num trabalho mais
recente, Tkawa et al (1987) descrevem alguns topicos sobre as caracterfsticas da aresta cortante, tais
como: a significincia da aresta de corte, resisténcia da aresta e o desgaste. Bex (1975) apresenta um
trabalho onde se discute ferramentas de diamante para torneamento.

Propriedades do Diamante como Material para Ferramentas

A resisténcia do diamante é a questiio de maior relevincia quando se tem como objetivo a méixima
confiabilidade da aresta de corte da ferramenta. Através da utilizagio do teste de fratura de Hertz
auxiliado por técnicas de emissio acistica com indentadores com diversos raios de ponta, as
caracteristicas de resisténcia do diamante foram investigadas sob o critério de fratura e considerando-
se 0 efeito tamanho (“size effect”) em superficies polidas de diamante (Ikawa e Shimada,1982); (Tkawa
€ Shimada,1985).
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O plano (111) no diamante ¢ altamente resistente ao desgaste em todas as diregbes sendo preferido
como face de trabalho, porém deve-se lembrar que este também € um plano de clivagem, ou seja, a
ruptura neste plano ocorre com baixa energia, Devido & estrutura cristalogréfica do diamante, sua
resisténcia a fratura e ao desgaste € diferente em diferentes planos. A Fig. 2 (Ikawa et al,1988) mostra
a probabilidade de fratura G(Po) como fungfio da pressio de contato no inicio da trinca Po nos planos
(111), (110) e (100) num corpo de prova de diamante durante o teste de Hertz(1). Como mostra a Fig.
2, para cada plano diferentes curvas G(Po) - Po sfo obtidas do mesmo corpo de prova. Isso mostra um
tipo de anisotropia (Ikawa e Shimada,1982).

A resisténcia do diamante também depende do tamanho da indentagho - o efeito tamanho «(lkawa e
Shimada, 1982) (Ikawa e Shimada, 1985). A Fig. 3 (Ikawa et al, 1988) mostra que a tenséo normal
critica aplicada no teste de Hertz para formagio de uma trinca anular ¢ inversamente proporcional ao
raio do indentador, A resisténcia a {ratura do diamante atinge o nivel de 20 GN/m2 com um tamanho
de trinca de poucos microns.

A resisténcia medida através do teste de Hertz também ¢ afetada pela condigio da superficie do
corpo de prova. Quanto melhor for o polimento da superficie maior serd a sua resisténcia, como mostra
a Fig. 3, provavelmente por causa da menor possibilidade de existéncia de microtrincas ou asperezas
da superficie, induzidas por processos anteriores ao polimento, as quais reduzem a resisténcia
consideravelmente.(lkawa et al, 1988)
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Fig. 2 Probabilidade de fratura no teste de Hertz em superficies dos corpos de prova (lkawa et al, 1988)

Desgaste da Aresta Cortante do Diamante

Muita aten¢iio tem sido dispensada com relago ao desgaste das ferramentas de diamante. A
durabilidade ou estabilidade da aresta de corte ¢ uma exigéncia comum para qualquer tipo de material
para ser usado como ferramenta. Pode-se dizer que o desgaste nas ferramentas de diamante € uma
consequéncia de uma combinagio de mecanismos que ocorrem durante o processo de usinagem, tais
como adesdo, abrasio e efeitos triboquimicos e tribotérmicos (Evans, 1991). Hurt e Decker (1984)
avaliam os principais mecanismos de desgaste de ferramentas monocortantes de diamante, mostrando
que a anisotropia das propriedades mecéinicas do diamante da forma como estas estéio relacionadas ao
desgaste da ferramenta e & qualidade superficial gerada pode ser utilizada com vantagens no campo do
torneamento com diamante. Wilks € Wilks (1972) e Seal (1958) fizeram estudos sobre a resisténcia ao
desgaste por abrasio do diamante e concluiram que 0 mecanismo térmico tem a maior influéncia no
desgaste do diamente com p6 de diamante. Crompton et al. (1973) investigaram o desgaste do
diamante durante o atrito contra materiais mais diiteis, isso levou os autores a concluirem que existe
uma variagio considerfivel na resisténcia ao desgaste por abrasio o qual pode acompanhar mudangas
na diregiio da abrasfio e mudangas na orientagfio da face testada. Esse trabalho mostrou que quando
essa dureza do material usinado € suficientemente grande, a tensdo de tragfio que age no diamante
alcanga a tensdo de fratura, e o desgaste torna-se mais acentuado.
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Fig. 3 Propriedades de resisténcia Hertziana do diamante em superficies bem e pouco polidas
om fungiic do ralo ponta (lkawa et al, 1088)

Estudos relacionados ao desgaste por atrito do diamante também foram realizados. O diamante
apresenta um coeficiente de atrito extremamente baixo (Enamoto e Tabor, 1981) . Enamoto e Tabor
(1981) estudaram a anisotropia do atrito do diamante e mostraram que a anisotropia do atrito € em
grande parte devida a danos superficiais e sub-superficiais produzidos nas diregbes preferénciais pelo
processo de escorregamento quando a pressdo de contato excede um valor critico, Casey e Wilks
(1973) realizaram experimentos sobre o atrito em diamante, medido em fungdo da carga aplicada, da
diregéio de escorregamento e do grau de lubrificagiio da superficie mostrando vérias caracteristicas bem
definidas de atrito de diamante no diamante confirmando que uma superficie polida de diamante
também apresenta uma superficie dspera caracteristica de materiais frdgeis. Uegami e Tamamura
(1991), utilizando-se do método de Mercator para designar as orientagbes cristalograficas das
ferramentas de diamante, avaliam as forgas de corte e o desgaste da ferramenta com 4 tipos de
ferramentas tendo estas uma combinagiio de faces de saida nos planos (100) ou (110) e diregéo da
aresta de corte <100> ou <110> respectivamente, quando da usinagem de uma liga AISi hiper eutética
mostrando que o coeficiente de atrito nos planos (100) e (110) tornam-se minimas na diregio <100>, e
méximas na diregio <110>.

O desgaste da aresta cortante de diamante pode ser classificado em dois tipos: um devido ao atrito
e outro devido a microfratura por clivagem (Tkawa et al, 1988). Através de observagdes detalhadas do
desgaste de ferramentas de diamante, utilizando um microscépio eletrbnico, Keen (1971) mostrou que
ndo pode ser observado outro mecanismo de desgaste devido a processos mecinicos.

A geometria da ferramenta e os efeitos de desgaste durante o torneamento com diamante
monocristalino sdo descritos por Parker et al (1990). Os resultados demonstraram que a compensagio
de raio circular limita sua aplicagio a ferramentas com fngulos de safda muito evidentes como € o caso
de ferramentas para corte de germéinio. A méxima compensagio controlédvel de abertura é de 25°.

A resisténcia a fratura e ao desgaste de uma ferramenta dependem da orientagio cristalogréfica da
aresta cortante de diamante em relagio & pega-obra. Wong (1981), descreve o comportamento do
desgaste de ferramentas de diamante durante a usinagem de precisiio em altas velocidades. Nesse
estudo ele mostra que nfio existe uma diferenga significativa na vida itil da ferramenta com a face de
folga no plano (100) e (110). Oomen e Eisses (1992), procuraram estabelecer as variagdes ¢ as taxas de
desgaste de vérios tipos de diamantes, cortando diversas amostras de Aluminio, Cobre e Niquel
(“electroless nickel”™). E interessante ressaltar que foram encontrados padroes de desgaste muito
caracteristicos para os trés tipos de metal. O aluminio causa o arredondamento (“rounding”) da aresta
cortante ¢ o desgaste da face de folga, o Cu causa o “pitting” € o Ni causa o lascamento (“chipping”) da
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aresta da ferramenta. Além disso, eles fazem um estudo sobre a influéncia da orientagéo cristalogréfica
nas caracteristicas de corte, chegando a diferengas em caracteristicas de desgaste para materiais
diferentes.

A microfratura e o desgaste da aresta cortante lem grande influéncia na rugosidade superficial
(Wada et al, 1980). O perfil da superficie usinada é basicamente composto pela repeticio do perfil da
ferramenta transferido no plano normal 2 dirego do corte (lkawa e Shimada, 1977). O processo de
transferéncia do perfil serd afetado por um fendmeno interfacial complicado e néo claramente
identificado entre a aresta cortante e 0 material de trabalho, ou seja, este depende de uma afinidade
interfacial (Tkawa e Shimada, 1977). Mesmo que haja uma irregularidade muito pouco perceptivel na
aresta cortante, devido a micro cavacos ou a particulas aderentes, isso pode causar dancs a superficie
usinada.

O diamante apresenia uma perda de peso considerdvel devido # oxidagio ou grafitizagio, quando
exposto a altas temperaturas, As ferramentas de diamantes apresentam um severo desgaste apés o corte
de alguns tipos de materiais especialmente os metais ferrosos e vidros 6pticos (Hobert, 1990). A
incapacidade de cortar metais ferrosos resulta da reagio quimica entre o diamante ¢ o carbono na
presenga de oxigénio (Hobert,1990), Esta reagdo causa a grafitizagdo, a qual rapidamente destr6i a
aresta cortante da ferramenta de diamante. Da mesma forma, vidros 6pticos também apresentam o
mesmo tipo de problema, uma vez que, pode haver uma reagio quimica do silicio contido no vidro
com o carbono do diamante formando um carbeto de silicio (Hobert, 1990). J4 foi ressaltado por
Casstevens (1983) que em atmosfera saturada de CH4 o desgaste da ferramenta de diamante foi
redwzido durante o corte do ago. Evans et al (1991), apresentam algumas observagbes, sobre o desgaste
de ferramentas de diamante no torneamento de ago inoxidével. Estes resultados podem confirmar que
existe um processo termoquimico de desgaste da aresta cortante de diamante. Portanto, a afinidade do
diamante com o material de trabalho pode ter uma fungfo importante nesse processo (Tanaka et al,
1981) . Recentemente, tém-se publicado trabalhos apresentando anélises quantitativas de desgaste. Syn
et al (1986) conduziram testes prolongados de desgaste durante o torneamento com ferramenta
monocortante em niquel eletrolitico (“electroless nickel™), mostrando a progressiio da rugosidade da
superficie usinada versus a distéincia de corte.

Conclusbes

Recentemente, algumas aproximagdes cientificas das propriedades do diamante como um material
para ferramenta de corte de alto desempenho foram iniciados. No entanto, o projeto, manufatura e o
uso propriamente dito de ferramentas de diamante ainda estio dependendo de regras empiricas na
maioria dos casos. Mélodos quantitativos e qualitativos para selegiio de ferramentas de corte de
diamante foram propastos (Decker et al, 1984), (Hurt ¢ Showman,1986), utilizando-se de técnicas tais
como microscopia eletronica, raios-X, etc. Em termos de afiacgdio, rugosidade, afinidade e resisténcia
da aresta cortante, a ferramenta de diamante é considerada como a que possui maior potencial para
usinar superficies metdlicas com uma precisfo de ordem nanométrica, quando utilizada numa
maquina-ferramenta e sob condigbes apropriadas. Os mecanismos de desgaste receberam, sob um
ponto de vista microscopico, grande atengio por parte de pesquisadores nos iltimos anos. Anélises
quantitativas de desgaste de ferramenta jé foram reportados .

No Brasil ainda néo foram desenvolvidos estudos relacionados a ferramentas de diamante. Espera-
se que isso possa ser revertido em pouco tempo conseguindo-se despertar maior interesse por parte das
industrias e centros de pesquisa que se utilizam desse tipo de ferramental,
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