
PUBLICAÇÃO DA ABCM • ASSOCIAÇÃO BRASILEIRA DE CIÊNCIAS MECÂNICAS 

V O L. XV • Nº 4 · 1993 ISSN 0100-7386 



A A 

REVISTA BRASilEIRA DE CIENCIAS MECANICAS 

JOURNAL OF THE BRAZIUAN SOCIE1Y OF MECHANICAL SCIENCES 

EDITOR: 
Leonardo Golds1eln Jr. 
UNICAMP • FEM • DETF • C.P 6122 
13083·970 Campinas • SP 
Tel: (0192) 3H006 Fax: (0192) 39·3722 

EDITORES ASSOCIADOS: 
Agenor de Toledo Fleury 
IPT • Instituto de Pesquisas Tecnológicas 
Divisão de Mecanica e Eletricidade • Agrupamento de Sistumas de Controle 
Cidade Universitária- C.P. 714 t 
01064·970 São Paulo · SP 
Tel: (011) 268·2211 R·504 Fax: (011) 869·3353 

Carlot Alberto Carraaco Allemanl 
UNICAMP • f EM • DE · C P. 6122 
13083·970 Campinas· SP 
Tel: (0192) 39·8435 Fax: (0192) 39·3722 

José Augusto Ramos do Amaral 
NUCLEN • NUCLEBRÁS ENGENHARIA. SA 
Superintendência de Estruturas e Componentes Mecânicos. 
R: Visconde de Ouro Preto. 5 
22251)..180 • Rio de Janeiro • RJ 
Tel: (021) 552·2772 R-269 ou 552·1095 Fax: (021) 552·2993 

Walter L Weingaertner 
Universidade Federal de Santa Catarina 
Oepto de E no• Mecânica · Lab. Mecânica de Precisão 
Campus · Trindade · C.P. 476 
88049 Aorlanópolis • SC 
Tel: (0482) 31·9395134·5277 Fax: (0482) 34-1519 

CORPO EDITORIAL: 

Alei r de Faro O~ando (PUC • RJ) 
Antonio Francisco Fortes (UnB) 
Armando Albertani Jr. (UFSC) 
Ata ir Rios Neto (INPf) 
Benedito Moraes Purquerio (EESC • USP) 
Caio Mario Costa (EMBRACO) 
Carlos Alberto de Almeida (PUC • RJ) 
Canos Alberto Martin (UFSC) 
Clovis Raimundo Maliska {UFSC) 
Emanuel Rocha Woisld (UNESP • FEIS) 
Francisco Emmo Baccaro Nigro (I PT· SP) 
Francisco José Simões (UFPb) 
Genesio José Menon (EFEI) 
Hans lngo Weber (UNICAMP) 
Henrique Ro:enfeld {EESC USP) 
Jair Carlos Outnl (UFSC) 
João Alzlro Herz de Jornada (UFRGS) 
José João de Espindola (UFSC) 
Jurandir Hizo Yanagihara (EP USP) 
Li rio Schaefer (UFRGS) 
Lourival Boehs {UFSC) 
Luis Carlos Sandoval Goes (ITA) 
Mareio ZMani (UFMG) 
Moyses Zindeluk {COPPE • UFRJ) 
Nlsio de Carvalho lobo Brum {COPPE • UFRJ) 
Nlvaldo lemos Cupini (UNICAMP) 
Paulo Afonso de Oliveira Soviero (ITA) 
Paulo fig i Miyagi {EP USP) 
Rogerio Martins Saldanha da Gama {LNCC) 
Valder Stet!en Jr. (UFU) 

REVISTA FINANCIADA COM RECURSOS DO 

Programa de Apoio a Publicações Cientfficas 

MCT @( CNPq (!} FINEP 

FAPESP - Fundação de Amparo a Pesquisa do Estado de São Paulo 



R~ • J . of the Bru. Soe. llleclwnlcallclencN 
Vai. XV - n~'.f- 1993 •pp. 318-323 . 

ISSN 0100-7386 
Prlnted ln Bra2il 

Otimização do Conforto e da Segurança 
de um Tratar 
Comfort and Safety Optimization of an Agricultura/ Tractor 
O. E. Zamplerl 
UNICAMP • FEM • DMC, Btui 

G. Rlll 
FH Regensburg, AFA 

Abatract 
The dyoamics of ao agriculturallractor wilb a suspeoded front axle aod ao elastically mollDted rear implement 
was iovestigated. II was shown tbat tbe oombination of two separately optimized systems does no l guarantee a 
good performance.Only tbe optimiiation of tbe oomplete system yields a perfect dynamic bebaviour. 
Keywords: Agricultura I Tractor, Dynamics, Comfort, Safety, Optimizatioo 

Resumo 
A partir da simulação da dinâmica vertical de um trator determinam-se os valores ótimos de rigidez e 
amortecimento de sua suspensão dianteira e de seu aooplamento elástico com o implemenlo através de um 
critério quadrático de ocimização, baseado na aceleração vet1ical de seu centro de massa e na variação dinâmica 
da carga nas rodas. Por perturbação do sistema propõe-se a tr3nsposição de um obstáculo em forma de rampa. 
com o vefculo se locomovendo em velocidade constante. Dos resul tados obtidos prova-se que a otimízaçáo de 
dois conceitos em separado e no final adícionados, não conduz necessariamente a um ótimo. 
Palavras-chave: Otimização de um Tratar, Conforto, Segurança 

Introdução 

A necessidade de uma maior rentabilidade, fez com que os tratores agrícolas se tom~m bastante 
versáteis, permitindo o acoplamento dos mais variados implementos, tanto dianteiros como traseiros. 
Isso acarreta numa diminuição tanto do conforto como da segurança, pds trás consigo uma variação de 
carga nas rodas bastante grande. Associado a esse fato existe uma clara tendência em se colóear no 
mercado vefculos cuja potência permite velocidades superiores a 50 km/h, no intuito de se minimizar o 
tempo ocioso do trajeto garagem-campo. Entretanto, como o vefculo não possui suspensão, tem-se por 
conseqüência uma variação dinâmica muito grande tanto d~ forças de contato roda-via como da 
aceleração vertical da carroceria, como mostrado por Rill et ai. (1992). Atualmente, graças à evolução 
da microeletrôoica e dos sistemas servo-hidráulicos, têm-se à disposição tratores com cabine de 
motorista com suspensão, assento sobre molas de ar, traçlio integral, diferencial autoblocante com 
servo-controle. Entretanto, essas inovações não contribuem no sentido de se melhorar a segurança e 
diminuir a variação dinâmica scbre a via. Sanente novos desenvolvimentos como eixo dianteiro com 
suspensão hidro-poeumática ou controle do movimento do Implemento contribuem significativamente 
para um maior conforto e segurança, também em velocidades altas, como mostrado por Wimbeck 
(1991) e Hesse ( 1990). 

Modelo Matemático 

Embaa o comportamento dinâmico completo de um veículo necessite de mcxlelos complexos, que 
incluam movimento espacial, não-linearidades, cinemática não-linear, etc ... , como proposto por Rill 
(1991), para o estudo da influência de um eixo dianteiro suspenso bem como do movimento de um 
implemento agrícola elasticamente acoplado, no conforto e na segurança, um modelo plano é em 
primeira aproximação suficiente, já que tanto a aceleração linear do veículo bem como a variação das 
forças nas rodas dependem, quase que exclusivamente, do movimento linear em relação ao eixo 
vertical , passando pelo seu centro de massa e do movimento de balanço (movimento rotatório em 
relação ao plano transverSal do veículo). Assim, propõe-se para a simulação de um trator com eixo 
dianteiro suspenso, cartegando um implemento agrfcola, o modelo representado na Fig. 1, onde os três 
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corpos sAo considerados rígidos e, os elementos da suspensão e da rótula sAo representados por molas 
e amortecedores Uneares. O número de graus de liberdade é quatro, cujas coordenadas generalizadas 
sAo: Zv: deslocamento vertical do eixo dianteiro, Zp : deslocamento vertical do corpo principal, ~: 
ângulo de balanço do corpo principal, tiA : ângulo de balanço do implemento em relaçAo ao corpo 
principal. 

Deve-se observar que na realidade esw-se utilizando três coordenadas absolutas (Zv. Zp, f:\p e 
uma relativa f:\A) · Tal representaçAo apresenta algumas vantagens numéricas, tais como o 
desacopamento do eixo dianteiro, em relação a outros movimentos. 

Agrupando as c.oa-denadas generalizadas em um vetor·p<Siçlio de ordem quatro: 

A correspondente equaçAo de movimento em forma matricial é expressa por: 

[M] [i] - [b(t)] 

Explicitamente, a matrix [M] e o vetor b(t) alio dados pa: 

[M] -

mu O O O 

O 0122 m23 m24 

O m23 m 33 m34 

O m24 m34 m..,. 

onde os termos mu são expressos pa: 

mu - Mv 

(1) 

(2) 

(3) 

(4) 

Enquanto os parAmetros dimensionais estAo representados na Fig. 1, Mi e lt. i = F, V, A 
representam, respectivamente, as massas e os momentos de inércia do corpo principal, eixo dianteiro e 
implemento. 
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[h(t)] -

Pt-Fv - Mvg 

P2 +Fv - (MA+MF)& 

P2~ + FyLt - MAg (lo+ Lo2) 

Mo - Ma&Lo2 

(5) 

Considerando-se os parâmetros da suspensão, d~ pneus e a excitação w 1 e w2 através da via, as 
forças expressas no lado direito da equação acima silo dadas por: 

v 
+--

Fig. 1 Modelo utllmdo n• elrnu18çio 

(6) 

(7) 

(8) 

(9) 

Pode-se notar peta metodologia empregada para a obtenção das equaç<>es de movimento, que se 
levou em conta a açAo da gravidade, representada pelo vetor aceleração g. Como a posição de 
equilfbrio é arbitrada para o deslocamento vertical nulo, a carga estãtica é facilmente obtida como 
sendo: 

[(MA+ MF) gL2- MAg (Lo+ Lo v) 
Ptarat • Mvg+------------­

(Lt + L2) 

P2srat • ( Mv + Mp + MA) g - P lstat 

Fvstat a Phrat - Mvg 

(10) 

(11) 

(12) 
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(13) 

1àl formulação trás como vantagem a p<mibUidade de se analisar as forças de contato como sendo 
um valor estático mais ou menos a variaçAo dinâmica. aaro que valores negativos indicam a perda de 
contato roda-via. 

Observa-se que a maior parte dos parâmetros apresentados ou são geométricos, ou representam 
massas e inércias, ou seja, nAo podem ser arbitrados, pois são dependentes do projeto do veículo. 
Entretanto, os parâmetros da suspensão e da rótula, dentro de limites ffsJcos e mec:Anicos podem ser 
escolhidos livremente. 

Assim, mantend~se o projeto origínal do ve(culo em questão, propOe-se incrementar seu conforto 
e segurança, variando tão somente os parâmetros acima citados. 

Otlmlzaçio 
Para a otimização de um sistema dinâmico qualquer estabelece-se a priori um funclooal de custo 

adequado, propõe-se uma metodologia de busca em função dos parâmetros segundo os quais o 
funcional escolhido deve ser minimizado. 

Para o comportamento dinâmico de um vefculo, conforme já f9i anteriormente citado, deve-se 
minimizar a variação dinâmica das forças de contato e da aceleração vertical do corpo principal. 
Eventualmente, dependendo dos resultados obtidos, tem-se que levar em conta, também, o espaço de 
trabalho da suspensão (principalmente no caso de suspensões ativas ou seml-ativas). Assim, escolheu­
se por funcional um de custo quadrático, baseado nas seguintes grandezas: 

aceleraçao do centro de massa do corpo principal ij, 
força de contato da roda dianteira P1, 

força de contato da roda traseira P2. 

Como essas grandezas são muito diferentes entre si, normalizou-se as forças em relação ao seu 
valor estático, enquanto a aceleração foi normalizada em relação à ação da gravidade. Desse modo o 
funcional a ser minimizado ~ui a seguinte configuração: 

(14) 

Observa-se que os três fatores nada mais são do que os denominados valores efetivos 4er• P ler e 
P2er normalizados. 
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Fig. 2 Aceleraç6o vertical do centro de maNa 
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P<r parâmetros, como se deseja otimizar a suspensão e a ligação trator-implemento, esrolheu-se a 
rigidez e amortecimento da suspensão dianteira e da rótula, ou seja: 

GK ,.. GK(Cv, Oy, Co. Do) (15) 

Por manobra, segundo a qual a otimização deve ser feita, escolheu-se uma trajetória reta a 
velocidade constante e igual a dez quitometros por hora, na qual após três metros encontra-se um 
obstáculo em forma de rampa, conforme Fig. 1, de dez centímetros de altura e um metro de 
comprimento. Por tempo de integração, estabeleceu-se entre meio e três e meio segundos, intervalo 
adequado, para essa velocidade, para a análise da vibração livre do mooelo. 

Pa- parâmetros iniciais escolheu-se os valores aproximados de um trator convencional -supondo­
se que o mesmo possua um eixo dianteiro e uma rótula de acoplamento não rígida. 

A otimização baseia-se em uma solução Iterativa obtida através do algoritmo de Newton com uma 
procura em linha. Partindo-se de valores iniciais o vetor é variado na direção positiva e negativa para 
cada um dos parâmetros do sistema. Os parâmetros ótimos são obtidos da condição do funcional 
atingir um mínimo. 

I 

120 1- p1 lkNJ 

80 

40 

o 
o 

A 
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\ 
~ 

~ 
.t::::l. j \\ 

v '\! 

2 

I I I 
--- veiculo 1 -

+ + + veiculo 2 -

tl~ t.\.-
v ...... ...... 

3 4 t [s) 5 

Fig. 3 carga dlnlmlca do eixo dlantafro 

O procedimento adotado foi o de se otimizar inicialmente somente um dos conjuntos, isto é, 
acoplamento elástico ou suspensão dianteira. Adicionou-se ambos os resultados obtidos, obtendo-se 
assim, a configuração da Fig. 1 (veículo 1). De posse desses dados, nova otimização foi realizada, 
chegando-se ao denominado verculo otimizado (veículo 2). A Tabela 1 abaixo permite uma 
comparação entre amba; veículos: 

Tabela1 Otlmlmçio do nlculo 

Otimização ~iculo 1 ver cuJo 2 

Funcional GK 0,02536 0,02168 

P ler/ P ls tat 0,01011 0,00735 

P2er/ P2stat 0,01917 0,01711 

ZFI& 0,01316 0,01109 

Pode-se norar que o funcional é minimizado, através da diminuição do valor absoluto de t<XIos os 
seus fatores. Para uma visualização desse fato apresenta-se o comportamento dinâmico de ambos 
tratores nas Figs. 2, 3 e 4, onde alguns resultada; devem ser destacada;: 

Com a adição de uma suspensão dianteira, a carga dominante é a do eixo traseiro. 
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Uma vez que a manobra escolhida acarreta uma soHcitaçAo dinâmica grande, o eixo traseiro 
chega a perder contato. 

O segundo vefculo apresenta um desempenho superior tanto em conforto como em segurança. 

, " . I I I 

1- p2 [kN) 
. 

11 .. -veiculo 1 -120 . + + + veiculo 2 
j -

~ 
I ~ . !' \ ú 1\ A .A. 

80 

40 \1 v . \1 ~ I"' . . 
v ~ 

1\ 
v . o 

o 2 3 4 t[s] 5 

Fig. 4 Carg~ dlnlmlca do _.xo tr .. elro 

Conclusões 

A partir de um modelo plano de um trator agrícola, apresentou-se o estudo de otimização de seu 
conforto e segurança, baseado no comportamento próprio do vefculo. 

Os resultados demonstram que uma otimização deve fazer parte já do projeto inicial, pois duas 
soluçôes otimizadas em separado e, posteriormente adicionadas é qualitativa e quantitativamente 
inferior a otimização conjuma. Embora o critério ad~ado tenha sido baseado no impulso, os resultados 
demonstram que, também, todas as parcelas integrantes (valores efetivos da aceleração vertical e das 
cargas nas rodas) do funcional foram minimizadas. 
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The theory of the equivalent gc.oeralized quantilies to slmple dynamic absorbers is presented. Acoording to this 
theory lhe equatioos of lhe compouad system cao be written i o term of the maio system only. This conccpt is 
exp:tnded to beamlike dyoamic vibrations absorbers. The necess..ry geoeralized quantities matrices aod also lhe 
general cqution of lhe compound system are obt.alned. Ao example Is sbown &Jid the oumeric results are 
discussed and oomp:tred with another previous publication. 
Júywords: Vibration Control, Noise Control, Beamlike Dynamic Neutralizers 

Reeumo 

Ser' apresentada a teoria das grandezas generalizadas equivalentes para neutralizadores dinâmicos simples. 
Segundo esta teoria, pode-se escrever as equações do sistema composto em termos das coordenadas do sistema 
primário apenas. Estes conceitos são extendidos para neutralizadores dinAmicos tipo viga. Um exemplo é 
apresentado e os resultados numéricos discutidos e comparados oom os outros previamente publicados. 
Pellvras-cban: Controle, Vibrações, Ruído, Neutralizadores npo Viga 

lntroduçlo 

Neutralizadores DinAmicos de Vibrações são dispositivos mecânicos acoplados a um sistema 
mecânico principal, com o objetivo de reduzir ou controlar as vibrações a níveis aceitáveis. 

A abordagem clássica dos neutralizadores dinAmicos considera o sistema a ser controlado, bem 
como o neutralizador, como tendo um (mico grau de liberdade. Alguns estudos anaHticos de casos 
particulares também sao encontrados na literatura. Uma teoria geral para o controle modal de 
estruturas complexas foi desenvolvida, utilizand()-se dos conceitos de massa generalizada equivalente 
e coeficiente de aroortecimento viscoso generalizado equivalente. O pooto chave dessa teoria 6 que ela 
permite a formulação das equações do sistema composto em termos das coordenadas generalizadas do 
sistema primário apenas. Isto permite a análise do sistema composto no domfnlo modal do primário. 
Daí a sua generalidade. Esta teoria foi apresentada em Espfodola 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 são derivadas, bem como, através de um exemplo, as equações 
gerais do sistema composto, em termos das coordenadas do sistema primário apenas. Os resultados 
numéricos são discutidos e comparados com outros previamer;:e publicados. 

Teoria das Grandezas Generalizadas Equivalentes para 
Neutrallzadores Simples 

O neutralizada simples é composto de wna massa conectada a uma base através de um dispositivo 
de amortecimento. Este dispositivo p<XIe ser uma mola elástica em paralelo a um aroortecedor ou uma 
peça de material elastomérico, com rigidez complexa Igual a: 

Presenteei at lhe 1~' ABCM Mechanical Englneering Conference. Brasília, D.F. Deoember 7·10, 1993. 
Tedlnical Editor: Agenor de Toledo Fleury 



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

k(6,0) • LG(6,0) (l+iTJ(6, 0)] (1) 

Per simplici~e. a le!!'S 6, que representa a temperatura, será omitida a partir de agcra. 

Na Fig. 1, Q (O) e F (O) são as transformadas de Fourier do deslocamento da base q(t) e da 
força aplicada f(t), respectivamente. 

LGP ) 
EJ 
~Q(Q) 

fF(O) 

Fig. 1 Newallador Dlntmlco SlmpiH. 

É fácil verificar que a impedância na base é dada por, 

-im
8
0LG (Q) 

Z8 (0)- ----­
ma02 -LG (O) 

e a massa dinâmica, 

-
LG(O) 

- -m ----'---'--
a m

3
0 2 - LG (O) 

(2) 

(3) 

A freqüência de anti-ressonAncia do neutralizador simples é definida como sendo aquela que, na 
ausência de amortecimento, toma o denominador das Eqs. 2 ou 31gual a zero. 

(4) 

(Note que na ausência de amcrtecimento G (O) - G ( Q) ). 

Ass\llllindo que LG(Q) ~ LG(OJr(O) e Ea = 0/0a, as Eqs. 2 e 3 podem ser reescritas como, 

E
8
r (O) [ 1 + ITJ (O) ] 

- -imaOa-2 ______ _ 

&
8
r(O) (1 +iTJ(O) 1 

(5) 

r(Q) [1 +iTJ(O)] 
- -m --'--'--'--....:.....:.---'--=--

\!r(Q) [1 +ÍTJ(O) 1 
(6) 

O coeficiente de amortecimento viscoso generalizado equivalente é definido como a parte real da 
impedância (Eq. 5) e para o neutralizador simples, é 
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c.,(O) 
r (O)TJ (Q) e! 

- m Q -----------------------
a a 2 ]2 2 [e

8
-r(O) +[r(O)ri(O)] 

(7) 

De maneira análoga, a massa generalizada equivalente é dada pela parte real da massa dinâmica 
(Eq. 6), 

2 2 
r(Q) {e

8
- r(Q) [1 +TJ (Q)] } 

m (Q) - -m (8) 
e a 2 ]2 2 [e

8
-r(O) +[r(O)TJ(O)] 

É fácil de verificar-se que os dois esquemas apresentados na Fig. 2 são dinamicamente 
equivalentes. 

-
L~) 

~(Q) 
t F(O) 

( b) 

Fig. 2 Eequ.m .. Equlvalent ... 

A impedância "sentida" pela fõcçaf(t) aplicada na raiz do sistema b é, 

(9) 

Se for feita a substituição de c., em... Eqs. 7 e 8, na extressão acima, a Eq. 5 é reproduzida. Como 
uma conseqüência, considera-se um sistema primário geral no qual é acoplado um neutralizador 
simples, ao longo da.coa-denada q(t). A equivalência ma;trada na Fig. 3 mostra-se evidente, ou seja, o 
sistema (Ximário "sente" o neutralizador romo uma massa me( O) aropada ao longo da coordenada q(t) 
e um ama-tecedor viscoso de constante <;,(Q) ligado a terra. 

Fig. 3 Neuttallzador Slmplee em um Slet.me Qenerallzada. 

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

Neutralizador Dinâmico Tipo Viga 

O neutralizador dinâmico tipo viga consiste em uma viga em balanço com uma massa de 
sintonização na extremidade (Fig. 4). 
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~~---E_<_c.o ___ • __ ~ __ • __ ~----------~l 
~ L------~ 

L 

lo 

Fli!. 4 Neutralladof OtnAmlco l1po VIga. 

De acordo com a teoria das grandezas generalizadas equivalentes, os neutralizadores são 
substitufdos pelas grandezas equivalentes que silo representadas por uma matrix 2x2. Estas 
pro p-iedades são definidas como, 

[c (O)]_ lm{[k(O)]} 
e Q 

(lO) 

(11) 

onde [k (O)] é a matriz de rigidez dinâmica do neutralizad<X, que pode ser obtida usando o COJ'lCeito 
de matriz de transferência. 

Cada ponto da .viga é caracterizado por um vetor de estado escrito no domlnio da freqUência. A 
força de excitação F (O) é também representada por um vet<X. 

A transformação do vetor de estado de um ponto da viga em outro ponto da mesma é feita através 
de uma matriz de transferência. 

Expressões para matrizes de transferência podem ser obtidas em Espfndola (1991) e Peste! e 
Leckie (1993). Para uma viga uniforme de oomprimento L, a mesma é dada por, 

[Tlot -
~/0 C:l/ 0 

onde: 

D-0(0) -E(O)l 

sinbÃ.1L+ sinÃ.1L 
c2 - c2(Q) - ----------

2À.J 

(12) 
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(T]01 = Matriz que transforma o vetor de estado da estação O à estação 1 (Fig. 6). 

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

1 e o o 
o 1 o o 

[T] 12 • o 2 -O 10 1 e 
(13) 

2 2 
M0 0 MceO O 

I Na ( l . • I• 
1 .. v. 

x ' 

-.;:;._- i 1 ) * T N. c~ - • ík> 
Va ) lo •• 

Fig. 5 Eefa'çoe ne Ma111 de Slmonlaçflo. 

A matriz de transferencla total [1]02 do neutralizador, ou seja, a matriz de transferência para a viga 
mais a massa da extremidade é dada pa, 

(14) 

Aplicação do Neutrallzador Tipo Viga 

Neste trabalho, deis neutralizadores tipo viga serão acoplada; na viga em balanço do exemplo oo 
trabalho de Snowdoo (1966). A Fig. 6 apresenta a viga com a; neutralizadcres. 

X Nit 

X F' 1 r c t.) 
~ x ... 
~ 
~ 
~ 

l 

I I 
o lt • • 

Fig. 11 Viga em Ballnço com 2 Nautrellador .. llpo VIga. 

A cada trecho da viga corresponde uma matriz de transferencia, dada pela expressão (12). Para o 
oeutralizador dinâmico esta matriz E complexa devido ao fato de que o mesmo é feito com material 
viscoelástico. Já para a viga em questão, a matriz de transferencla é real, uma vez que não é 
coosiderado o amortecimento do sistema principal. 
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Para o neutrallzador dinâmico, considerando suas seçOes imediatamente à esquerda e 
imediatamente à direita, pode-se obcer a seguinte matriz de transferência (Fig. 7), 

[

1 o o l - o 1 o o 
[T]N - -

O B 1 O 

A O O 1 

(15) 

onde: 

Da expressão 

- - -
{ z} • - { T} od Z} o 

onde: 

- - - - - -
[TJodZ}o • [T]34[T)N2([TJn(TJNdTlot {Z}o- (T]23{F}) 

é fácil de se obter, 

- - -
c11 M0 +c12V0 • dtF 

(16) 

onde: 
------ -
cu, c 12o ~· ~ d1 e d2 sAo constantes extrafdas de [T] 04 . 

As Eqs. 16 podem ser resolvidas para Mo e V0 e cada vetor de estado pode ser calculado. 

-•• ·c T .... ... 

( v& TI llv-) 
c •••• ( T C•., .:. 

Fig. 7 Ea~ no Neutrallad« 

A transmissibilidade da força é uma função no danfnio da freqüência definida como, 
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(17) 

Os valores áimas do amatecimento e da ~rigidez" El foram ootidos de forma similar à do trabalho 
de Espfndda e Silva (1991.1992) e Silva (1991,1992). 

Exemplo 

A estrutura primAria oonsiderada aqui é a mesma dos trabalhos de Silva (1992), Esp(ndola e Silva 
(1992) e .Snowdon (1966), e consiste numa viga em balanço na qual são acoplados dois 
oeutralizadores, com o objetivo de controlar as vibrações no primeiro e segundo modos. O 
neutralizador para o controle do primeiro modo foi colocado na extremidade da viga; já o neutralizador 
para o controle do segundo modo, foi colocado no centro da viga. 

Os dados da viga sAo os seguintes, 

I = 3,81 m I = 8,982 x10-S m• 

E = 2,0 xto12 Ntm2 

J.l = 46,43 kgtm 

XNl = 1,905 m 

XN2 ,_ XF = 3,81 m 

Os dados para os neutralizadores são, 

Controle do modo 1 

y = 0,25 

IA = 34.22 kgtm 

Me = 10 kg 

L = l ,Om 

IG = 0,15 kglm2 

e = 0,06m 

Controle do modo 2 

y = 0,10 

IA = 13,7 kglm 

Me = 41tg 

L = 1,0m 

IG • 0,06 kglm2 

e = 0,06m 

onde y é a r3ZOO de massa entre o neutralizador e a viga. 

A Pig. 8 apresenta a transmissibilidade obtida neste trabalho comparada com a obtida por 
Snowdon (1966). A absdssa é a freqUência adimensional ~/ = (0.2wEI)ll4. 

fllg. I "n11nemiMIIIII ... 
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Conclusões 

A análise de neutralizadores dinâmicos tipo viga acoplados a uma viga em balanço se torna mais 
fácil 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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Abatrect 

ln lhls paper it is invesllga ted the suitability of lhe low Mach number assumpeion for pressure transienl models 
wbich accounl for the damageable bebavlor of lhe pipewaJJ. The analysis is carried oul based on lhe eigenvalue 
problem associated to lbe governing equations, witboul baving 10 appeallo any explicit repr«enlation of lhe 
constilutive rel.ations for the pipe material. Numerical results obtalned for tbe mos I used pipe materiais sbow tbat 
tbis simplifyiag assumpeioo is valid for metallic tubes, but may fail if pl.astic tubes are coo.sidered. 

Krywords: Pipia.gs, Pressure Traasients, Modelliag, Damageable Bebaviour 

lntroduction 

Piping systems used for liquid uansmissioo are present i o several imponant iostallatíons rangiog 
from simple water suplly tines to c:omplex c:ooling systems of thermobydraulic power plants. Wh1ltever 
the applicatíoo is, accurate predictions ri transient pressures and fiow tbe system might be subjected to 
is of great concern when one wisbes to ensure a (X'Oper design and consequently an adequa te operation. 

On the way to accurately model the pressure pulse propagation i o tiquid-filled compliant piping 
systeros, considerable progress has beeo achieved lo lhe past few years. The traditlonal uncoupJed 
waterhammer model with lioear-elastic pipewall behavior (Streeter and Wylie, 1978) has given ri se to 
sophisticated models. Models wbich accounr for complex pheoomeoa such as tbe fluid-structure 
interactioo between fluid aod pipe motions aod lhe ioelastic bebavior of tbe pipewalls (Wiggert, 1986 
and Racbid et al ., 1991 ). 

lt has been recently, bowever, lhat a more realistic description of lhe physical problem, which 
accounts for tbe pipe material degradatioo pheoomenoo (damage), has been coosidered by Rachid et 
ai. (1992a). By incorpaatíng the damageable bebavior of lhe pipewalls in the analysis by means of a 
cootinuum damage theory, the local wavespeeds pressure pulse propaga te in tbe liquid are no looger 
constant. They become dependent on the damage aod can assume values as small as tbe liquid tlow 
velocity due to damage evolutlon itself. As a resuJt, question arises as to the suitability of tbe well­
known low Macb number (LMN) assumpeion as a simplifying hyphotesis, whether it has to be appüed 
for pressure transient models wilh damage. 

1b investigare tbe appicability of the LMN assumption, it is carried out in this paper a theoretícaJ 
analysis based on the eigenvaJue problem associated to the goveming equations of the model witb 
damage. The quantitative analysis presented hereio is conducted without having to appeal to any 
expllcit representation of the constitutivo relation of rhe pipe material. Hence, it can be applied to 
aoyone pipe material whatsoever its mechaoical bebavior is. 

Modelllng 

1t will be presented ln lhe next parographs a pressure transieot model which accounts for the 
damageable bebavior of lhe pipe material, without appealing to aoy specific representatíon of the pipe 
material behavior. First, the basic equations are presente<! aod lhen tbe abstraa constitutive relatioos 
for the pipe material. Finally, tbe modei is obtaioed by oombining tbese tw0 set of equatíons. 

PIWented at lhe 121h ABCM Mechanlcel Englneering Oonference, Bras/lia, DF, Oeoember 7·10, 1993. 
Tedlnical Editor: Agenor de Toledo Fleury 
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Bealc Equetlona 

Because piping systems used for Liquid transmission are composed of slender members, pressure 
transients ín fluid-filled compliant pipes are commonly described by means of longitudinal wave 
theories (Streetet and Wylie, 1978). So, consider an inviscid transient one-dimensiolíal compressible 
flow confined into a thin-walled pipe (inside radíus R and wall tblckness e) for whicb both fluid and 
pipewall motions are releva01. Under these ~umptions, tbe balance equatioos of ~ and momentom 
for fluid flow in Eulerian coordinates and in the absence of gravitational effects are: 

a a 
- (pA) +- (pAv) - O; 
at cJx 

a a aP 
-(pA) +-(pAv2) +A-= O at ax ax 

(la,b) 

ln the above equations, P, v, pandA are functions of the spatial position x along the pipe and the 
time t. They represent, respectively, the fluid pressure, the axial fluid velocity, t.be fluid density and the 
cross-sectional area of the fluid inside the pipe. 

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

aw 
PtRe- - RP +aee- O 

Õl 
(2a,b) 

together with the strain-displacement relationships: Ex - àu/ ax and ta - w/R. ln these equations, 
the nonvanishing stress components ( Ox and oa) and the pipewall dlsplacements (u and w) in the axial 
and circumferential directions, are function of x anel t while Pt designates the pipe density. 

To fully couple the fluid and pipe problems, one must impose the kinematic re lationship between 
cross-sectional area variations and pipewall deformations. Also, 1t is oecessary to specify ao equation 
of state for the fluid. Neglecting ~pewall ovalisation, the cross-section areais related to the pipewall 
deformation by A - Ar ( 1 + te) , wbereas tbe equatioo of state for tbe liquid is, neglecting entropy 
variation; p - prexp (P/ K) . Here, K sta.nds for the isoe.ntropic bu1k modulus of the liquld (assumed 
to be constant) and the subscri pt f is used to designare tbe undisturbed state from wbich variations ln A 
and p are measured. 

lf besides the sma.ll deforrnarion assumptio.n we only admit slightly compressible fluid flows, the 
expressions for A and p cao be lineadzed and the term pA ap(l'oximated by: 

pA • PrAr( 1 + P/K + 2e.e) (3) 

Eqs. 1·3 are the basic equations for the problem. Th these, one must add the constitute equations 
wlúch will describe lhe behavior of lhe pipe material. 

Abetract Conatltutlve Theory 

The constitutive theory used in this work is derived from a general internal vatiable theory 
(Lemaitre and Chabocbe, 1990). lt encompasses a great rrumber of constitutive relations for 
damageable inelastic solids found in the literature and allows the descríption of different mecbanical 
responses (elastic, plastic, viscoplastic, viscoelastic ... ) presented by metallic and polymeric mat.erials, 
at higb and room temperatures. For short, the theory is developed by associating state variables to tbe 
different mechanisms involved in the deformation process. 
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for the isothermal evolution of an inelastic damageable solid under small deformations, ii is 
supposed that i ts mechanical state is cbaracterized by t.be set of stale variables (e, e8

, D, li). e is the 
total strain tensor. ea is the inelastic strain tensor. The sealar variable DE [0, 1] is the isotropic 
damage which can be interpreted as a local mesure of the degradation of the material induced by 
deformation. lf D =O, lhe material is virgin and if D = 1 the material Jocally looses lts mechanical 
strength. ln practice, for the sake of securi ty, the local failure is considered when the variable D reaches 
a criticai value Der such that O< Der < 1. Tbe variables ~are associated with some irreversible 
changes of the internal state of the material (such as the strain bardenlng dueto plasticity, for example). 
The choice of b will depend upon the degree of detail desired in the modeliing and so they can vary 
from problem to problem. Panicular sets of elasto-viscoplastic and viscoelastic constitutive equations 
taking into account these additional variables can be found in Rachid et ai. (1992b). ln this work, for 
the sake of simpliclty, li will be considered a scalar variable. It then follows that a complete set of 
constitutive equations for damageable materiais is given by: 

o- (1-D)C(e-~); E8 =g; D=h: ~ - 1 (4a,b,c,d) 

where the superimposed dot stands for partia! derivative with respect to time and.g, h and I are generic 
functions of the arguments (o, e8

, D, ~ ) . Eqs. 4b,c,d are the evolution equations for lhe internal 
variables t 8

, D and f3 . ln Eq. 4a, o is the.stress tensor and C is the classical symmetric fourth-order 
positive deftnite tensor of elasticity. lf tbe elastic behavior is isotropic, then: 

vE E c - ------ 12 ® }2 + ---14 
(1-2v)(l+v) (l+v) 

where E and v stand for tbe Young's modulus and Poisson's ratio whereas 12 and 14 represent, 
respectively. thc rank: two aod rank: four identity tensors. 

Mathematlcal Mojjels 

ln this sectioo two (coupled and uncoupled) models will be derive<! by combining the basic and 
conslitutive equaúons. Since the uncoupled model can be consídered a particular case of the coupled 
model, we shall stan by presenting che last one. 

ln the particular case of a thin-walled pipe under a plane-stress state, Ox and oe stand for the 
principal stresses. Associated to tbem there will exist only two independent comp>nents e~ and tê of 
the i nelastic strai o tensor e8

• ln addition, i f the elastic behavior of the pipe material is assumed to be 
isotropic, then lhe coostitutive equations can be reduced to: 

Ox • 
E(l- D) 

(1- v2) 

{ a n} Ex + Vt.e - Ex- V te (5a) 

era-
E(l- D) 

{te+ v e"- t~- ve:} (5b) 
( 1 - v 2) 

·a ·a ó - h; ~ - I Ex • &x; te - &e; (6a,b,c,d) 

where ~, ge, h and I are functions of the acgurnents (o"' o e. t~ t.~, D, j3 ). 
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Coupled Model 

By combining Eqs. 1-3 along with 5 and 6 it i~ obtained a system of ten equations for the 
unknowns (P, v, u, w, O:v oe. e~, e3, D, f:l ). For many praêttcal situations, howevec, lt has been shown 
(Walker anel Phillips. 1977) that the radial pipewall ibertia term in Eq. 2b might be neglected. ln tbís 
case, it comes out that oe - (RP/ e) and lhe system of eqliations can be reduced to eigbt equations 
and eight unlcnowns since w can be eliminated from the system. 

After performing some algebraic mànlpulati-ons in (5) and changing the variables (P, v, Ox) by (a, 
TJ, t) according to, 

( 
1 2R ) 2v a 

a-1+-+ P- o+2t 
K eE(l-D) B(l-0) x 8 (7a) 

'1 - av (7b) 

Rv 1 
t- P- Ox 

eE(l-0) E(l-0} 
(7c) 

the resulting system of equations can be written in the appropriate form of conservation law: 

au a 
- +- ( F ( U)) - W ( U) - O at ax (8) 

ln the above equation UE R8, U - (a, TJ, ú, ;. e:, eê, D, ~) T, is tbe conserved quantity, F(U) = 
F : R8 - R8 and W(U) = W : R8 - R8 represent, respectively, the flux and source/sink terms 
wbichbavetbefollowingform: F- (F1, ... ,F8)T~ W- (O,O,O,gx.&x•&e•h,t?.Here, F1 - 'li 
F2 - rr2/ a+ ct (a- 1 - 2s~- 2vt); F3 • c 1 + + c~v (2vt- (a -1 - 2t8)); F4 - ú; 
F1 - F6 - F7 - Fs -O where Cf - cr(D), ~- Ct(D) and ; are gi~en by: ct- K•IPcí 
C1 - (E(l-D))/p1;~- (Rpr)/(ep1)withK •K/[1+(2RK(l-v))/(eB(l-D))]. 

Tbe W term congregates the evolution equations which are described by the generic functions &x• 
g6 , h, anel I whose new arguments are ((a,;. t:~ E~, D. ~) ). Here, for the sake ofsimpficity, we have 
abused of the notation by maintaining the sarne letters to designate these functions although their 
arguments have been changed dueto 7. The pressure transient model characterized by 8 along with the 
associated particular forros of U, F and W is a coupled fluid-structure model since it accoUDts for not 
only the existence but also the interaction of axial pressure waves ln fluid tlow anel axial stress waves 
in pipewall. By looking at the F components, one can see tbat the maio coupling mecbaolsm of these 
waves is due to the Poisson's rntio v . Setting artificially v = O in F, tbe equatioos tbat descrlbe the 
fluid anel pipe motions are decoupled. A simpler model which do not tatce ioto account stress waves ln 
the pipewall will be considered next. As we shall see !ater, this simpler model will be useful in tbe 
subsequent analysis. 

Uncoupled Modef 

The uncoupled pressure translent mode.J presented ahead is a (mticular 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. ln such a case, however, it becomes necessary to admit in advance a 
uni forro axial distribution of either stress or straio. 

The two most important cases arise when one assumes either ox =O (case a) or ex =O (case b) 
throughout the pipe. These two cases represent typical pipe support situations ln wbích either the pipe 
is anchored with expansion joínts or it is anchored against axial movement throughout (Streeter and 
Wylie, 1978). Different from the coupled model, ln both cases tbere will exist only one independent 
stress component ( 0a = RP/e). As a result, only one inelastic strain componeru ll~ will exist. Although 
representing different physical situations, the cases can be described by a sarne set of equations aod in 
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lbe sarne forro of 8 if a, '11 and er - er (O) are redefined as follows: a • 1 + P/ K' + 2e;, '11 - a v, 
c1- K'/pr. Here, K'- K/[1 + {2RKy)/{eE(l - 0))] whe re, y - l-v2 if case (a) is 
considered or y - 1 íf case (b) is considered. Now,lbe quanti ty UE R 5

, U - (a, TJ, Ei, O, 13>1 and 
the particular forros of F and W are given by : F - (TJ, ..,2/a + ct(a -1- 2te), O, O, O)T; 
W - (O, O, ge, h, I) T . 

Elgenvalue Analysls • Wavespeeds 

The coupled and unc:oupled pressure transient models for damageable pipings presented in last 
section are deseribed by a system of n nonlinear partia! differeotial equarions of the form 8. lo both 
models, lbe system of equarions is of lhe merely byperbolic type since lts eigeovalues are ali real 
(although not distioct) and the associated eigeovectors span the o-dimensional space withlo the system 
is immersed. The elgenvalues related to 8 are defioed by (Jeffrey, 1976): 

det (H - Àl0 ) • O (9) 

where H - H (U) • iJF/ au and ln are the o x n jacobian aod ideotity matrices, respectively. 
Besides playi ng ao important role in the classification of the system, lhe k.nowledged of the 
eigenvalues is particularly useful when one wisbes to get physical ioformation involved in tbe 
pben001enoo being modelled, suàl as the wavespeeds. 

Sincc v - TJ/a, it results from 9 lhal for bolb models lhe eigenvalues satisfy the following 
expression: 

(10) 

wbere p(o- m) (À.; O, v) is a polynomium in Ã.of degree (o· m), wi th O< m <o, which depends on O 
(damage) and v {liquld velocity). ln vlew of 10, ooe !XIrt of the set ri elgenvalue& is compa;ed of À= O 
values of multiplicity m aod lhe other Is constítuted by the roots of p(n - m) (Ã.;O, v) -O. The 
eig,env~lues given by )..m =O are associated to the stationary wavespeeds whereas those given by 
p\n- rn) (/..; O, v) • O are related to the nonstationary wavespeeds. 

The multiplicily m of tbe eigenvalues À= O corresponds to the number of independent state 
varlables ~to descrlbe the ~pewall mechanical behavior. Witbout loss of generality, if f3ls assumed 
to be a unique variable of scalar nature, then m = 4 in the coupled model slnce (e~. E~, O, 13) have been 
used as independent state variables. On the other hand, we have m = 3 for lhe uncoupled model since 
OC7N lhe set of independent state variables is (E~ O, 13) only. 

For the uncoupled model n = 5, m = 3 and the expression of p(n- m) (À.; O, v) is given by: 
p(2) (/..;O, v) • /..2 - 2vÃ. + v2 - cf. On the other hand, if tbe coupled model is considered n = 8, m 
== 4fnd the resultin~expression of p(n - m) (À; O, v) is: 
p(4 (/..;O, v)-).. - 2v/..3 + (yl_y2~/..2 + (Y2 -c~) (2v/..-yl) +c~c~ ,whe re Cr • Cr(O), 
G • G(O) and Y2 

• c~+C~+2v~cr. 

Because lbe relevant physical informatioo is related to ~e non-statiooary wavespeeds, from now 
OQ we shall concent rate on lhe roots of P n-m) (/..;0, v) . Let us designate 
Àfn-m)(O,v),i- l, ... ,(n-m) asbeíngthe rootsofp(n-m)(/..;O,v) • O.So, /..fn -m) (O,v) 
are the nonstationary

2
felative speeds wi th whlcb lbe waves p-opagate i o the media. For example, i n the 

uncoupled model /..\' (i = 1,2) - v =i= cr correspood, respectively, to the wavespeeds pre..'ISure pulses 
propagate backward and forwatd in relatioo to tbe liquid flow. Besides of liquid pressure waves, in lhe 
cwplcd m~\ _lbete also exist axial s~ waves ~ropagating _baclc:ward~ forwa~ in the pipewalls. 
However, m this model, tbere are no Símple analyttcal express1ons for /..1 (O, v), 1 = 1, ... ,4. 
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Damage lnfluence on Waveepeed 

From the p(o- m) (À.; O, v) exp-essiom, ii can be seeo tbal the À.!n- m) (0, v) depeodence on O 
is dueto cr (O) , and additionally to Ct (D) when the coupled mcxJells consldered. The paramelers Cf 

and c1 are the classical wavespeeds wilh wbich disturbances propagate in the liquid and tube medlums 
as if no axial Ouid-structure inleraction took. place. 

The new feature of the pressure transienl models which account for damageable behavior of tbe 
pipewalls is tbat now the local wavespeeds are no longer constanl since they depend on the damage 
variable. Mareover, dueto the damage irreversible cbaracter, it can be seen thal Cf (D) and c; (D) are 
nonincreasing functions of the damage sucb that as D-O, er-+ O and c;- O. ln otber words, it 
means that at lhe onsel of pipíng rupture disturbances are no longer propagated ln eitber the liquid or 
lhe pipe. As we shaU see I ater, this faot has a straightforward implication on the modelling of tbe 
problem wben one wishes 10 coosider the additlonal and simplifying so-called Jow Macb oumber 
assumptlon. 

Before discussing this central question, it is w<rthwbile to recai I tbat for pressure transient models 
without damage cr and c; are constanls aod, moreover, are equal to cr(D = O) and c;(D = 0), 
respectively. Staning from 8, it can be easily verified if one takes D - h - O together witb the ioitial 
condition O= O. ln doiog so, p(n- m) (À.; D, v) would be giveo by p(n- m) (À.; O= O, v). 

Low Mach Number A .. umptlon 

So far we have examine<! lhe dependence of À.fn- m) ( D, v) with respect to D. Now, we shall 
coocentrate on its depeodenoe with relation 10 v. The dependeoce of À.fn- m) (0, v) with respect 10 v 
is due to tbe presence of lhe convective terms wbich appear ln tbe continuity and fluid momentum 
equations. Oepending on lhe shuation, convective terms may or may nol play a dominant role on the 
tluid now equatiom. ln situations where 1t is reasonable to neglect them, a considerable simplification 
in lhe expression of the eigeovalues (and beooe i o tbe method of solution) is acbieved.ll can be sbC~.Vn 
tbat lf convective terms were oegleted, the eigeovalues would be given by 
À.~7- m) ( D) - À.! 0 - m) (O, v = O) ; that is, tbey no longer depend oo v. 

For instance, if coovective terms were neglected in lhe unooupled model, tbe eigenvalues would 
slmply be À.~f~ 1.2 - +Cf. Th see bow simple tbeeigeovalue expressions may become,let us comider 
the coupled model for which there were no simple analytical ex~ressions for À.fn- m) (D, v) . By 
neglecting the convective terms, tbe eigenvalues are given by: À. 'fi~ 1,2 • +a1 and À.~i~ 3,4 • +n1, 

where a~ • { 1/2 (Y2
- (v"- 4ctct) 1' 2 )} and a~ - { 1/2 (Y + ( Y4

- 4crct) 1' 2 )} . Dueto tbe 
axial nuid-structure ioteractioo between liquid and pipe motions, prcssure waves propagare in the 
liquid with wavespeed ar (instead of Cr) and axial stress waves propagate in the pipewalls with 
wavespeed ar. (i nstead of c1 ). 

To unclerstand the situation under wbich convective terms may be neglected we sball appenl to tbe 
uncoupled model. By comparing Ã.~22 1 2 (0, v) • v +cr and À.~7>_ 1 2 (0) - +cr. it becomes 
appareot that convective tenns may be neglected if and only if I vi « cr. ln Óther words, by recalling the 
defiJ.tion of tbe Ma~b number M (M -lvl/er or more generically 
M • 2v/ (À. i"- m) - À.~n-m)) p. ooe can see that convective tenns may be neglected whenever the 
Ouid ow has low Mach numbers. 

Because tbe fluid wavespeeds are constants and mucb greater tban lhe fluid velocity i o pressure 
transient models without damage, the LMN assumptioo is in fact a good siroplifying byphotesis. 
However, in models with damage, question arises as to its sultability since cr-+ O wheo O- 1 . ln 
other words, can convective terms be neglected while consideriog models whicb account for the 
damageable bebavior of the pipe material? Before answering precisely this questioo, it is interesting to 
note that according to tbe tbeorelical model, an initial subsonic fluid fJCI.V may become supersonic due 
lo tbe damage evolution itself. As it will be seen laler, it seems that thís phenomenoo is not likely to 
take place i o practioe. 
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Numer ical Resulta 

The qualimtive analysis presented in the previous section suggests that the LMN assumptioo 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 
trartsmission. To begin with, we shall carry out the forthcoming analysis based on some of the most 
used pipe materiais (miM steel, cast iron, copper and polyethylene). The physical pmperties used for 
these materiais are presented in Thble 1. 

Table 1 Phyelcal pc:opertlea of pipe material• 

Properties 

Material E Pt 
(Gpa) 

v (kg/m~ 
Steel 210 0.2J 7800 

Copper 115 0 .34 8800 

Cast lron 80 0 .25 2700 

Polyethylene 0 .9 0.46 1000 

Since eigenvalues and hence wavespeeds depeod on D through ct(D) and Ct(D), it is interesting to 
first know how the damage affects these parameters. 

The damage intluence on Ct(D) can be illustrated for aoy pipe material by a single curve if we plot 
Ct(D)!Ct(D = 0), iostead of Ct(D), against D. Such a plot is displayed in Fig. 1 where it can be seen tbat 
significant reduction of Ct(D), in comparison to this sarne parameter in a virgin material, is observed 
for high values ofdamage only. 

J"o.s 
'0.4 

;; 0.3 
~ 0.2 
ÕO.l 

o 0 .2 0.4 0.6 
OAMAGE 

Fig. 1 O.mage l n11uence o n c 1 (D) 

To illustrate the influence of Don ct(D), we shall suppa;e pipes are filled with water (K = 2.2 GPa 
and Pr = 1000 kgtm\ ln contrast to previous plot, even restricting the analysis to water-filled pipes 
there is oot a single representatioo of ct(D)/ct(D = O) versus D. ln addítion to beiog depeodent on the 
pipe material, this relatioo is also dependent oo tbe radius-to-thiclcness ratio R/e. Fig. 2 presents the 
behavior of ct{D)/ct{D = O) against D for steel (Fig. 2a) and polyehtylene (Fig 2b) tubes, by 
considering dilferent R/e ratios (R/e= 10, 20, 40, 160). Similar behavior of tbat observed in Fig. 2a is 
found for materiais with high Young modulus such as cast iron and copper. The sarne is true whetber 
lhe conoectioo is now made between Fig. 2b and materiais with low Young modulus. ln cases wbere 
lhe behavior of ct(D) is described by Fig. 2a, the thinner is the tube, the greater is the reduction in Cf for 
a sarne damage value. On the other haod, it can be seen in Fig. 2b that tbe ct{D) behavior is oot 
sensitive to R/e variatioos for materiais which fali within the polyetbytene class. 
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'ro verify the validity of the LMN assumption for models with damage by means of a quantitative 
rather than a qualilative analysis, it is still necessary to know lhe range of values v may assume in 
practice. ln general, piping systems conveying liquids are deslgned to operate with 3 <v < 6 m/s. 
Under seve.re transient conditions, however, v may assume values up to three times this upper bound, 
but rarely exceeds 20 m/s. Slnce we are interested in tbe most criticai situation, we shall conslder v = 
20 m/s ín tbe subsequent analysis and also assume a radius·to·thickness ratio R/e = 40. Based on 
practical values assumed so far, it is shown ín Fig. 3 tbe Macb number as a function of tbe damage for 
severa! pipe materiais. Quite different bebaviors of M can be identified for the two distlnct classes of 
pipe materiais. For steel, copper and cast i roo M remai os below 0.1 for almost tbe entire range of D. lt 
allows one to conclude tbat the LMN approximation is still a good assumption for models with 
damage, at least for this class of materiais. 

1.~111!!!!!!!!~§:!:;::!:7--.--,--...,.--,---, 
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o 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0 
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;; 0..8 
~ 0.7 
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.... 0.5 
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Fig. 2 Oamage lnflu.nca on Cr ( D) for at"l C2a) anel polyathylana (2b) t~ 
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Fig. 3 Mach numbar varau. damage 
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For polyethyiene tube like materiais, M does not exceed 0.2 for damage values up to 0.5, but it 
incresses signifit:antly for damage values greater than 0.5. So, for this class of materiais, the use of the 
LMN assumption as a good one is conditioned to the criticai damage vaiue of each pipe material. For 
instance, if Der. were such that Der< 0.5, lhe LMN approxima1ion could be considered valid. 
Otherwise, it couid not be. 

lt is also interesting to note in Fig. 3 that, for both classes of materiais, tbe aforementioned 
posslbilily oftransition from subsonlc to supersonic flow due 10 damage evolution does not happen ln 
fact. Since M = 1 for extrernely higb vaiues of damage (D ... 1), it is Iikely that piping rupture occurs 
before fluid flow becornes supersonic. 

Finally, to better quantify the foregoing analysis, it is computed tbe relative error (as a function of 
damage) that would be commilted whetber eigenvalues were evaiuated with rnd without the L~ 
assumption. Defining the relative error E r> between eigenvalues as E}4> = (l..i<4>- >..~t>> t>..~t> 
for i= 1, ... ,4. and noting that Ei4> • Ei4 

- E~4) and Ei4> •Ei4> - E~4), it is possible to spea 
about relative errors associated to fluid (E~4)) and tube (E ~4>) eigenvalues. 

The bebavior of the relative errors related to fluid and tube eigenvalues with respect to damage are 
shown i o Figs. 4 and 5, for steel and polyelhylene tubes. As expected, E ~4> is independent of damage 
and is no greater than 0.1% for both pipe materiais. On the other hand, E~4) is inferior to 1% within 
the range O< D < 0.9 for steel tubes, but it may reach values up to 40% witbin this sarne range for 
polyethylene tubes. So, lhe results obtained based on the relative error between eigenvalues confirm 
lhal the LMN assumptioo remains valid for models with damage if metallic tubes are considered. The 
sarne may not be true for plastic tubes made of polyethyiene. 
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Concludlng Remarks 

The validity of lhe LMN assumptioo for pressure transients models wbicb account for tbe 
damageable bebavior of tbe pipewalls bas beeo lnvestigated by means of an eigeovalue analysis. The 
results obtained indicate that this simplifying bypbotesis is valid for metallic tubes for aLI range of 
values lhe damage may assume. Por plastic tubes, however, its danain of validity is conditioned to the 
criticai damage value of each specific pipe material. Slnce no assumption has been made with regard to 
tbe particular fonns of the constitutive equations, lhe results obtained berein are valid whatever is the 
mechanical behavior presented by the pipewall material. 
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Abstrac:t 
A method to oontrolthc vibration levei of a rolating machine, using nonlinear magnef.io forces, acting radially on 
lhe rotor, is studied. The matbematical model for tbc magnctic pull is obtained using magoetic clrcuit t.heory 
equatioos assuming small gaps. The rotor dynamic model is generated by the Tr8JISfer Matrix Mcthod. The 
oomplex eigenvelues of the homogencous gyrosoopic system are calculated using tbe polinomial method. Thc 
steady-state respoDK in lhe time domai o is obtaincd by oumericel integration, using a fourth-order Runge-Kutta 
technique. By selccting the magnetic force amplitude, frequency and tbe polnt of applicatioo on an unbalanced 
rotor, thc vibration levei is reduced up to 85%. A significant reduction is obtained cven wben tbe oontrol force 
frequency is greater than the rotor's angular speed For tbese cases it is possible to operate the system witbout an 
active oontrol network. 
Keywords: Víbration Control, Flexible Rotors, Magnetic Foroes 

Reeumo 
&te trabalho apresenta um método para reduzir os nfveis de vibração do rotor flexível de uma máquina rotativa 
pela aplicação de forç.as radiais magnéticas, não lineares, di reta mente sobre o rotor. O rotor flexfvel é modelado 
pelo método das matrizes de transferência e os autovalorcs do sistema giroscópico são calculados por u.m método 
polinomial. A resposta do sistema, obtida no domfnio do tempo por integração numérica, apresenta reduções de 
até 85% no nível RMS de vibração, mesmo quando a frequência da força de controle é diferente da excitação do 
rotor, indicando ser poss!vel operar o sistema sem um oontrole ativo. 
Palavras-chave: Rotor Flex(vel, Vibrações, Forças Magnéticas 

Introdução 

Durante a operação de máquinas rotativas são frequentes as passagens por velocidades críticas, 
tanto na aceleração como na desaceleração do rocor, ocasionando nfveis de vibração que comprometem 
seu funcionamento seguro. Além disso, frequentes desbalanceamentos podem ocorrer devido a 
desgastes e erros de projeto. Nos últimos anos, os rotores são cada vez mais utilizados em altas 
roroções, sendo necessário introduzir novas técnicas para o controle satisfatório das vibrações. 

As forças de controle, quando aplicadas diretamente ao rotor, produzem efeHos mais significativos 
800re a redução da vibração, quando comparadas com forças aplicadas aos mancais (1.-epore, Steffen. 
1984). Estas forças nAo devem apresentar componente de caráter dissipativo, justificando a aplicação 
de forças magnéticas. 

Bradfield (1987) realizou experimentos em um rotor supercrftico apoiado em mancais de 
rolamento, com um atuador magnético localizado na posição intermediária do eixo, verificando que, 
sob certas condições, o sistema instabilizou-se sempre que o atuador eletromagnético era usado para 
aplicar forças pununente de amortecimento. 

Kojima (1984) utilizou um acoplamento magnético, constituído de imãs permanentes de terras 
raras em um rotor, e analisou suas vibrações torsionais oAo lineares. Em seu trabalho, as forças 
magnéticas são representadas por funções harmónicas, sendo geradas por atuadorcs magnéticos 
circulares. 

Presented at 1M 12th ABCM Mecllanlcal Engineering Conlerence. Braallla. O.F., Oecember 7-10,1993. 
Tedlnlcal Editor. Agenor de Toledo Aeury 
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O objetivo deste trabalho ta análise do oornpcrtamento c:tin!mico de retores flexíveis sob a ação de 
forças magntticas agindo radialmente no r()(or. Verifica-se a eficiência destaS forças magnéticas com a 
fioalidade de se desenvolver uma metodologia de controle de vibrações em rotares, sem o uso de uma 
malba fecbada de controle. Foi desenvolvido um modelo computacional para análise dinâmica de 
rotores utilizando o método das matrizes de transfe~ncia para modelagem dos rocores. SAo estudados 
vários casos para a força magnética atuando nos discos, com a intenção de minimizar as vibrações 
geradas por um desbalanceamento Introduzido nos discos. A reduçAo do nível de vibraçAo é obtida 
selecionando a amplitude, a frequência e a posiçfio de aplicação da força magnética. 

Modelo DlnAmlco 

A excitaçAo magnélica pode ser gerada a partir ae um imã permanente, impondo a ele um 
movimento harmônico de amplitude e frequência variáveis. O modelo analftico da força magnética. 
mostrado na Eq. 1, representa o movimento senoidal de um imã permanente, com amplitude Ax e 
frequência Wx, separado do rotor por um entreferro inicial &ox· A variável x indica o movimento do 
rotor no ponto de aplicação do atuador magnético. O parâmetro Cm agrupa as propriedades 
geométricas e magnéticas do circuito, podendo ser obtido experimentalmente (Lepore, Steffen. 1984). 

(1) 

Este modelo simples apresenta forte nAo linearidade, exigindo a aplicaçfio de métodos numédcos 
de integração, para o estudo da resposta do sistema. 

Freman (1984), Hammond e 'Diiboukis (1983), utilizaram o método dos elementos finitos para o 
cálculo dos campos magnéticos em circuitos de geometria complexa, com a presença de correntes 
parasitas e operaçAo em regime de saturaçAo. 

O modelo flsico de um rotor genérico, representado na Fig. 1, é constitufdo por discos rígidos, 
ligada> por segmentos de eixo, com mancais flexíveis. Seu modelo dinâmico é obtido pelo mêtodo das 
matrizes de transferência, após a discretiz.nção em estações, constitui das por um elemento de massa 
mais um elemento de eixo à sua direita. 

X 

l 
(M]• (H]•·' [H)• 

~. ~ • • a ~ .. , -?z 
1 ... 

I J • · t • 
E.J .... 

III 

(C)\ ( C)a 

Fio. 1 Modelo Fl•lco do Rotor. 

Usando o diagrama de forças da Fig. 2, as equações de transferência slio escritas na forma matricial 
da Eq. 2, onde Q = {X Y 9 + V x Vy Mx My} T Inclue dois deslocamento6 lineares, dois deslocamento6 
angulares, dois esforços cortantes e dois momentos fletores. 
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(2) 

Lz 
V [O H • V•· • Ha - t ( · j ~ ~ 1 ) ( T ._t ...,c e ..... J l,___,a:..,..__t.;;.__,l T ) 

Ma V••Ma • V•• 
(e) (b) 

Fig. 2 RepreMntaçio de wna Mtaçio gWrica do rotar: (e) elemento de maMe (chco ou mancai~ 
(b) eletMnto de ~o. 

As estações do tipo disco e mancai incluem efeitos de massa e inércia, efeitos giroscópicos, e 
propriedades concentradas de rigidez e de amortecimento, que podem ser tratadas em conjunto, 
resultando na matriz [M), cujos elementos são dados pela Eq. 3. 

Míi- 1 

2 
M 51 - -s Mm -Cxxs-Kxx 

Ms2• - Cxl- Kxy 

MS3- - Cxé- ~e 

M54- - Cx+s- Kx+ 

M61- - Cyxs - Kyx 

2 
M62- -s M -C s-K 

m YY YY 

M63- -Cyes-~e 

M 64- -CY+s-K,.+ 

M71- Cexs + Kex 

M72- C6 S+K 
Y ey 

2 
M73- s IIm + Ceas + Kee 

M 74- s lpmQ + c6+s + K9+ 

Mst• C+xs + K+x 

M82- C+l + K+Y 

M83- -slpiDO + C+6s + K+e 

2 
Ms.4· s ltm+C++s+K++ 

M;j• O :para os demais ij 

(3) 



f _ P. lÃpore Neto e C. A d4l Anwlo 

Cada estaçlo tipo eixo é modelada como uma viga de 'l)tm~benlco, caracterizada pel~ módulos 
de elasticidade do material E e G, pela área e inércia da secção transversal A e I, pelo fator de 
cizalhamento À e pelo comprimento L, resultando na matriz de tmnsferência [E], de acordo com a Eq. 
4. 

Eii• 1 

Ell· E24· ~s- E86- L 

3 
E15• E26• L /6(EI) -ÃI/ (OA) 

2 
E17• E28- El.~- E46- L /2 (EI) 

E37- E48- L/ (EI) 

E1J- O para os demais ij 

(4) 

A matriz de transferência global do rotor, [U] de ordem 8x8, ê dada na Eq. 5 sendo gerada pela 
multiplicação de todas as matrizes individuais [M] e [E] que desaevem cada estação. 

(5) 

Aplicando condições de cootomo livre-livre para o rotor a Eq. 5 se reduz a: 

[SU] {XYO+} T - O (6) 

onde (SU] ê uma submatriz de ordem 4x4, extrafda da pane inferior esquerda da matriz [U]. Os 
autovalores complexos do sistema homog!neo giroscópco, representado pela Eq. 6, são calculadCJS por 
um método polinomial (Araujo, 1993). Neste método o grau do polinômio característico é reduzido, 
levando à diminuiç.Ao dos erros numéricos e do tempo computacional, apresentando diferenças 
significativas apenas para as frequências dos modos mais altos. Os autovetores são calculados por 
procedimentos clássicos. 

O sistema não homogêneo é representado pela Eq. 7, onde Fe são forças externas genéricas, Fc é a 
força magnética, e Zé o vetor das coordenadas generalizadas X, Y, 9, ~-

(M] {Z} + [D] {Z} + [K] {Z} • {Fe} + {Fc} (7) 

Usando a transformação linear Z =[~]q, onde(~] é a matriz. modal do sistema nlo giroscópico 
associado, a Eq. 7 resulta: 

T T {q} + [Ãm] {q} • [Cm) {q} + [~] {Fe} + [~) {Fc} (8) 

O último termo do lado direito da E.q. 8 é altamente não linear, desde que as forças magnéticas são 
função dos deslocamentos do rotor no ponto de aplicação do atuador. A solução em regime permanente 
no domfnio do tempo é obtida por integração numérica, usando a técnica de Runge-Kutta de quarta 
ordem. 

A formulação apresentada foi implementada na rotina computacional MTROTOR, escrita em 
Fcrtran. que pode ser executada em micro-computadores AT-386. 
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Resultados de Simulação 

O rotor vertical da Fig. 3, usado para as simulações computacionais, tem três discos rfgidos com 
massas expressas em Kg (M1=0,818, M2=1,6, e M3=0,981) e momentos de inércia JX>Iar exjressos em 
Kgm2 (11=0,0008, J2=0,0045 e J3=0,0018), montados num eixo de aço, suportado nas extremidades 
por mancais de rolamentos com suspensão flexfvel, cujas propriedades ffsicas são representadas na 
Thbela 1. 

lU 

• III. 1 7 

" '-

•• 
Fig. 3 Modelo do Rotof Ftexlwl 

O modelo de matrizes de transferência do rotor foi disaetizado com 23 estações, sendo 3 estações 
para os discos, 2 estações para os man.cais e 18 estações para os elementos de eixo. Usando o (X"Ograma 

M1R010R foram calculadas as dez primeir$ frequências naturais para o sistema não giroscópico e 
para 0 = 2100 rpm. 

T•bet• 1 Proprieded•• de Rigidez (K) • de Amortecimento (C) da. meneei•. 

Propri edade MancalBl Mancai 82 

K,.,.· Kyy (N/m) 18755 24n4 

x (N/m) K,.y• Ky 9000 9000 

Cxx• C,., (Ns/m) 200 200 

Cxy• Cvx (Ns/m) 100 100 

As frequências naturais do sistema, em Hz, slio comparadas, na Thbela 2, com as obtidas com um 
programa comercial MONOROTOR, que util iza o método de elementos finítos, resultando numa 
diferença média de 4%, com um tempo computacional equivalente. 

Tllbele 2 COmpereçlo d .. tr.qu6nct .. neturel•. 

O = Orpm n = 2100 rpm 

Modo M1R010R M ONOR. 
DIF.(%) M1R010R MONOR. 

DIF. (%) [HZ] [HZ] (HZ] [HZ] 

' 1S,1 12,9 1,56 13,0 12,8 1,56 

~ '~·' ,2,9 1,56 13,1 12,9 1,56 

3 20,2 20,3 0,49 19,8 18,6 6 ,50 

4 20,2 20,3 0,49 20,5 20,9 1,90 

IS 42,8 41 ,8 1,91 41,4 39,5 4,80 

e 42,8 41 ,8 1,91 43,8 . 44,2 0 ,90 
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Tabe .. 2 ~lo •• frequfnc~M MtUral .. 

O=Orpm O= 2100rpm 

M1RO'IOR MONOR. OIP.(%) M'IRO'IDR MONOR. OIF. (%) 
[HZ] [HZ] [HZ] [HZ] 
121 ,3 117,7 3,10 117,4 109,5 7,20 

121 ,3 117,7 3,10 125,0 124,8 0,20 

210,6 201,8 4,36 205,7 192,8 6,70 

210,6 201,8 4,36 215,7 211,6 1,90 

A infl~ncia da posição da faça magnética sobre os ruveis de vibraçlo do sistema é analisada para 
uma fOti!çAO O = 150 rd/s, exchaç:Ao gerada por um desbalanceamento de 40 g.mm que também pode 
ser aplicado a cada um dos discos do rotor. Foram utilizados dois atuadores de im1i permanente 
posicionados radialmente e separados por 90 graus, com Cm= 1,05.B.s Nm2/A, entteferros iniciais 
~=gy= 7 mm. e amplitudesdedeslocameruo A,r=-Ay:= 1 mm e fteq~ncias W"=W,= 210 rdls. 

A Thbela 3 apresenta as reduções nos níveis RMS de vibração nos três discos do rotor, obtidas com 
a aplicaç:Ao das forças magntticas em diferentes posiÇ(les, sendo EXC a posiç:Ao da força de 
desbalanceamento e MAG a posiçâo dos atuadà'es magnéticos. 

A análise dos valores RMS das respostas demonstram que é possfvel reduzir os nfveis de vibração 
em todos os discos, para todas as posiçóes de aplicaçAo da força magnética. As maiores atenuações 
ocom:m quando Pd e Fm atuam no mesmo disco. 

A Fig. 4 mostra a resposta na dlreção X. para a situação da primeira tinha na Thbela 3, com as 
forças magnéticas apUcadas a parúr do instante t=2 segundos. O cálculo das respostas n domioio do 
tempo foi obtido por integração numérica usando o método de Runge-Kutta de quarta ordem. A 
experiência adquirida nas simulaçOes indica que o uso de um passo fixo de integração é ma1s 
convenienle que o esquema de ajuste automático do passo, para problemas com excitações não 
lineares. 

Tabe .. 3 Reduçlo doe nlwle de vtblaç&o RM8 ,_ dlecoe 1, 2 • 3, n• dlreç6M X • Y. 

Disco RMSx (%) RMSy (%) 

MAG EXC 2 3 1 2 3 
-84,5 -85,1 -84,6 ..SS,4 -68,5 -68,2 

2 -74,3 -80,0 ·79,0 -73,0 ·79,3 -77,8 

3 -59,7 -66,8 -68,3 -59,5 -67,3 -68,1 

2 1 ·17,4 ·13,0 ·24,1 ·07,3 -11,1 ·15, 1 

2 2 -68,0 -n,o ·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 .()9,4 ·15,0 

3 2 -11 .6 -13,2 ·23,6 ·05,1 ·11 ,2 ·16,6 

3 3 -26,0 -28,4 -28,0 -21 ,0 -24,1 -23,0 

• -Indica redução no valor RMS 
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Fig. • Efeito q •pllo•çJo d8 foi'ÇII m•gMtlc• no movlm•nto X 1 ( t) dodl•co 1. 

A análise dos valores RMS da resposta, apresentados na Tabela 3, demonstram que é possfvel 
reduzir as niveis de vibração do r()(or em todas os discos e posições de aplicação da força de controle. 
Verifica-se que as melhores posiçôes de controle são sempre as das estações onde estão os 
desbalanceamentce. 

Para verificar a influência da freqUência do movimento barmOnico imposto aos atuadores foi 
escolhido o caso da quinta linha da Thbela 3. A Thbela 4 apresenta as reduções nos oJvels RMS das 
vibrações do rotor para frequêncías da força magnética entre 90 e 350 rd/s. 

~·· 
Lnflu6ncie d8 tr.qu6ncle da torça ~n~~gn6tlc• [(-) Indica ••~io). 

&x= 7.00 mm &oy= 7.00mm 
Ax= l.OOmm Ay= l.OOmm 

Freq. (rdls) RMSx'" (%) RMSz" (%) 

w. Wy 6 13 18 6 13 18 

90 90 14,8 -8,93 -17,2 -18,0 -36,4 -40,2 

110 11 0 03,6 -48,5 -17,5 -32,0 -67,1 -43,7 

130 130 -43,5 -64,4 -70,3 -48,0 -57,9 -59,5 

150 150 ·55,6 -61 ,3 -61,3 ·68,0 -70,7 -68,2 

170 170 -60,8 -72,1 -69,0 -59,0 -67,9 -64,4 

190 190 -58,5 -65,7 -66,5 -68,0 -72,7 -69,6 

210 210 -68,0 -77.0 -75,1 ·64,0 -70,2 -67,5 

230 230 -63,4 -72,3 -71,4 -63,0 -70,3 -67,1 

250 250 -61 ,5 -68,8 -69,4 ·68,0 -72,7 -69,7 

270 270 -67,1 -76,4 -74,8 -63,0 -69,7 -66,7 

290 290 -62,1 -70,5 -70,4 -65,0 -71.5 -68,3 

310 310 -63,9 -71,6 -71,6 -86,0 -72,1 -69,1 

330 330 -65,9 -75,1 -73,8 -63,0 -69,9 -66,9 

350 350 -61 ,9 -69,9 -70,1 -66,0 -72,1 -68,9 
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Para frequências da força magnética superiores a 150 rd/s, obteve-se em média 68% de redução oo 
valor RMS da resposta nas estações dos discos. Os melhores resultados foram obtidos para as 
frequências de excitação de 210, 270 e 330 rd/s na direção X e de 190, 250 e 310 rdls na direção Y. 

A frequência do movimento harmónico imposto ao atuador passa a ter influência significativa 
sobre a atenuação da vibração, para valores iguais ou superiores à frequência de rotação do rotor. Na 
Thbela 4, com a frequência da força de desbalanceamento 0= 150 rd/s, observa-se reduções de 3 a 
43% para W< O e de 55 a 77% para W>= O. tanto na direção X como na Y. Nesta segunda faixa, as 
frequências da força magnética que geram maiores atenuações, segundo X, são 210, 270 e 330 rd/s. 
Verifica-se que as diferenças das máximas atenuações em relação às das demais frequências é pequena, 
não ultrapassando a 15 %. Comportamento semelhante existe para as respostas na direção Y, com 
máximas reduções ocorrendo em frequências diferentes. 

Coostata-se que, fixadas a relação g/A e a posição relativa entre Fm e Fd , existem frequências da 
força magnética que tornam mais efetiva a redução do nível de vibração no rotor. Neste caso o 
espaçamento entre as frequências ótimas foi de 60 rd/s. Aparentemente não existem relações de 
multiplicidade di reta com a frequência da excitação por desbalanceamento. A quantidade de dados 
levantados e a complexidade do modelo não permitem apresentar uma conclusão definitiva sobre o 
fenOmeno ffsico que ocorre nestas frequências ótimas. 

Os níveis de redução obtidos e o comportamento quase invariante da resposta em função da 
frequência da força magnética para W maior que O. leva à importante conclusão que esta metodologia 
é adequada para atenuar as vibrações do rotor, sem que seja necessário utilizar um sistema com 
controle ativo. 
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Ab81ract 

The presenl paper is concemed wilh lhe design and constructioo of a tbermal mass ftow meter. This meter is 
based on the measuremeot of the fluid temperature elevation eaused by externa] heatiog. A detalled numerlcal 
simulatioo of lhe transienl, co:njugate heat tra:nsfer in the meter body aod the fluid was developed. The results of 
this simulation revealed the maio parameters which cootrol lhe meter pedormance, aod guided lhe coostructioo 
of a prototype meter. The meter lested presented excelent pedormaoce. 
Keywords: Flowmeter, Símulatioo, Tesis 

Resumo 

O presente trabalho descreve o desenvolvimento de um medidor de vazão más.slca por efei to térmico. O medidor 
é baseado na medição da elevação de temperatura provocada no fluido devido ao fornecimento externo de calor. 
Um detalhado programa de simulação numérica da transfereocia de calor transiente conjugada no corpo do 
medidor e no fluido foi desenvolvido. Os resultados desta simulação identificaram os parâmetros que governam 
o desempenho do medidor e serviram de base para a construção de um protótipo que apresentou excelente 
desempenho nos testes realizados. 
Palavras-chave: Medidor de \Uáo Mássica, Simulação, Testes 

Introdução 

Em várias aplicações industriais os processos envolvidos são controlados pela vazão máss~ca de 
um ou mais fluidos, e não pela vazão volumétrica. O desempenho térmico de motores a combustão 
interna, de queimadores, os processos de deposição química na fabricação de componentes elctrônicos 
e os vários processos da indústria qufmica podem ser citados como exemplos. 

Duas alternativas são comumente utilizadas na medição da vazão mássica. Uma delas é a 
combinação de um medidor de vazão volumétrica com medidas de densidade, cujos resultados são 
posteriormente processados em computadores s imples fornecendo a medida desejada. A outra 
alternativa é utilizar um instrumento que seja intrlnsicamente sensível à vazão mássica. Ambas as 
alternativas têm sido utilizadas com sucesso, adotando diferentes formas de implementação(Doebelin, 
1990). 

O presente trabalho está relacionado com o desenvolvimento de um medidor sensível à vazão 
mássica. Doebelin (1990), apresenta algumas possíveis configur<IÇ{>es destes medidores. Dentre estes, 
uma classe de medidores que vem encontrando grande aplicação industrial é o medidor de vazão 
mássica por efeito térmico. 

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

A vazão mássica do gás a ser medido, m, penetra pelo tubo do medidor onde um fluxo de calor Q 
conhecido é fornecido. Os sensores Tt e T2 medem a diferença de temperatura média de mistura antes 
e depois do aquecimento .do gás. A vazão mássica, o fluxo de calor cedido e a diferença da temperatura 
média de mistura antes e depois do aquecimento, estão relacionados por 
P-nted 81 lhe 12th ABCM Mechanlcal Englneeting Comereoee. Brasflia, D.F .• Oecember 7 -·10.1993. 
Tec:hnical Editor: Cario& Alberto Carrasoo Altemani 
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Da equação, pode-se observar que uma vez conhecidos o calor especifico do gás, CP' a diferença 
de temperatura, T m2- T m 1, e o fluxo de calor, Q, a vazão rnássic:a desejada pode ser determinada. 

Fig. 1 Modelo teórico da funclonemento 

lo! 

li> I 

lei 

(d) 

Fig. 2 a - Conflguraçlo •dotada ~d - ~rfta de tem.,.ratura 

A configuração descrita acima, apesar de teoricamente correta, apresenta as seguintes dificuldades 
de ordem prática: 

a) As temperaturas médias de mistura do gás Tm2 e T ml são diffceis de serem medidas, devido à 
variação espada! do campo de temperatura na seção do tubo do medidor. 

b) A relação entre a diferença de temperatura T m2- T mI> com a vazão mássica, m, não é linear, 
uma característica indesejável para instrumentos de medição. 

c) A configuração mostrada na Fig. 1 apresenta dificulades de fabricação mecânica, pois exige a 
perfuração da parede do tubo para instalação de sensores de temperatura e do aquecedor, com 
implicações na vedação do gás no caso de altas pressões de trabalho. 
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d) A configura.çAo da fig. 1 apresenta também dificuldades para as operações períódicas de 
limpeza do tubo sensor, pois possui componentes delicados dentro do tubo. 

Devido às razões expostas, os estudos foram direcionados para a busca de uma nova configuração 
que evitasse os problemas da configuração inicialmente proposta. A Fig. 2 apresenta 
esquematicamente o prlncfpio de funcionamento da configuração escolhida. 

A vazão mássica, m, do gás penetra no tubo do medidor onde sAo enrolados externamente fios que 
fazem o papel simultâneo de aquecedores e sensores de temperatura, fornecendo quantidades de calor 
idênti~ p.tra as duas p<rções do tubo. O calor fornecido nos quecedores segue axial mente pela parede 
do tubo sensor sendo depois transferido ao gás. Parte do calor pode ser perdido para o ambiente 
externo, caso uma camada adequada de isolamento térmico não seja utilizada 

As Figs. 2b-2d apresentam esquematicamente as distribuições axiais da temperatura da parede do 
tubo para três valores da vazão mássica. No caso de não haver escoamento, m - O, a distribuição de 
temperatura na parede do tubo é simétrica, fornecendo uma diferença de temperatura nula entre os 
sensores 1 e 2. Quando uma vazão m1, diferente de zero escoa pelo medidor, o perfil de temperatura 
na parede do tubo torna-se assimétrico como mostra a Fig. 2c. A diferença de temperatura indicada 
pelos sensores 2 e 1 é prop<rcional à vazão mássica. Um aumemo ainda maior na vazão mássica (Fig. 
2d) produz uma diminuição na diferença de temperatura entre os dois sensores, mostrando que existe 
um limite máximo na faixa de vazão a ser medida pelo insrrumento. 

De acordo com a descrição apresentada optou-se por construir um tubo sensor de vazão mássica 
com a configuração apresentada na Fig. 2. Uma rápida observação da figura mostra que existem 
inúmeras variáveis a serem fixadas que influenciam o desempenho tetmohidráulico do medidor. 
Dentre estas variáveis podemos citar: comprimento, diâmetro e espessura da parede do tubo sensor, 
comprimento e posição relativa dos aquecedores/sensores, tipo de isolamento térmico externo dos 
aquecedores/sensores, vazão e propriedades termoffsicas do gás a ser medido. 

Obviamente, com este grande número de variáveis influenciando o desempenho do medidor, roma­
se inviável a busca de uma configuração ótima através de um procedimento puramente experimental. 
Pc:r esta razão, optou-se por uma simulação numérica do desempenho do medidor. Desta forma poder­
se-la realizar urna análise paramétrica da influência doo diversos parâmetros descritos no desempenho 
do medidor, obtendo-se, pois, uma configuração próxima da configuração ótima para ser construída. 

Durante este processo de análise numérica, buscou-se um medidor que apresentasse boa 
linearidade, baixo tempo de resposta, temperatura de trabalho não mu.ito elevada, um razoável valor 
para a diferença de temperatura e pouca dependência em relação às variações das condições ambientais 
externas. A seguir é descrita a modelagem matemátca do medidor. 

Modelagem Matemática 

A geometria modelada é apresentada na Fig. 3. Nesta figura o tubo sensor é apresentado com uma 
cobertura para proporcionar proteção térmica e mecânica aos sensores. As dimensões geométricas e a 
origem do sistema de coordenadas são também apresentadas na figura. 

A modelagem do medidCX' consiste em resolver a equação que governa conservação de energia em 
todo o domínio de cálculo, i. e., no gás, na parede do tubo e nas paredes da cobertura protelara. A troca 
de calor do medidor para o ambiente foi também considerada. 

As seguintes hipóteses foram assumidas na simulação do medldCX': 
a) o escoamento de gás é laminar e bidrodinamicamente desenvolvido 
b) o gás oomporta-se como fluido incompressfvel 
c) as propriedades termofísicas do gás não dependem da temperatura 
d) o ar enclausurado na capa protetora não se move 
e) as resistências térmicas de cantata são nulas 
f) a geração de calor em cada sensor/aquecedor é uniforme 

g) a temperatura medida em cada sensor/aquecedc:r é a média ao longo do comprimento de cada 
sensor/aquecedCX' 
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Lt 

Fig. 3 Domlnlo da clllculo da almulação num6rlca 

Incorporando as hipóteses acima, as equações de conservac;ão de energia em coordenadas 
cilíndricas ficam, no gás: 

aT + u aT _ a [a2T +~~(r aT)] 
ar ax ax2 r ar ar 

Coodic;ões de contorno: 

em r - O, 

em r- R;, 

em x -O, 

no medidor: 

aT -o ar 

T • Tmedidor 

aT --o ax 
aT 

- o ax 

aT a ( aT) 1 a ( aT) pCP--- k- +-- rk- +q"'(x, r,9) 
ar ax ar r ar ar 

Condic;ões de contorno: 

em r - R0, 
aT 

kar - h(T.., - T) 

em x =O, 
aT 

-k- - h(T.., - T) ax para r> R;+ t1 

em x - Lt, 
õT k- - h(T..,-T) ax 

para r>R;+t1 
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Uma adimensiooa~ízaçAo das equações e condições de contorno, fornece os seguintes parâmetros 
adimensiooais que governam o problema: 

4m (CP) a ar 
L~ 

L h 

Pe - RePr - - - , Fa2- --, 
Lt ~Ri k gaa amctal 

L~ 
Ld • L e • tt 

• Lr ' L c - Lt' 
tt 

R o 

R• 
R; . L r ametal -Ro' 

Lt -R. Fo .. --r 
o L~ 

bR0 agas 
t" 

tb 
B;- --• Fal ---. b 

kmetal Umetal R o 

O conjunto de equações acima foi resolvido numéricamente pelo método de volumes finitos 
descrito por Patankar (1980). O domínio de cálculo foi dlscretizado com uma malha não~uniforme de 
40 x 22 pontos nodais. Utilizou-se um microcomputador PC-AT, consumindo um tempo de 
processamento de cerca de 10 minutas por configuração estudada. 

Resultados da Simulação Numérica 

A simulação numérica realizada possuía dois objetivos principais. Em primeiro lugar, fornecer 
informações qualitativas referentes à influência de cada um dos parâmetros adimensionais no 
desempenho do tubo sensor do medida. O segundo oojetivo era calcular as parâmetros de (:I"Ojeto para 
guiar a construção do pr"Otóti po de tubo sensor. 

Tabela1 Efeito doa parAmetroe no dl••mpanho dO tubo Mnaor 

Parâmetro Linearidade âTmax Tmax T. resp. 

Pc ~ t l l 
Bl f l ~ ~ 
L" t f t t t 
R" ' ' ' t 
q, f l l l 
Ld ~ ~ ' ~ 
L" e l ~ • t 
t; f l ' f 
tb t ' l t 

Assim foi realizada uma análise paramétrica variando-se 9 dos parâmetros adimensionais 
identificados. Os resultados da análise paramétrica estão apresentados resumidamente na Thbela 1. 
Nesta tabela, representa-se com uma seta o aumento ou diminuição da linearidade, düerença de 
temperatura máxima, temperatura mínima e tempo de resposta provocados por um aumento no 
parâmetro considerado. 

Ao analisar-se os resultadas da Thbela 1, deve-se ter em mente que o medidor ideal deve apresentar 
alta linearidade, alto âTmax, baixa Tmax e baixo tempo de resposta. 
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Configuração Escolhida 

O medida de vazão mássica a ser construido deveria operar na faixa de vazão de O a 0,1 g/s, típica 
de aplicações encontradas em equipamentos de cromatografia a gás. O fui do de trabalho especificado 
era ar a temperatura ambiente. O material dos tubos deveria ser aço inoxlcUivel. Can eatas restrições, 
foram realizadas diversas simulações numéricas, até atingir-se um desempenho considerado 
satisfatório para o tubo sensor do medidor. As principais características do tubo sensor do medidor 
considerado ideal são apresentadas a seguir: 

material do tubo: aço inox AlSI316 

diâmetro externo: 1,85 mm 

diâmetro interno: 1,35 mm 

comprimento: 100 mm 

distância entre sensores: 5 mm 

comprimento de cada sensor: 15mm 

potência dissipada: 3 W 

C<ro estaS características, o desempenho previsto pela simulação foi: 

temperatura máxima do tubo: 75•c (acima do ambiente) 

diferença de temperatura: s·c 
linearidade: melhor que 3 %. (fundo de escala) 

tempo de resposta: 30 s 

vazão mássica máxima; 0,001 g/s 

Construção do Tubo Sensor 

O coração do medidor de v871lo mássica é o tubo sensor, cujas características ffsicas foram 
especificadas através da simulação numérica descrita anteriormente. A grande dificuldade de 
construção do tubo sensor consiste na instalação dos sensores/aquecedores. Os sensores/aquecedores 
são bobinas de fio de platina com 25 ~-t-m de diâmetro totalizando uma resistência de 50 O para cada 
sensor. Estes fios são extremamente frágeis c devem ser cuidadosamente enrolados em torno do tubo 
de aço inox. Para evitar o contato elétrico entre o fio de platina e o tubo de inox, urna cobertura de 
verniz isolante foi depositada na superfície externa do tubo sensor e curada em fano a 7o·c. O fio de 
platina foi então enrolado sobre o tubo isolado e uma nova camada de verniz a.plicada sobre o 
enrolamento. Esta camada tem o objetivo de fixar as espiras do fio de platina em suas posições, 
evitando o contato elétrico entre espiras adjacentes. A Fig. 4 apresenta esquematicamente o tubo 
sensor construido. 

Deve ser ressaltado que devido à proximldade entre as espiras dos sensores/aquecedores, os fios 
foram enrolados utilizando-se um torno mecânico especialmente adaptado para este trabalho. Desta 
forma foi possfvel selecionar o pas..">> de enrolamento mais adequado e garantir uma unifo.nnidade no 
enrolamento. O tubo sensor construido foi montado em uma base metálica. de forma a possibilitar a 
conexão com as unhas de ar do laboratório. 

A diferença de temperatura entre os sensores/aquecedores deve ser medida para permitir a 
avaliação da vazAo mássica desejada. Esta medição foi feita através da medida da resistência eléttica 
do fio de platina que forma o enrolamento de cada sensor. Para isso os 2 sensores/aquecedores foram 
montados em 2 braços de uma ponte de Wbeatstone com tensão constante. O sinal de saída entre os 
dois braços da ponte é amplificado no circuito integrado LM363 sendo proporcional à diferença entre 
as resistências dos sensores aquecedaes. 
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Cellbrecio do Tubo Se,.or 

Uma vez construido o tubo sensor, foi necessária a realização de experimentos de calibração que 
relaciooassem a variação de resistência medida entre os dois seosore.s/aquecedores e a vazão mássica 
de gás que passa pelo tubo sensor. 

Flg.4 "1\Jbo-

No circuito de calibração construido, ar comprimido do laboratório passava por um registro de 
corte rápido, pa um filtro com válvula reguladora de pressão e por um trocador de calor imerso em um 
banho com temperatura cootrolada. Do trocador de calor, o ar passava no tubo sensor a ser calibrado, 
por uma válvula micrornélrica de controle de vazAo e finalmente penetrava em um medidor de bolha 
saindo para o ambiente. Tomadas de pressão antes e depois do tubo sensor foram previstas para 
possibilitar a detenninação da queda de pre.•;sllo no tubo sensor. 

Como pode ser observado na descrição do circuito de calibração, um medidor de bolha foi 
utilizado na calibração do tubo sensor. Isto tornou-se necessário devido à pequena vazão de projeto no 
tubo sensor (0,001 g/s). Este medidor, comumente encontrado em laboratórios de calibração, utiliza 
como principio básico de funcionamento a medição do tempo de deslocameniO de uma membrana de 
sabAo carregada pelo escoamento, através de um tubo de vidro de volume conhecido. As medições de 
vazao no aparelbo construído são obtidas com iocertezll experimentais da ordem de ~.5 %. Detalhes 
construtivas do medida- de baha podem ser encontrados em Azevedo (1992). 

Resultados para o Tubo Sensor 

A segui r silo apresentados alguns resultados obtidos com o tubo sensor construido. A Fig. 5 
apresenta uma curva de calibração d>tida para o tubo sensor operando com 10 V. A abscissa representa 
o sinal da ponte (sem amplificação) dado em mV correspondente à diferença de resistência dos 2 
sensores. Na ordenada está indicada a vazAo mássica obti~ no medidor de baba em g!s. Como pode 
ser obeservado na figura, o comportamento do tubo sensor correspoode exatamente ao esperado, l.e., 
um aumento na diferença de temperatura (representada no gráfico pelo sinal correspondente à 
diferença de resistência dos sensores/aquecedores) à medida que a vazAo mássica aumenta. Pode-se 
netar também a excelente linearidade do instrumento até o valor da vazAo mássica em tomo de 4xJO_. 
g!s. A partir deste ponto existe um grande desvio de linearidade, o que indica ser este o valor máximo 
de trabalho do tubo sensor. As demais características do tubo sensor medidas durante o experimento 
foram: 

temperatura máxima do tubo; 73•c (acima do ambiente) 

linearidade: 1% (fuooo de escala) 

tempo de resposta: 60 s 

vazão mássica máxima: 4 x 10-4g/s 

A compara~o destes resultados com as previsões da simulação numérica apresentada 
anteriormente mostra uma boa concordAncia para a temperatura e vazão máximas. A linearidade do 
tubo sensor construido apresentou-se melhor que a prevista numericamente, enquanto o tempo de 
resposta medido mostrou-se superior à previslio. Esta discordância pode ser explicada pelo fato do 
tubo sensor construido ter sido montado com suas extremidades ligadas a blocos metálicos de modo a 
permitir a conedo oom as linhas de ar comprimido do laboratório. Estes blocos introduziram 
capacidades térmicas adicionais não previstas na simulação numérica o que provocou o aumento no 

-
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tempo de resposta. Por outro lado, a presença dos blocos provocou um aumento na transfetencia de 
calor do tubo sensor para o ambiente o que melhorou a linearidade, como indicado na Tabela 1 
{aumento em Bi) . 

20 40 60 80 
d.d.p. (mV) 

Fig. 5 curva 6e callbnçlo do ti.Do MMor 

Construção do Medidor de Vazão Másslca 

Canparand<>-se a vazão máxima de trabalho do tubo sensor (4 x lO,.g/s) com a vazão máxima de 
projeto do medidor (0,1 g/s), nota-se que esta é insuficiente para atender a faixa de trabalho desejada. 
Desta forma, o medidor foi construido com uma configuração de bypass. como indica a Fig. 7. O gás a 
ser medido penetra pela tubulação principal onde se localiza a obstrução formada por um cilindro com 
vários fu ros axiais. Parte da vazão é desviada para o tubo sensor e parte atravessa a obstrução, 
juntand<>-se à vazão desviada e saíndo pela abertura principal. A obstrução deve ser projetada de modo 
a oferecer a perda de carga suficiente para que a máxima vazão do medidor corresponda à máxima 
vazão que o tubo sensor é capaz de medir com boa linearidade. O diâmetro da tubulaçAo principal é 
calculado de modo a garantir escoamento laminar no medidor. 

Fig. e VIela leteral do rn.cldor eom ~peM 

Assim, a vazão total é avaliada medindo-se apenas uma parcela da vazão. Pode-se notar na 
con(iguração construída, que foi previsto acesso ao interior do tubo sensor por meio de bujões 
rosqueados para possibilitar operações de limpeza. 

Resultados para o Medidor de Vazão Mássica 

A calibração do medidor de vazão foi realizado utilizando-se o mesmo circuito de calibração 
empregado na caHbraçao do tubo sensor. Devido à faixa de vazão do medidor ser bastante superior à do 
tubo sensor, foi necessário utilizar-se um medidor de bolha com capacidade vdumétrica mais elevada. 
Durante a calibração, realizada em ambiente com temperatura controlada, a temperatura do ar da linha 
manteve·se constante dentro de :t:0,5 %. 



A Fig. 7 apresenta um resultado tfpioo de um experimento de calibração. Na ordenada do gráfioo 
apresentado na figura encontra-se a vazão mássica total passando pelo medidor dada em g/s. Na 
absdssa o sinal correspondente à diferença de resistência entre os sensores/aquecedores localizados no 
tubo sensor, dado em mV (sem ampli1icação). 

o 20 40 60 80 100 
d.d.p. (mV} 

Fig. 7 Curva 1M callbraçlo do IMCIIdor 

Como pode ser observado, a obstrução localizada no tubo principal foi adequadamente projetada 
de modo a permitir que a faixa de vazio de projeto do medidor (O a 0,1 g/s} seja ooberta utilizando-se a 
faixa linear do tubo sensor, pro<hrzindo um medidor com resposta linear, como desejado. 

TEMPO DE RESPOSTA (s) 

Fig. e ,_mpo di raapoeta do madlcklr 

A Fig. 8 apresenta um ensaio tfpico de tempo de resposta. Para estes testes a válvula de corte 
rápido do circuito de calibração era aberta rapidamente enquanto o sinal do medidor era reagistrado em 
um traçada gráfico. No caso apresentado na figura o tempo de resposta foi de aproximadamente 100 s. 
Este valor, superior ao tempo de resposta enoontrado para o tubo sensor, deve-se à maior capacidade 
térmica do medidor de vazão construido. A seguir são apresentadas as principais caracterfsticas do 
medidor desenvolvido: 

faixa de vazão mássica: O a 0,1 g/s 

tempo de resposta: 100 s 
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linearidade: :t0,5% (fundo de escala) 
acurácia: :tl %(fundo de escala) 
repetibilidade: :t0,6% (fundo de escala) 

Conclua6ea 

C. M. P. Cunha. P. S. C. F_,_ e L F. A. Aavedo 

O presente trabalho descreve a construção e teste de um medidor de vazão mássica por efeito 
térmico. O medidor foi projetado para atender às faixas de baixas vazões de gases limpos comumente 
encootrados nos aplicaçOes de cromatografia (O a 0,1 g/s). O princfpio de funcionamento do medidor é 
baseado na diferença de temperatura imposta ao gás pa meio de aquecimento externo. 

A principaJ contribuição do trabalho foi o desenvolvimento de um programa para simulação 
termobidráulica do medidor. Este programa levou em coosideração a transferência de calor conjugada 
no medidor e no gás, permitindo uma identificação e avaliação da influência da; diversos parâmetros 
que influem no desempenho do medidor. O programa de simulação foi utilizado na determinação de 
uma configuração com desempenho ótimo que serviu de base para a construção de um protótipo do 
medidor. 

O medidor construido e testado apresentou excelente desempenho quanto à faixa de vazão 
atingida, linearidade, acurácia e repetibilidade. O tempo de respa;ta do medidor apresentou-se acima 
do valor desejével. No entanto, com base nas indicaçôes da simulação numérica, este problema pode 
facilmente vir a ser corrigido em um próximo protótipo desenvolvido. 
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Abatrect 
This work presents ao experimental study of natural convcction on a flat and fioite inclined plate. Values of 
Nuuelt number for severa! ugular posltioo and for dilferenl heal fluxes are obtained. lt is proposed a new 
empirical rela li o o for negative angular positioos (surface of heat transfer facing downwards). 11 is also shown 
lhat, the relation for horizontal and vertical flal pia te, corrected by the oosine of lhe inclin.ation angle, can be used 
for heat surfaces faclng upwards, io the aoalised range of Rayleigh number. 
Key'III'Ords: Natural Convcction, Fiai Plate, Finlte Pia te, Inclined Plate 

Reeumo 
Neste trabalho~ apresentado um estudo experimental da convecção natural em super!Icles planas inclinadas de 
comprimento finito. \itlores de Nusselt para diversos bgulos de Inclinação e para diferents valores de fluxo de 
calor impostos são obtidos. Propõem-se uma nova relação empírica para ângulos de inclinação negativos 
(superffcie de troca com face para baixo). Mostra-se tam~m. que as relações de placa plana vertical ou 
horizontal , corrigidas pelo cosseno do ângulo de inclinação, podem ser utiliz.adas para auperfJcíes aquecidas com 
face para cima, na faixa de Rayleigh analisada. 
Palavru-chan: Convecção Natural, Supertlcíes Planas, Superficies Finitas, Superfides Inclinadas 

Introdução 
Situações envolvendo a transferênda de calor por convecção natural em superffcies inclinadas são 

encontradas em numerosos problemas práticos na engenharia. Diversos artigos publicadas na Literatura 
versam sobre este assunto, quantificando a dependência angular dos coeficientes de transferência de 
calor para diferentes geometrias inclinadas. Particularmente para a transferência de calor em 
superffcies planas inclinadas podemos citar 06 artigos de \Oiet(l969), Fujii e I mura( 1972) e Azevedo e 
Sparrow ( 1985), por exemplo, que discutem o problema com base em resultados experimentais e 
cálculos de escoamento de camada limite. 

Em geral a influência da inclinação da superfície aquecida sobre o coeficiente de transferência de 
calor é expressa com a introdução do cosseno do lngulo de inclinação multiplicando o número de 
Raylelgb. Utiliza-se desta maneira as mesmas relações de Nusselt versus Rayleigh para os casos de 
placa plana vertical ou horizontal . Isto é justificado devido ao fato que a força de empuxo atuante na 
direç!o do escoamento fica decomposta desta maneira. Observa-se porém, com base nos artigos 
citados, que pua superffdes aquecidas com face voltada para cima, ou para baixos valores de Rayleigl( 
para o caso de superffcie aquecida oom face voltada para baixo, esta consideração nllo é verificada de 
maneira precisa. 

Para superffcies com face aquecida voltada para cima os efeitos tridimensionais do escoamento 
modificam sensivelmente o coeficiente de transferência de calor bem como os limites de estabilidade. 
O aparecimento de vórtices do tipo GOthler, responsáveis pela modificação dos lim.ites da transição 
laminar-turbulento, antedpam o aparecimento de instabilidades tempaais. Neste caso as relações de 
placa plana corrigidas somente pelo ccsseno do ângulo de inclinação tomam-se inaproj:riadas. 

Observando os resultados do artigo de Fujií e Jmura (1972), para superffcies aquecidas voltadas 
para baixo, na faixa de baixos valores de Rayleigh a relaçao proposta para placa plana nAo aproxima 
precisamente 06 valores experimentais. 

P!eeented .tlhe 12th ABCM Mechanlca/ Englneerlng Conferenoe. Sraellia, O.F .• December 7· 10, 1993. 
Tedlnlca/ Editor: Carlos Alberto Carruon Allemanl 
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No presente trabalho um estudo experimental da transferência de calor p<r convecção natural em 
uma superfície plana de comprimento finito é desenvolvido. Os coeficientes de transferência de calor 
são determinados para diferentes posiçOes angulares e para diferentes valores de fluxo de calor 
imposto. Os resultados obtidos são comparados com os resultados disponfveis na literatura. Avalia-se 
particularmente os valores do número de Nusselt global da superffcie para baixos valores de número de 
Rayleigh. Isto representa algumas situações de interesse prático na área de resfriamento de 
componentes eletrõnicos com liquidos. 

As posições da superfície aquecida são mostradas na Fig. 1. 

+90. 

-9o· 

Fig. 1 Poalç6H di aupertlcle de troça de calor. 

Análise de Escalas 

Com o intuito de desenvolver uma avaliação crítica dos resultados experimentais obtidos, em face 
das relações emprricas propostas na literatura, é feita a seguir urna análise de escalas do problema. 

Para situaçôes de face aquecida voltada para baixo (9 negativo), o problema pode ser formulado 
através de aproximação de camada limite, ou seja, as equaçôes de balanço de massa, quantidade de 
movimento e energia podem ser escritas como: 

()u av 
-+--o ax ay 

()u ()u a2u 
u-+v- • V-+g~cosO(T-T) 

ax ay al .. 

ôT ôT a7 
u-+v-- a-

ax ay al 

Considera-se nestas equações x a direção paralela à placa e y à direção normal. 

(1) 

(2) 

(3) 

Utilizando como escalas de comprimento nas dire.ções x e y, o comprimento da placa L e a 
espessura da camada limite ô respectivamente e a diferença de temperatura IJ. T - (Tw-T .. ), como 
escala de temperatura, obtém-se das eqúaçôes que regem o problema: 

u v 
L ô 

(4) 

2 
u u u 
- v- -v- gAcosOIJ. T 
L' ô 2' "' ô 

(5) 
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t.T t.T t.T 
u-v--a-

L ' 6 62 

S005tituindo Eq. 4 em 6 obtém-se: 

L 
u-a-

62 

Pataoto das Eqs. 4, 5 e 7 obtém-se: 

a
2
L L 

-, va-- gflcos8t. T 
64 64 

(6) 

(7) 

(8) 

Nestes tr!s termos indentificam-se respectivamente as parcelas devidas às forças de inércia, 
viscosas e de empuxo. A Eq. 8 pode ainda ser escrita na fonna: 

(L)" 1 (L)" 1 
Ô Racos9Pr' Ô Racos8 -

1 (9) 

Como o coeficiente de transferência de calor h escalona com k/6 o número de Nussell será da 
ordem de: 

L 
Nu- -

6 
(lO) 

Utilizando Eqs. 9 e 10, em condiçOes de escoamento lento, i. e, forças viscosas mais importantes 
que as forças de inércia, o número de Nusseh varia da fama: 

l/4 
Nu- (RacosO) 

Caso contrário pode-se obter: 

l/4 
Nu - (Rocos6Pr) 

(11) 

(12) 

Ascendências expressas nas Eqs. 11 e 12 sAo verificadas em diversos resultados experimencais. 
Para placa plana vertical, onde os efeitos de inércia são impatantes, Churchil e Chu (1975) propõem 
para o escoamento laminar (Ra<lo9}: 

0,67Ra114 

Nu - 0,68 + ---------
(1 + (0,492/Pr) 91 16

) 
419 

(13) 

verificando portanto Eq. 12. 

Para a placa plana horizontal, com face aquecida voltada para baixo Lloyd e Moran (1974) 
propõem: 

l/4 
Nu - 0,27Ra (14) 
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181 como é sugerido na Eq. 11. 
Da mesma maneira, para outros ângulos de inclinaçAo negativos, o trabalho de Fujjl e I mura (1972) 

apresenta a relação: 

1/ 4 
Nu - 0.56 (RacosO) (15) 

Observa-se que esla equação, como já foi mencionado anteriormente, nAo aproxima precisamente 
números de Nusselt para valores de Rayleigh menores que 5,0 x 106. lsto será discutido mais adiante 
tendo-se como base os resullados experlmenlais obtidos no presente trabalho. 

Para condições de superfície aquecida voltadas para cima, a análise de escalas deve ser 
desenvàvida utillzando-se o balanço de quantidade de movimento sem ooosideração de camada limite. 
Nestas condições pode-se obter das equações de continuidade e de quantidade de movimento as 
seguintes relações de escala: 

2 
u u 
- -v- gAcosOâ T 
L ô2' ,... 

(16) 

2 
v v 
--v- gAsin9â T ô 2' ,... 

ô 
(17) 

Substituindo na equação de escala resullante da equação de energia e considerando-se os efeitos 
das forças viscosas mais imp:>rlantes que as forças de inércia, pode-se obter: 

a 2
L L 

-, va- -gj3cos0â T (18) 
ô4 ô4 

2 
a va 
-, - -gj3sin0â T 
ô3 ô3 

(19) 

Estas relações demonstram a dependência das escalas relativas às forças tangenciais e normais à 
superfície. Para ângulos de inclinaçllo próximos de zero, i.e, para posições próximas à vertical, a 
relação (18) recai novamente em (II) e (12). Para inclinações próximas a 90', o empuxo normal à 
placa torna-se predominante e a equação (19) governa a relaçao de escalas e porlanto tem-se: 

l/3 Nu - (RacosO) 

para forças viscosas predominantes; ou: 

Nu- (Racos9Pr) 
113 

para forças de inércia predominantes. 

(20) 

(21) 

Para superfícies planas com face voltada para cima, Fujii e lmura (1972) propõem a relação 
empfrica: 

l/3 
Nu - 0,16Ra (22) 
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como na Eq. 20. 
Cabe observar que a análise de escala.<~ para inclinações positivas não ê determinante, visto que os 

efeitos tridimensionais da convecção natural nesta situação modificam a magnitude das escalas de 
comprimento. Neste caso esta metodologia serve apenas como um referencial de anáJise, atentando 
para suas limitações. 

Montagem Experimental 

Um esquema da mootagem experimental é apresentado na Fig. 2. Nesta mootagem uma superffcle 
aquecida de 20mm x 150mm é Imersa em um tanque de 50 litrOS de água à temperatura ambiente. A 
amostra é constituída de uma placa de alumínio de 3mm de espessura, aquecida por uma resistência 
elêlrica de filme em sua parte posterior. Fste conjunto foi embutido em um bloco de resína epoxy para 
assegurar seu isolamento. O escoamento foi produzido ao longo da menor dimensão da placa. 

Oito termopares diferenciais cobre-constantan foram posicionados ao longo da placa para medição 
da diferença de temperatura (Tw - T .. ). e um último termopar monitorava a temperatura do banho. 
Este sistema foi conectado a um sistema de aquisição de dados baseado em micro-computador tipo PC, 
com resolução na medida de temperatura de 0,3• C. 

A resistência elêtrlca foi alimentada por uma fonte estabilizada a l % , gerando fluxos de calor na 
placa aquecida entre l30w/m2 e 900w/m2. Nesta faixa de variação do fluxo de calor, devido às 
dimensões da placa de alumínio, a variação da temperatura foi desprezfvel . Desta maneira o problema 
analisado pode ser comliderado também como um problema à temperatura de parede constante (Tw = 
Constante). Conc;idera-se também, para efeitO de cálculo do coeficiente de transferência de calor, que 
todo o calor gerado pela resistência flui na direçAo da placa de alumínio. A perda de calor pelo 
isolamento foi estimada ser menor que 2 %. 

Si stema PC 
de 

Aquis i ção 

Fig. 2 Montagem experimental 

As medidas foram efetuadas de maneira que para cada fluxo de calor imposto, variavam-se as 
posições angulares da superffcie aquecida. Após que o equiltôrlo da diferença entre as temperaturas da 
placa e do banho fosse obtido, os valores de (Tw - T .. ) e do fluxo de calor eram registrados. As 
variações da temperatura do banho observadas durante todo experimento n1ío excederam s·c. 

Resultados e Dlscus&Oes 

Para efeito de comparação dos resultados experimentais obtidos, confrontaram-se os valores de 
Nusselt para posições vertical e horizontal (com superffcie voltada para cima e para baixo) com as 
expressões 13, 14 e 22. Estes resultados são apresentados nas Figs. 3 e 4, nas quais os símbolos 
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representam os resultados do presente trabalho e as linhas contínuas as expressões propostas na 
literatura. Observa-se que os resultados obtidos nestas diferentes condições são aproximados com 
sucesso pelas expressões empíricas. 

Na Fig. 5os resultados para superffcie aquecida vatada para baixo são confrontados com a Fq. 15, 
para diferentes ângulos de inclinação. Observa-se que esta equação é adequada somente para valores 
deRa superiores à 5,0xl06. 

Com base na análise de escalas verifica-se que a variação em potência 1/4 é conveniente, 
observando-se porém que, para altos valores de Rayleigb, o número de Nusselt varia de fato com o 
número de Boossinesq (Bo = RaPr), este sim elevado à potência 1/4. Logo, uma só equação cobrindo 
toda a faixa de Rayleigb não é uma boa escolha, visto que a influência dos diferentes termos de forças 
geram dependências de escalas diferentes. A tentativa de ajustar uma única relação de Nusselt para 
cobrir toda a faixa de Rayleigh, prejudica a precisão global da equação prop>sta. 

Com base nos resultados experimentais obtidos propõe-se uma relação que ajuste melhor os 
valores para (Ra cos 9) : 

Nu - 0,60 (Racos9) 11 4 

Nu 
0.67 Ra'' ' 

Nu = 0.6S + (1 + (0.492/Pr)t /1& J'i9 
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Fig. 5 8Yp«11c .. Aql»elda com lncllnaçio fMgatiVa. 

Na Fig. 6os resultados para a placa plana com inclinação de 45" são apresentadas. Observa-se que 
a equação para a placa plana vertical (6), com a adição do cosseno do ângulo de inclinação, ajusta de 
forma precisa os presentes resultados experimentais. 

aoo~--~~~~~~~~----~--~~~~~~ 

Nu 
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Com base nas resultados apresentadas, os seguintes pon1as ficaram evidenciados: 
A montagem e métodos experimentais empregados, produziram resultados compatíveis com 
aqueles apresentadas em diversos outros trabalhas dlspooiveis na literatura; 
Uma nova relação para o número de Nussell, variando com Rayleigh, é proposta para 
inclinações negativas da superffde aquecida, para a faixa de baixos Ra; 

Verificou-se que, para inclinações positivas, a relação empírica para placa plana vertical 
corrigida pelo cosseno do Angulo de inclinação, aproxima de maneira conveniente os 
resultados obtidos. 
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Abatract 
Two and tbree dimensional eompulations we~ performed to study the Prandll number effect ln natural 
c:onvection ln vertical and inclined c:bannels. A c:orrection factor wu introduoed thJt SUCICC$5fully inoorporated 
lhe Prandtl number dependence into lhe existing Nussell number versus Rayleigh number correlation available 
in lhe literature. A general oorrelation tbat is va.lid for Prandtl numbers ranging from 0.7 to 40, oovering f1uids 
fro.m air to paraffin, was then proposed. 
Keywords: Natural Convection, Numerical Solutlon, ~rtical Cbannels, lnelioed Olannels 

lntroductlon 

Natural convection ln vertical open cbannels bas been exteosively investigated botb oumecicaUy 
aod experímentally dueto its large applicatioo ín maoy eogineeriog problems. Eleobaas (1942) was the 
first researcber to attack this problem i o a systematic manneL Fálowing Elenbaas, many contribmions 
bave appeared in lhe open literature. Relatively to vertical cbannel, littie wort: bas been performed in 
inclined channels. Furtbennore, tbe majority of tbe situatioos investigated, focused oo water orai r as 
tbe working fluid. Some of tbe literature oo open channel relevant to lhe present work will now be 
revised. 

Experimental results for water ln one-sided heated vertical channels bave been performed by 
Spatrow et ol. (1984). Average Nusselt numbers for the heated plate were measured and correlated 
using the product of lhe Rayleigb oumber times the rotio of the cbannellength to the channel width. 
Additionally, at Rayleigb oumbers exceeding a threshold value, a pocket of recirculating flow drawn in 
from tbe outside wos observed at the top of tbe cbaooel close to tbe unbeated wall. Numerical 
predictioos using a parabolic approacb sbowed o good agreement wi tb tbe experimetoal results and 
motivated the authors to iodude a Prondtl number depeodence in tbeir Nusselt oumber correlatioo. ln a 
subsequent paper, Azevedo aod Sparrow (1985) investigated the effect of the channel inclination o n 
the beat transfer for three beating modes: botb walls beated and maintained a t tbe sarne unifoim 
temperature, heating only from above, aod beatiog ooly from below. A global correlation representing 
ali the results witbin 10 perceDt was introduced. Wben lhe bottom wall was beated. secoodary ftows in 
the fonn of longitudinal vatices were observed above a tbresbold Rayleigb number. 

Tbe first numerical solulioo of natural conYCCtioo between beated vertical piares was perfonned by 
Bodia and Osterle (1962), using tbe boundary layer form of tbe conservatlon equations (parabolic 
differentlal equations). Subsequently to that severa! contdbulioos using tbelr baslc metbodology but 
deallng witb different boundary conditions at the channel inlet have appeared. Very few works, 
however, bave been carcied out using tbe full elliptic forrn of tbe conservation equations. Examples 
include tbe waks of Kettleborougb (1972) and Nalcamura et al (1982) for, symmetricaHy beated walls. 
ln botb contributions the canputatioo domain was extended to bypass the problem of prescribing tbe 
boundary coocitioos at the cbannel inlet 

More recently, Naylor et ai. (1991) corried out a numerical study of tbe two-dimensional natural 
convection between isotbermal vertical plates employiog lhe full elliptJc equation with special 
attentioo to tbe boundary cooditions at tbe chaMei inlet. A new metbod for bandling in(low brundary 
conditions based on Jeffrey-Hamel flow was presented. Jeffrey-Hamel flow is a similar solutioo of tbe 
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Navier..stoltes equatioo in whlcb tbe Oow is subjeaed to a siok (or soora:) at tbe p<int of intersectioo 
of two walls. Naylor et ai. (1991) assumed tbat {ar away from tbe cbannel iolet the flow can be 
approximated by tbe Jeffrey-Hamel flow. ln thls regard lhe computatioo domain at tbe chaooel inlet 
was extended both along and in lhe directioo perpendicular to tbe cbannel walls. For a suffcient large 
inlet domain radius, lhe boondary conditioos of zero radial stress, zero tangeotial velocity, and ambient 
temperature were imposed on a finite semicircular boundary. Results were presenled for air (Pr=0.7) 
and for a range of cbannel aspec1 ratios and Grashof numbers. New pbenomena such as lnlet flow 
separatloo was rep<med. 

Nieckele and Azevedo (1987) and Marcondes et ai. (1989) solved lhe natural convection in one­
sided bealed vertical channel usíng the full elliptic fonn of lhe governing equalions witbout extending 
tbe computallon domai o. ln their worlc, Nieckele and Azevedo (1987) performed flow visualízatioo 
experirnents and lhe patterns revealed agreed very well witb tbe computations. For tbe first time the 
pocket of recirculating flow was captured in a numerical model. Marcondes et ai. (1989) applied 
different boundary conditions at tbe cbaonel iolet and sbowed tbat while tbe overall Nusselt number 
was insensi1ive 10 lhe pressure boundary coodition prescribed, tbe mass Oow rate was greatly affected 
byit. 

It seems lbat lhe only correlation available in lhe lite.rature for indined channels Is tbat of Azevedo 
and Sparrow (1985) obtained using water as lhe working fluid (Pr ""5). The maio purpose of the 
present work is to introduce a more general correlation lbal is valid for Prandtl numbers ranging from 
0.710 40, covering fluids from ai r to p1raffin. This goal will be pursued by solving the full elliptic fonn 
of the governing equations considering tbe directioos along and perpendicular to tbe channel beight. 
The computations will be performed for bolh vertical aod ioclined channels heated from one of lhe 
walls. Additionalty, ao attempt will be made to capture tbe three dlmenslooallongitudioal vortices 
driven by lhe normal compooent of the buoyaocy force tbat result from lbe bcttom beatiog i o iodined 
cbannels as reported by Azevedo and Spmow (198.5). 1b tbis extent, nurnerical solutioos of lhe three 
dimensional equatioos that govem the problem wiU also be performed. 

adiat>atic 

\j (a) 
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Problem Formulatlon 

Tbe geometry of the problem is shown in Figs. la and lb for the two and three dimensional 
models, respectively. As seen from the figures, one side of the channel is heated at constant 
temperature and the other sides are Jcept adiabatic. Fa ali cases to be lnvestigated the channel height H, 
and the widlh B are set equal to that of Azevedo and Sparrow (1985), lhat is, 14.52 and 9:67 cm, 
respectively. The interwall spacing S will be varied 10 cover a range of paramelers but will always .be 
less than 0.1 H. 

Using Boussinesq approximatioo, where excep1 for lhe densily ln lhe buoyancy term ali lhe 
properties are assumed lo be constant, tbe equations for conservatlon of mass, momentum and energy 
can be written as. 

V• U • O (1) 

(2) 

(3) 

... 
where U is lhe velocity vector whose components are U, V and W, V is the nabla opera1or and R 

Is tbe unit veaor in lhe Z direction. Addilionally,the followingdimensionless variables and parameters 
were adopted in Eqs. 1-3, 

X - xi S , Y • y / S , Z - z.IS 

U - uS/ a , V - vS/a , W - wS/ a 

2 P • (p - pgh) / p(a/ S) 

3 2 
Gr•gj3(Tw-T.,.)S/" , Ra -Gr • Pr , Pr-\J/a 

(4) 

(5) 

(6) 

(7) 

in which h - ysiny + zcosy. 1t sbould be noled tbat tbe effective pressure P takes into account the 
pressure variation duelo buoyancy, that is, the analysis work:s wilh the imbalance between lhe pressure 
within the cbannel and the ambient pressure attbe sarne h location. Tbe temperature of the beated wall 
is Tw and the ambient tcmperature is T ... 

Tbe apprOJriate boundary conditions are, 

v- o-u- v- w- o, 

Y- 1-u- v-w-o. 

6- 1 

ao - -o 
iJY 

Y- O and X- 8 / S-U- V - W- O, 
a a -o ax 

...... 
Z· O and z- H/ S(forW < 0) -+ P- -(1 / 2) (U • U). 0- O 

(8) 
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The velocity boundary condltions ai lhe lnlel and exit of lhe channel are unlmown, and to 
overcome this problem pressure is prescribed allhose locations. The cboice for lhe pressure values 
introduced ln Eqs. 8 will now be explained. 

The mass tlow wlthin the channel induced by the buoyancy, accelerates the fluidas ii approaches 
the channel entrance causing the pressure to drop. Thls balance between lcinetic energy and pressure ln 
a region witb very smaU sbear stresses suggests on inviscid behavior thal can be described by 
Bernoulli's equation. The pressure boundary condition for Z =O according to Eq. 8 reflects this 
behavior. Aihara (1963) was the firsl to suggest this approach wbich has proven to be very effective 
(see for example Naylor e1 al., 1991). 

Fa tbe outflow it is assumed that the pres.sure is equal to the amb1ent pres.sure. Therefcre, the fluid 
deceleralion imposed by tbe ambien1 is neglected. With thls approacb the plume region outside lhe 
channel can be disregarded. The suitability of this boundary condition was verified by Naylor et al. 
(1991) and Nieckele and Azevedo {1987). For lhe fresh tluid lbat Is drawn in from outside at lhe 
channel exit lhe pressure is treated via Berooulli's equation as in the cbannel iolet. 

Solution Methodology 

The governing equations were solved using lhe finite volume melbodology as described by 
Patankar (1980). The coupling belween momen1um and continuity equa1ions was bandled via lhe 
SIMPLEC algorithm (Vem Doc:rmaa.l and Railbby,l984). 

Computations were perfooned for two and three dimensional situations. For lhe two dimensional 
cases a computational mesb baving 100x40 (Z and Y di reclions, respectlvely) grid points were 
employed. The grid points were cooceotrated close 10 tbe boondaries eX tbe solution domai o for botb Z 
and Y directions. for the three dimensional cases the computatiooal mesb had 44x22x42 (X. Y and Z 
direc1Jons) grid points. Except for the X direction in wbich a unifonn grid was employed, for tbe Y and 
Z directions tbe grid points were also concentraled close to the boundaries of the solution domai o. 
Supplementary computations were also performed using 82x32x52 grid points. 

Resulta and Oiscusslon 

The presentation of the results will start comparing average Nusselt nu.mbers computed from tbe 
two dimensional metbodology of the present work with those available in lhe literature. From the 
temperature field within the cbannel, the overage Nusselt number was evaluated as, 

Q S HIS 
Nu----- - -(S/H) J (a8/ aY)y _ 0dZ 

A(Tw- T..,) k 
0 

(9) 

Tbe experimental correlation obtained for water (Pr = 5) by Azevedo and Sparrow (1985) and 
valid within 10 percent for vertical and inclined cbannels heated both symmetrically and 
asy.mmetrically is 

Nu • 0 .645 [ (S/H) Ra] o.2S (10) 

for ai r (Pr = 0.7), Sparrow et ai. (1984) recom.mended tbe following correlation for one-sided 
beated vertical channels, 
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Nu • 0.667 [ (S/H) Ra] 0.22) (11) 

Average Nusselt numbers obtained for (S/H)Ra spanning from 5xlo2 to 10S are presented in Fig. 2. 
The solid I ines correspond to tbe computations of the present work and the dasbed and dotted I ines 
represent results obtaioed from Eqs. 11 and 10, respectively. As seen from the figure, good agreemeot 
prevails between tbe computational results and lhe correlations. Addilionally, it is also observed from 
the figure tbat even tbough Eq. 10 was obtained for Pr = 5 it can also be applied for Pr = 39.2. Tbe 
results for Pr = 0.7 sbown ln Fig. 21ie approximately 20 percent below tbe results for Pr = 5 and 39.2. 

15 
Nu 
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lO 

3 
10 

vertical channel 

Computation 

Correlation Eq. (li) 

Correlation Eq. {lO) 

4 
lO 

{S/1-I)R.a 

5 
lO 

Fig. 2 Ave rege Nu ... n number for vertical channel •• • function or (SJH)R• 

To bring ali the curves together in Fig. 2 a correction factor F given by 

F .. 1/ ( 1 + 11 ( Pr) ) (12) 

is proposed to be incorpaated in the p-oduct ~SIH)Ra. The reason for tbis correction is that for low 
Prandtl numbers it is known that Nu ex ( RaPr) , and for high Prandtl numbers Nu ex (R a) 

0
• For a 

discussion on that see for eltllmple Bejan (1984). 

After incorporating the factor Finto Eq. 10 and adjusting the coefflcient to obtain tbe sarne Nu 
values of Eq. 10 for Pr = 5, tbe new equation reads 

Nu - 0.675 [ (SI H) Raf] 
025 

( 13) 

Figure 3 compares the resulrs obtained from Eq. 13 with the cotnpurational resulrs of the present 
work. As seen in rhe figure, Eq. 13 succeeded ln brioging ali lhe Nusselt numbers togerher, irrespeorive 
to the Pr values. The maxlmum deviation observed ín Fig. 3 was 7 percent and occurred for (S/H)Raf 
: 500. This devlation is smaller thao the 10 percent uncertainty associated to Eq. 10. 
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Azevedo and Sparrow (1985) also recommended Bq. 10 for inclined cbannels. To see wbetber tbe 
correction factor F introduced bere suc:cessfully applies for incllned channel as it does for vertical 
channels, computatlons were perfonned for y = 45% (see Fig. 1).11 sbould be ooted that, as reported by 
Azevedo and Sparrow (1985), for y = 45% secondar_y motions are present witbin tbe channel ln tbe 
form of longitudinal vortices causing lhe experimental Nusselt number to lie above tbe :10 percent 
band of validity of Bq. 10. Figure 4 was then prepared and sbowed tbat alt lhe computational results 
agreed within lhe 10 percent with the correlatioo proposed ln Bq. 13. Coosidering tbat Eq. 10 is applied 
for bOI h symmetric and asymmetrlc heating, it is expected that Eq. 13 is not restricted to the one-sided 
beating investigated bere. 
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Local Nusselt numbers obtained from 

Nu - - (~) 
z iJY v-o 

(14) 

arepresented in Fig. 5 for (S/ H) RaF - 5x10
2 

and 5x10
4

• Similar towhatwasobserved forthe 
average Nusselt number, tbe factor F was also able lo bring togetber the local Nusselt number curves 
for ali the Prandtl numbers investigaled bere. 

For a fixed value of (S/H)RaF, regardless of tbe Prandtl number, the isothenn maps revealed that 
close to lhe beated wall tbe pattern remains unaltered as would be expected due to the Nu 
independeoce with respect to Pr. Tbis is true eveo for htgher values of (SIH)RaF where a pockel of 
recirculating Oow a1 lhe cbannel exil draws in fresb ai r from tbe ambienl. Tbe penetratioo deptb of the 
recirculating flow increases wilh increasing values of (S/H)Ra (Azevedo and Sparrow, 1985). ln tbe 
present worlc it was also observed lbat for a fixed value of (SJH)RaP the penetration d~pth is greatly 
affected by lhe Prandtl number, and incresses as Pr decreases. F<r (S/ H) RaF - 5x10 for exarnple, 
lhe maximum penetratioo depths for Pr = 0.7, 5 anel 39.2 are, respectively, 0.75 H, 0.5 H and 0.20 H. 

F<r ioclined channels, Azevedo and Sparrow (19&S) observed lhe recirculating zone only for top­
healed wall. No recirculating zone was observed for bottom-heated wall even for (S/H)Ra as large as 
2x105. ln contrast to tbat, f<r lhe computations perfonned bere tbe recirculating zone was observed 
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for both situations, that is, top anel bottom-heated wall. A possible explanatlon to tbat is tbe exlsteoce 
of secondary flow in the longitudinal directioo (X directlon) for the bottom-heated wall as reported by 
Azevedo and Sparrow (1985). lt coold be tbat, depeoding on the streogtb of tbe voctices associated 
with the secondary flow lhe maioflow is forced towards the top-unheated wall eliminating tbe low 
pressure zone which is responslble for drawiog i o ihe fresh fluid from thc ambienl. The secoJXIary flow 
in the X dlrection caonot be detected by tbe two dimensional model that comprises only the Y and Z 
directions. ln order to iovestlgate tbis phenomenon, the three dimensional model was activated. 
Despi te tbe coarser computationalmcsb adopted io tbe three dimensional model for the Y and Z 
directioos in comparison witb lhe two dimensional model , tbe deviatlons observed between lhe two 
models for lhe average Nusselt number was always less tban 10 percent. According to Azevedo and 
Sporrow (1985), the wavelength for palrs of secondary vonices is on lhe order of lhe interwall spadng 
indicatiog tbat the number of grld points employed lo tbe X direction was large enough to capture lhe 
secondary Oows. 
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The computalions performed witb the three-dimenslonal model failed to detect the array of smaJI 
vcrtices as repcrted by Azevedo and Sparrow (1985). Here, onJy two Jarge vortices that occupied the 
whole interwall spaciog was observed. This is also in contras! witb thc cxperiments of Azevedo and 
Sparrow (1985) where lhe sequeoce of small vcrtices did not occupied thc eotire cross seotion of lhe 
cbannel. Supplementary runs using tlle flner mesb reproduced the two large secondary vortices and 
corroborated lhe results obtained witb the coarser mesh. The cause for discrepancy between 
experimeots and computation is unlcnowo. Furtber effort is required to shed more ligbt ioto this 
pbeoanenon. 
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Concluslons 

Numerical results were performed to investigate the Ptandtl number effect in natural convection in 
one-sided heated channets. A new caretation vatld for Prandtl number values ranging from 0.7 to 40 is 
proposed. This correlation can be applled for botb vertical and incl.ined channels. Even tbough tbe 
present results focused on asymmetric beatlng, 11 is believed that the corretation also applies for 
symmetric beating. 
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Abatract 

CFCs (chlorofluorcarbons) aod HCFCs (hydrocblorofluorcarbons) are chemical subslanees lha I were crea ted 
iniliaUy for use, as working fluids, ln vapor compression refrigeration systems. The field of application of CFCs 
and HCFCs bas increased and nowadays they are used in many products and industrial prooess. Because ii was 
discovered tbal tbe CFCs and HCFCs are depleting lhe <none Layer t.bey have to be eliminated The objective of 
this paper is lo describe tbe main aspects involved ín lhe "CFCs crisis,'' and lo describe the options for their 
sllbstitutíon in the severa) refrigeration andai r cooditioniog uses. lt is commeoted tbe particular s ilualjon of lhe 
developing countrles and Brazll. 
Keywords : CFCs, HCFCs, Replaeemeot 

Resumo 

Os CFCs (clorofluorcarbooos) e os HCFCs (hidroclorofluorcarbonos) sáo substâncias qufmicas que, dentre 
várias aplicações. são utilizados como fluidos de trabalho em sistemas de refrigeração por com pressão de vapor. 
Em fuação do seu lm pacto amhleotal estas substâncias lerão que ser eliminadas. Vários se tores induslriais serão 
afetados, principalmenle o de refrigeração e ar condicionado. Este artigo descreve os principais aspectos 
envolvidos na "crise dos CFCs" e as alternalivas em an~ lise para a sua substifllição nas várias aplica.ções de 
refrigeração e ar condicionado. São comenladas algumas ações para que a traRSição para as novas substâncias 
seja feila, no Brasil, da forma mais adequada possível. 
Palavras-chave: CFCs, HCFCs, ALtemativas, Substiluição 

Introdução 

Os CFCs (clorofluorcarbonos) e os HCFCs (bidroclorofluorcarbonos) são substâncias qufmicas 
derivadas de hidrocarbonetos simples (metano, etano, etc) onde os átomos de bidrogênlo são 
substituídos por átomos de elementos balógeno; (cloro, flúor), o que dá origem a outra denominação 
pela qual estas substâncias são também conhecidas: hidrocarbonetos halogenado;. 

A descoberta dos CFCs está associada à refrigeração doméstica, Eles foram desenvolvidos em 
1928 pela Frigidaire Corporation, uma das divisões da General Motors, visando a substituição dos 
refrigerantes até entAo em ~ nos refrigeradores (dióxido de enxofre, doreto de metila) devido à sua 
toxicidade. O primeiro CFC a ser produzido foi o CFC-21, seguindo-se vários outros até o CFC-12, 
que começou a ser utilizado comercialmente nos refrigeradores Frigidaire a p1rtir de 1933 (Nagengast, 
1989). 

Nos últimos cinqUenta anos vários compostos CFCs além de outros semelhantes como HCFCs e 
HFCs foram desenvolvidos. Estes produtos t iveram uma grande aceitação e uma ampla faixa de 
aplicação devido às suas principais caracterfsticas: 

não inflamabilidade; 

estabilidade qufmica e térmica; 

propriedades ffsicas e rermodiolhnicas adequadas à vários processos; 

miscibilídade com óleos /obrifii:antes; 

PreHnted ar lhe 12rb ABCM Mechanlcal Englneerlng Conferenc::e. 8ra5/lla, D.F., December 7-10, 1993. 
Tec:hnlcal Editor: Carlos Alberto Catraro Altem1111i 
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pa;sibilídade de produção em grande escala industrial; 

baixo preço. 

Alêm da utilização como fluido refrigerante em sistemas de refrigeração por compressão de vapor, 
os CFCs, e compostos similares, passaram tambêm a ser utilizados como agente expansor para 
espumas rígidas e flexíveis, solventes para limpeza de circuitos microeletrônicos e equipamentos 
cirúrgicos e como propelentes de aerCli6is. 

Os CFCs podem ser incluídos entre as grandes descobertas deste sêculo e contribuíram 
decisivamente para que, entre outros benefícios, os refrigeradaes domésticos se transformassem num 
produto confiável, eficiente e popular. No entanto, em função do seu impact<> ambiental e devido a uma 
ironia da história, estas substâncias que foram desenvolvidas para substituir outrns consideradas 
tóxicas, terão que ser eliminadas num cuno pmzo de tempo. Vários setores indastriais serão afetada;, 
principalmente o de refrigeração e ar condicionado, que deverá gerar, nos próximos anos, alternativas à 
utilização de CFCs. Durante a dêcada de 90 o principal estímulo para pesquisa e desenvolvimento 
tecnológico neste setor deverá ser a "crise dos CFCs". 

Os CFCs e a Camada de Ozônlo 

Os efeitos dos CFCs sobre a camada de ozônio têm merecido atenção especial nos estudos 
cientrficos atmosfêricos realizados na; últimos vinte anos. Molina e Rowland (1974) • propl:lSeram um 
modelo teórico estabelecendo uma ligação entre os CFCs liberados na atmosfera e a redução da 
camada de ozônio e desde esta êpoca, uma série de evidências desta relação têm se acumulado. Situada 
na estratosfera entre 16 e 48 km de altitude, a camada de ozônio tem a função de um filtro protetor do 
meio ambiente contra a radiação ultravioleta do sol na faixa do UV-8. O desaparecimento deste filtro, 
com o conseqüente aumento da incidência de radiação ultravioleta sobre a superfície da Thrra, poderia 
ter conseqüências dramáticas sobre a vida no planeta, aumentando o número de casos de câncer de 
pele, afetando a agricultura (prodoçfio de alimentos) e a vida marinha (Assunção,1991). 

O modelo científico mais aceito hoje para explicar a ação da; compostos clorados sobre a camada 
de ozônio, baseia-se na reação do cloro presente nas suas moléculas com o ozônlo. 
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 radiação ultravioleta, os átomos de cloro são separados da sua molêcula. O átomo de 
cloro livre reage com uma molêcula de ozõnio (03) e nesta reação um átomo de oxlgênio separa-se da 
mol~cula de ozônio, junta-se ao cloro e forma o monóxido de cloro, restando uma molécula de 
oxigênio (OV. O monóxido de cloro, não é estável podendo reagir com um átomo de oxigênio livre, 
liberando o átomo de cloro que volta a reagir com uma molécula de ozônio (EPA, 1987). Como o 
tempo de permanência na atmosfera dos HCFCs é bem menor, entre 2 e 20 anos, eles têm um potencial 
de redução da camada de ozõnio (ODP) bem menor que o dos CFCs. 

O Protocolo de Montreal 

Devido ao fato da questão da reduçAo da camada de ozônio ter amplitude mundial, envolvendo 
todos países do planeta, em 1985, coordenada pelo Programa para o Meio Ambiente das Nações 
Unidas (UNEP), foi estabele~ida a Convenção de Viena com o objetivo de prover mecanismos de 
cooperação internacional para o tratamento desta questão. Cerno resultado deste p:ocesso, em 1987 foi 
assinado, por 27 nações, o Protocolo de Montreal, que estabeleceu a redução progressiva, atê a 
eliminação total, da produção e uso de substâncias que afetarn a camada de ozônio, entre elas os CFCs 
e HCFCS. Atualmente, uma sêrie de outros países se tornaram signatários. entre eles o Brasil. Este 
acordo pioneiro entre as nações significa um marco no entendimento e tratamento dos questões 
ambientais de dimensões globais e abre um caminho para que a solução de outros problemas desta 
natureza, tal como o efeito estufa ou mudanças climáticas envolvendo o emissão de C~. possam ter 
encaminhamento semelhante. O Protocolo de Montreal já foi objeto de duas revisões, uma em 
Londres, 1990; e outra em Copenhagen, 1992. Em Londres, entre várias emendas, foí criado o Fundo 
Multilateral para auxílio financeiro aos países em desenvolvimento. Em Copenhagen, devido às novas 
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informações divulgadas sd>re a diminuição da camada de ozónio, e conforme já vinha sendo adOúldo 
por vários países, antecipou-se a eliminação dos CFCs e foi estabelecido, pela primeira vez, um 
aonograma para elimin~o dos HCFCs. 

A Thbela 1 apresenta o cronograma atual de substituição de CFCs e HCFCs previsto no Protocolo 
de Montreal , de acordo com a última revislio realizada em Copenhagen. Os pafses em 
desenvolvimento, que apresentam um consumo atual de CFCs menor de 0,3 kg per capita, têm um 
prazo adicional de 10 anos para o banimento dos CFCs. 

n!Mie 1 Cronogmn• pe.ra aubeU-..~o cM CA:e e HCFC. previa to no Protocolo da Montreal· Aavt.lo cM 
Copenhagen 1M2. 

Data 

1 de Janeiro de 1993 

1 de Janeiro de 1994 

1 de Janeiro de 1995 

1 de Janeiro de 1996 

1 de Janeiro de 1996 

1 de Janeiro de 2004 

1 de Janeiro de 2010 

1 de Janeiro de 2015 

1 de Janeiro de 2020 

1 de Janeiro de 2030 

Redução da Produção e Consumo para 

C FC. 
1 00% do nível de 1986 

25% do nlvel de 1986 

25% do nlvel de 1986 

0% (excepto para usos essenciais) 

HCFCe 
3.1% do consumo ponderado de CFCs e 

HCFCs em 1989 

65% da situação de 1996 

35% da situação de 1996 

10% da situação de 1996 

0.5% da situação de 1996 

0% da situação de 1996 

A Substttuiçio dos CFCs e HCFCs na Indústria de Refrigeração e Ar 
Condicionado. 

A grande maioria das equipamentos e sistemas de refrigeração e ar condicionado utiliza o cicfo 
termodinâmico de compressão de vapor em função da sua. simplicidade, custo e eficiência energética. 
Dificilmente, a curto, médio e longo prazo, outra tecnologia deve apresentar caracter(sticas 
competitivas e como conseqüência, o ciclo de compressão de vapor deve continuar a ser a lecnologia 
dcminante em refrigeração. Desta fama, a substituição dos atuais refrigerantes, CFCs c HCFCs. deve 
implicar na busca de novas substâocias que as substituam como fluidos de trabalho. 

A seguir são apresentadas os aspectos principais da substituição dos CFCs e HCFCs nas várias 
aplicações de refrigeração e ar condicionado. 

Aefrlgeraçto Dom6atlca 

Atualmente, quase todos refrigeradores e "freezers" domésticos utilizam o CFC-12 como fluido 
refrigerante e CFC-11 na espuma de isolamento térmico. A$ alternativas para a substituição do CFC. 
12em novos equipamentos induem: HFC-134a, HFC-152a, propano, HCFC-22, as misturas ternárias 
quase azeotrópicas (HCFC-22, HFC152a. HCFC-124) e misturas nlío azeotrópicas (UNEP. 199la). 
Mlsturas de refrigerantes podem ser classificadas em dois tipos: azeotrópicas, com componamento 
igual a uma substAncia pura; e nAo-azeotrópicas, para as quais os processos de evaporação e 
condensação não ocorrem com temperatura constante. Alguns fabricantes utilizam o termo "quase­
azeotrópicas", para misturas nllo azeotrópicas que apresentam pequenos desvios em relação às 
mistor:as azeotrópicas. 
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O HFC-134a, já adotado pelos fabricantes de refrigeradores europeus, t tido como o mais forte 
candidato. Isto devido às suas propriedades termofísicas, consumo de energia próximo do CFC-12 
(Zhu, 1992) e ao desenvolvimento de óleos lubrificantes sintéticos a base de ester, para resolver o 
problema da baixa miscibílidade deste refrigerantce nos óleos normalment.e utilizados com CFC-12 
(Krueger e Oriessen,l992). A miscibilidade é uma das características desejáveis em sistemas 
herméticos. O HFC-1528 e o propano, apesar de em certas condições apresentarem desempenho 
superior 80 CFC-12, têm uma caracterfstica indesejável que é 8 flamabilidade. O HCFC-22 e as 
misturas de refrigerantes têm o inconveniente de serem soluções tra.nsitórias devido à futura 
eliminação dos HCFCs. 

Os vários componentes dos refrigeradores domésticos (compresso[, trocadores de calor, tubo 
capilar, etc ... ) deverão ser reprojetados para se adequarem às características dos novos fluidos 
refrigerantes e óleo lubrificante. 

Considerando a inserção de .novas tecnologias, uma alternativa para substituição do CFC-12 é o 
uso de ciclos Stirling. Inicialmente considerada de longo prazo, esta opção pode ser antecipada em 
função de recentes desenvolvimentos (Man<r, 1992). 

Para a substituição do CFC-11 como agente expansor para a espuma de isolamento térmico, as 
alternativas básicas são HCFCs e hidrocarbonetos. Uma outra possibilidade em estudo é o uso de 
painéis a vácuo para substituir o isolamento térmico boje utilizado. 

Ar Condicionado 

Os equipamentos compactos de ar condicionado com condensação a ar usam HCFC-22 como 
fluido refrigerante. Devido às recentes descobertas do agravamento da destruição da camada de ozõoio 
q11e contribuíram para o estabelecimento de um cronograma de substituição dos HCFCs; as 
alternativas à utilização do HCFC22 estão sendo também objeto de intensos estudos. 

Para substituição do HCFC-22 em equipamentos compactos de ar condicionado, não foi 
identificado ainda nenhum refrigerante alternativo constitui do por uma substância pura. As atenções 
estão voltadas para as misturas de refrigerantes binárias e temárias. Uma das vantagens do uso de 
misturas é a possibilidade de alteração da concentração dos componentes para adequação aos 
requisitos de capacidade. Radermacher e Jung (19928) analisaram teoricamente diversas misturas 
concluindo que as que apresentam melhor desempenho (maior coeficiente de performance teórico) são 
a mistura temária, sem cloro, constituída por HFC-32, HFC-152a, HFC-134; e mistura binária, sem 
cloro, constitulda por HFC-32 e HFC-134a. Os mesmos au.tores (Radermacber and Jung, 1992b) 
estudaram experimentalmente diversas misturas binárias sem cloro, para a substituição do HCFC-22 
em equipamentos existentes ("retroflt"). A melhor opção encontrada é a mistura constituida pa HFC-
32 e HFC-134a (40%, 60%, em massa) pois mantêm a capacidade do equipamento. 

Refrlgeraçio Comercial 

Na refrigeração comercial (balcões frigorfflcos, supermercados, etc.) são utílizados 
majoritariamente CFC-12 e R-502 (mistura azeotróplca de HCFC-22 e CFC-115) como fluidos 
refrigerantes. Além dos refrigerantes já citados para substituição do CFC-12 na refrigeração 
danéstica, está sendo considerada, no caso da refrigeração comercial, a utilização da amônia (NH3). 
Para o R-502 as alternativas são: NH3; HCFC-22; HFC-125; HFC-143a; HFC-32; mistura quase­
azeotrópica contendo HCFC-22, HC-290 e HFC-218; mistura quase-azeotrópica de HCFC-22, HC-
290 e HFC-125; e uma mistura azeotrópica 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.,l992). 

Armazenamento • Proceaeamento de Allmentoa 

Neste setor, os sistemas de refrigeração são de grande capacidade e NH3 é o refrigerante mais 
utilizado (60% do consumo total); o restante é dividido igualmente entre HCFC-22, CFC-12 e R-502 
(UNEP, 1991b). Para substituição do CFC-12 e R-502 nos novos sistemas, NH3 e HCFC-22 são os 
substitutos naturais. Considerando o caráter transitório do HCFC-22, HFC-32 e HFC-125 devem 
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também ser considerados. A amôoia deve cumpcir um papel mais impatante oa substituição da; CFCs 
que os novos refrigerantes, em função de ser uma substAncia biodegradável, do seu baixo custo, de 
estar sendo utilizada bá bastante tempo. O problema da sua toxicidade está sendo minimizado através 
do aprimoramento de sistemas e procedimentos de segurança e também da diminuição da carga de 
refrigerante nos equipamentos via a otimizaçao do seus pmjetos e utilizaçao.de novos componentes, 
como por exemplo o uso de trocadcres de calor a placas em unidades resfriadoras ("chillers"). 

Sletemu de Ar Condicionado Central 

Em sistemas de ar condicionado central para edificações são utilizados dois tipos de resfriadores de 
lfquidos ("cbillers "): com compressores centrffugos e com compressores de deslocamento positivo 
(alternativo, parafuso e "scroll"). Nas unidades com compressores centrCfugos os refrigerantes 
utilizados são o CFC-1 L, CFC-12 e o HCFC-22. Para os CFCs 11 e 12 as alternativas atualmeote 
disponfveis e já em utilização são os refrigerantes HCFC-123 e HFC-134a respectivamente. Uma 
alternativa de médio prazo para a substituição do CFC-11 por um flui do refrigerante sem cloro que está 
sendo analisada é o HFC-245ca (Ooc:rr et al., 1992). As unidades com compressores de deslocamento 
pa;.itivo utilizam CFC-12 e HCFC-22 e nestas unidades, as opções atuais para a substituição do CFC-
12 slio o HFC-134a e o próprio HCFC-22, como substância transitória. Provavelmente, as altematívas 
ao HCFC-22 até o final do século, tanto para as máquinas centrifugas como para as de deslocamento 
pa>itivo, devem se concentrar na amõnia, HFC-125 e HFCs inflamáveis (HFC-32, HFC-14.3a, etc.). Os 
problemas relacionados a estes fluidos refrigerantes alternativos são a flamabilídade, que deverá exigir 
uma discussão dos normas de segurança das edificações; e do consumo de energia, que deverá ser 
maior que o atual (UNEP,1991b). As alternativas tecnológicas aos CFCs e HFCs se concentram 
basicamente no uso de unidades resfriadoras à absorção, que devem aumentar sua participação no 
mercado, o que deverá ser um estfmulo para o seu aperfeiçoamento. 

Refrlgeraçio Industriei 

Neste setor é considerado o uso de refrigeração em processos nas indústrias químicas, 
farmacêuticas, petroquímicas, metalúrgicas, etc .. Amôoia e HCFC-22 slio os refrigerantes mais 
utilizados (80% do consumo total) e são as primeiras alternativas para a substituição dos CFCs. A 
amônia, o fluido mais recomendado para aplicações com temperatura acima de -45'C, tem aumentado 
sua importllocia, prevendo-se que até o final do século ela seja responsável por 40% do atual mercado 
de CFCs. Para aplicaçoes de temperatura abaixo de -45'C, é considerado ioícialmente o HCFC-22 e a 
médio prazo, devido à cresce-nte pressão sobre os HCFCs, as opções são HFC-134a, HFC-32 e HFC-
125 (UNEP, L991b). Neste setor também existe a possibilidade do incremento da utílização de sistemas 
à absorção. 

Ar Conclclonedo Automotlvo 

Os sistemas de ar condicionado automotivo, que utilizam CFC-12 como fluido refrigerante, são os 
maiores consumidores de CFC no setor de refrigeração. Em 1991, estes sistemas foram responsáveis 
por 57% do consumo global do setor. Nesta aplicação a diferença de consumo entre os países 
desenvolvidos e em desenvolvimento é ainda lllllis acentuada. Em função deste alto consumo, causado 
principalmente pela repa>ição de refrigerante que tem que ser feita periodicamente devido aos sistemas 
não serem herméticos, os fabricantes destes sistemas foram pressionados a agir com rapidez na 
substituição do refrigerante. O fluido atualmente considerado para esta substituição é o HFC-134a e 
desde de 1992 fabricantes de automóveis já estilo utilizando esre f1 ui do em alguns produtos. 

Caracterfstlcas dos Pafses em Desenvolvimento. 

A Thbela 1 apresenta a panicipação das várias regiões e aplicaçôes oo consumo mundial estimado 
de CFC em 1986 de 1,1 milhão de tooeladas Os países industrializados são responsáveis pela maior 
parte do consumo de CFCs e em função disto e dos Investimentos necessária> justifica-se o período de 
carência e de transfer!ncia de recursos financeiros dos pafses desenvolvidos para a eliminação das 
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substAncias que afetam a camada de ozônio nos países em desenvolvimento. No Brasil, a aplicação de 
CFCs em refrigeração foi respoosável em1.990 por 47% do consumo total (ffiAMA, 1991). cano nos 
demais pafses em desenvolvimento a maior aplicaçAo de CFCs ê em refrigeraçAo, o que faz com que o 
impacto neste setor da implementação das medidas do Protocolo de Montreal seja significativo. 

TaDe11 1 Utlllzaçlo munclal de CFCe 
(Fonle: UNEP, 18811) 

Em relação à região 
América do Norte: 35% 

EUropa Ocidental: 32% 

Áala • Pac(flco: 18% (Japio: 12%) 
Europa Oriental: 11% 
América Latina: 3% 

África: 1% 

Conclusões 

Em relação à utilização 

Aeroeóla: 28% 

Eapumaa: 26% 

Refrigerantes: 23% 

Solventes: 21" 

Outros: 2% 

A substituição dos.CFCs e HCFCs é um desafio envolvendo fabricantes de equipamentos, 
fabricantes de refrigerantes, empresas de inslalaçao e manutenção, usuários, comunidade e goveroos. 

Fora.m descritas alternativas em implementação e em avaliaç!o para as diversas apllcaçóes de 
refrigeração e ar condicionado. As alternativas para os CFCs, em função do menor prazo para 
substituição, estão muito mais avançadas que as consideradas para os HCFCs. A substituição dos 
CFCs e HCFCs nas equipamentos e s.istemas existentes ("retrofitj é muito mais complicada do que 
nos novos produtos e deverá envolver ações de recuperação, reciclagem e reaproveitamento dos 
refrigerantes existentes. 

A amt>nla deverá ter um papel importante neste processo, recuperando sua importância como 
fluido refrigerante. Isto, no entanto, deverá exigir, em função da sua toxicidade, a otimlzacão dos 
equipamentos para diminuição da carga de refrigerante e o cuidado especial com sistemas de 
segurança. Com relaç!o a tecnologias alternativas ao ciclo de compressao de vapor, o ciclo Stirliog 
poderá vir a ser uma opção na refrigeração doméstica e os ciclos de absorçAo poderão aumentar sua 
participação na refrigeração industrial e ar condicionado central. 

Considerando a s.ituaç!o brasileira, a substituição das CFCs poderá ser efetuada antes do final do 
prazo de cartncia a que temos dlreito, devido à crescente inserçao da indústria de refrigeração 
nacional, notadamente doméstica, no mercado internacional. No entanto, sao necessárias ações em 
termos de pesquisa, desenvolvimento e transfertncia de tecnologia para minimizar o impacto desta 
substituição na indústria e nos usuários dos seus proo\Xos. Junto com estas açOes uma outra iniciativa 
de grande imponância, a curto prazo, é referente ao treinamento de técnicos em refrigeração para o 
adequado tratamento da recuperaçAo e reciclagem dos CFCs nas sistemas existentes. 

Foi criado na revisão do Protocolo de Montreal realizada em Londres, 1990, um Fundo 
M).llrilateral Onanciado pelos pafses desenvolvidos para auxiliar a implementação das medidas do 
ProtpCOio nos pafses em desenvolvimento. Estes recursos devem ser requeridas e a sua utilização deve 
ser féita da maneira mais eficiente possrvel. Para isso, é necessária uma integração entre Govemo, 
Indústria e Comunidade Cientifica, de forma a evitar que ·a implementação do Protocolo de Montreal 
no Brasil signifique um aprofundamento da nossa dependência tecnológica. 
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Reeumo 

A furação por escoamento é um processo para trabalho em chapas metálicas finas, sendo um processo sem 
geração de cavaCO$. Os fundamentos do processo de furação por escoamento e os resultados obtidos em ensaios 
são analisados pera verificação da influência de diversos &tores na otimização do processo. 

P•lnns-chave: Furação, Furação por &coamento, Chapes Finas, Fuudamentos, Otlminção 

lntroduç6o 

O processo de furação por escoamento teve iofcio em 1923 na França, onde desenvdveu-se uma 
ferramenta para perfurar cbapas finas de a90 por escoamento devido ao atrito. Porém, no início 
houveram alguns obstáculos tanto ecooômiC06 como tecoológiC06. AJXoximadamente 60 ano; depois, 
estes problemas foram solucionados pela disponibilidade de metal duro, pela otimizaçAo da geometria 
correta da ferramenta, bem como pela disponibilidade de máquinas apropriadas como retificadoras 
capazes de gerar a geometria complexa da ferramenta . A aplicação industrial, antes invíável, se deve 
ao maior conhecimento tecnológico do processo. Para muitas si tuações, no entanto, ainda se deve 
otimizar as condições de trabalho a fim de se ter uma aplicação mais abrangente. 

A flu-açao por escoamento é um processo de fabricação no qual uma ferramenta de metal duro é 
pressionada contra uma chapa metálica fina utilizando inicialmente forças de avanço elevadas e altas 
rotações. O atrito na região de contato faz com que a temperatura aumente, diminuindo a resistência à 
deformação do material da chapa. Produz-se entllo o furo na chapa metálica com a deformação plástica 
do material. Todo o material do furo se apresenta como uma rebarba que ascende e descende na 
periferia do furo. 

Fig. 1 Forma do 1Uro eom roec:a gerado peloe proc.-oa 
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Furaçllo por Esooamento 

O emprego mais usual destas ferramentas é a fabricação de furos em chapas para a posterior 
obtençto de r~ de alta resistência através de uma ferramenta de rosquear (X)t conformação (Fig, 1). 
No rosqueamento por conformação a principal vantagem em relação aos processos convencionais de 
rosqueameoto está no fortalecimento do fi lete da rosca devido ao alto encruamento a que é submetido 
o material, além da nlio geração de cavacos. 

As variáveis de entrada se compõem, assim como na furação, pela rotação e pelo avanço da 
ferramenta . O resultado de trabalbo é analisado pela força de avanço e pelo manento torçor, bem como 
pela qualidade dos furos e roscas obtidos. Os ensaios realizados tem como objetiva determinar a 
trabalhabilidade dos materiais empregados, além da verificação da influência de diversos fatores para 
uma posterior otimizaç!io das condições de trabalho. 

Processo de Trabalho 

Furaçlo por Escoamento 

A ferramenta desenvolvida para o processo é de metal duro com alta resistência ao desgaste. A 
ponta da ferramenta é cônica e seu corpo cilíndrico. Na parte supenor há um colarinho em forma de 
anel e a haste para fixação da ferramenta ao mandril (Fig. 2a). 

.. ...- ..... 

(a) (b) 

Fig. 2 Form• ••pecl•t d• t.rnrn11n111 

Sua seção transversal, tanto da parte cônica como da cilfndrica, possui uma forma poligonal 
necessária ao processo de furação por conformação, como mostra a vista frontal da ferramenta (Fig. 
2b). 

As ferramentas disponfveis no mercado são classificadas em 3 tipos principais (longo, curto, super 
curto). O tipo longo produz um furo cilfndrico e possui um anel na parte superior que prensa o matedal 
ascendido da rebarba, formando um colar circular e plano. 

O tipo curto é utilizado para confecção de furos a serem rosqueados por conformação. O furo tem a 
forma cônica. para que a ferramenta de conformação tenha um trabalbo constante apesar da diminuição 
da espessura ao longo do furo (Fig 3). 

O tipo super-curto é mais usado em placas e tubos finos. O ângulo de ponta é maior, o que torna o 
compri rnento da ferramenta mencr. 

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 acúmulo do material 
ascendjdo ao redor do furo. A rotação neste caso é diminuída de 50 a 70% (Fig. 4). 

Na ferramenta com ponta estriada, duas ranhuras executam um corte radial que facilita seu uso em 
materiais revestidos, além de reduzir os valeres de força de avanço e rotação necessária. 

Par6metro. e Varl6vela na Furação 

Os parâmetros variáveis ~ra o processo de furação por escoamento sAo a rotação e a velocldade de 
avanço. O material da peça, diâmetro do furo e forma geométrica da ferramenta são fatores que 
influenciam o processo de furação por escoamento. As várias fases do processo são caracterizadas 
pelas diferentes temperaturas, momento torçor e força de avanço. 
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Na fase inicial, devido às baixas temperaturas e pequeno diâmetro de contato, a força de avanço é 
máxima. Com o início da deformação, a ferramenta penetra no material e a temperatura aumenta. Com 
isso a força de avanço decresce gradualmente e a velocidade de avanço pode ser aumentada. A Fig. 5 
caracteriza as fases do processo. 

Fl;,_3 fen"amenta curta l"lg. 4 FarTamema curta plana 
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Fig. s Or611co de Ff • Mt • fa- do IM'OC"ao de fu~ por eecoamamo 

As variáveis de entrada sao a rotação (o) e o avanço (f). O avanço pode ser constante ou 
proporcional à força de avanço. Neste caso, ele é variável em cada uma das fases da furação (avanço 
manual). Como parâmetros variáveis temos a espessura da chapa, o diâmetro e a geometria da 
ferramenta, bem como o material em!X'egado. A rotação (n) é dependente do material da peça e de sua 
resistencia. Para materiais duros uti lizam-se rotaçOes mais altas, porém a vida da ferramenta é mais 
curta; materiais macioo necessitam rotaçOes mais baixas e menores forças de avanço. A espessura do 
material (h) é dependente do diâmetro da ferramenta e das características do material, porém na prática 
emprega-se a seguinte relação: 



Fwaçloo por &ooamento 

bmin = 0,2 hmax { 1) 

A força de avanço {Ff) é diretamente proporcional ao diâmetro do furo . A potência (P) é 
proporcional ao diâmetro do furo , à rotação, à espessura do material, material da peça e às 
temperaturas envolvidas no processo. 

Para que a ferramenta tenha uma longa vida útil deve-se evitar o aquecimento ou resfriamento 
rápido da ferramenta, pois o material da ferramenta é sensfvel a tensões térmicas. O assentamento da 
ferramenta sobre a peça deve ser feito com cuidado, pois o metal duro é relativamente frágil, bem 
como é importante que a máquina tenha uma rigidez radial para que não ocorram vibrações que 
possam acarretar a quebra da ferramenta. As superffcies da chapa devem estar limpas. Quando se 
trabalha a seco, forma-se sobre a ferramenta um fino filme de depósito de material da peça. Para evitá­
lo, emprega-se fluido de corte. Quando aplicado uniformemente com quantidade suficiente, a 
deformaçAo é uniforme e diminui a quantidade de calor transferida para a ferramenta, aumentando a 
sua vida útil. 

Após o uso podem ocorrer pequenas incrusuaçôes do material da peça na superficie da ferramenta, 
prejudicando o prooesso e o acabamento superfcial do furo. 

Procedimento Experimental 

Os ensaios foram realizados em chapas de aço 1020, com espessuras de 2 mm e 3 mm (Thbela 1). 

Tabela1 car.c..,.llltlcaa do corpo ela prova 

Chapa 2mm Chapa 3mm 

Dureza Vlekers 102HV 120HV 

Dureza Rockwell 58 RS 69RB 

Tensão limite de 
358 MPa 318 MPa resistência 

Classificação Número3 Número4 
ABNT 1/4 dura mole 

-
Rg. 11 EaqutiNI ela mon~.tgem do axpartmamo 

Na análise da força de avanço e momento torçor, foram utilizadas ferramentas tipo curta (ferr. 1) e 
curta plana {ferr. 2) de 7,3 mm de diâmetro (Figs. 3 e 4). Os ensaios de furaçAo foram realizados em 
uma furadeira radial modelo CSEPEL 75/1500. 

As rotações utilizadas foram: 792, 991, 1155, 1575 e 1965 rpm. 
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Os avanços utilizados foram: 0,047, 0,063, 0,094 mm/rot, bem como avanço manual. 

Para medlção da força de avanço e momento torçor, foi utilizado um dinamômetro piezelétrico 
modelo 9273 da Kistler, adaptado a um dispositivo de fixação da chapa metálica, amplificadores de 
carga modelo 5006 da Kistler e sistema de aquisiçAo de dados HP-3497, conectados a um 
microcomputador HP-85 dotado de software para aquisição e processamento dos dados (Fig. 6). 

Análise dos Resultados 

Na furaçao por escoamento obtém-se um comportamento distinto da força de avanço, do momento 
torçor e do tempo de furação quando se trabalha com avanço automático ou avanço manual. Quando se 
trabalha com avanço automático a força de contato inicial (1• fase) é maior que no avanço manual, em 
consequência de nllo haver um tempo suficiente para o aquecimento do material e o escoamento inicial 
se dá a frio . Com a penetraçAo da ferramenta no material a força de avanço diminui como 
consequência do aumento do calor gerado pelo atrito (Fig. 7). 
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Um aumento na velocidade de avanço leva a um aumento da força máxima e a uma diminuição 
correspondente do tempo de fabricação (Fig. 8). 
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Para pequenas velocidades de avanço o tempo de contato na fase de escoamento aumenta, 
provocando um aquecimento mais acentuado da ferramenta, o que pode levar a uma diminuição da 
vida da mesma 

Nota-se que a açao do lubrificante utilizado é de fundamental importância para aumentar a vida da 
ferramenta , pois minimiza a formação de incrustações do material da peça na superficie da ferramenta. 
O momento torçor apresenta um comportamento semelhante na furaçllo com avanço manual e 
automático, sendo que os maiores. valores acontecem na fase final da furação. Para ferramentas curtas, 
onde temos uma deformação acentuada da rebarba superior, no final da fase de furação ocorrem os 
maiores valores de momento torçor (Figs. 8 e 9). 
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O aumento da rotação leva a uma alteração da temperatura de contato, provocando uma 
diminuição da temperatura de trabalho na fase de escoamento. Tanto para os ensaios realizados com 
avanço manual quanto para avanços automáticos, nlio se verifica uma diminoiçOO significativa da força 
de avanço durante a fase de escoamento. Na fase final de escoamento temos uma diminuiçliO acentuada 
da força de avanço, sendo esta maior para rotações maiores (Figs. 9 e 10). 
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Para avanços automáticos observa-se que a rebarba inferior do furo rompe, sendo este rompimento 
mais acentuado para avanços grandes. Este fato é correlacionado com o pico de forças no início da fase 
de escoamento, pela temperatura muito baixa e consequente lndeformabitidade do material da peça 
(Fig. 11) 
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Com a análise dos resuJtados obtidos nos ensaios realizados, verificou-se que há uma diferença 
principalmente nos valores de força de avanço, momento torçor e rotação para as ferramentas curta e 
curta plana utilizadas. A ferramenta curta necessita de menores forças de avanço e, na região de 
confonnoç<'io da rebarba, o mcmento torçor sofre uma elevação acentuada devido a uma maior área de 
contato enbe a peço e a ferramenta. 

Na ferramenta curta plana utilizada, as forças de avanço são bem maiores devido ao llngulo da 
ponta da ferramenta maior e taoDém devido à necessidade de trabalhar com menores rotações na fase 
de usinagem da rebarba. Com menores rotações o calor gerado por atrito é menor e o tempo de 
processo é maior. O momento torçor é menor na ferramenta curta plana que usina a rebarba superior. 

\1\lriações na rotação também têm grande influência, pois estAo diretamente ligadas à geração do 
calor e consequentemente nas fases inicial e de escoamento do processo. Desta maneira, para menores 
rotações, são necessárias maiores forças de avanço iniciais, levando a um aumento na fase de 
escoamento e, consequentemente, um tempo total do processo maior. 



Furação por &ooamento 

Agradecimentos 

CAPFS 

CNPq I RHAE • Mecânica de Precisão 
FLOWDRll.L b. v . • Holanda 

Referências 

Detkers, J. 0 ., 1988, .. FiowckiUing a New Muufaçtariag Process", f'lowdrill b.v. , Utrec;bt, Holuda. 
Schroder, R. B., Pnlenl, M. C. et at, 1992, .. Muul de Forças de Furação e Torneamento", UFSC, f'lori1116polis, 

LMP. 
Sblbt1, H., Wu, S. M., 1980, "AJI Bxperlmeallllavestigatloa oCSheet Met1l Drilling", Anuis of tile CIRP, Vol. 

29, DO. Í, PP. 85-88. 
Weingaertaer, W. L. , Lopu, J. C. O. et a L, 1992, "AdJise do Processo de Fur1ção por Escoamento~, UFSC, 

Floriuópolis, LMP. ,I 



RSCM • J. of thl Braz. Soe. Mechanlcal Sclencn 
Vol. XV. n~ 4. 1993. pp. 391-399 

ISSN 0100-7386 
Printed in Brazil 

Desenvolvimento de um Sensor Mecânico 
para Medição da Agressividade de Rebolos 
Development of a Mechanical Sensor for Measurement of 
Grinding Wheel Sharpness 
Andréa Aoea R. Sanchez 
Joio F. G. de Oliveira 
Escola de Engenharia de São cados • USP 

Luiz Eduardo de A. Sanchez 
Faooldade de Engenharia e Temolo9la • UNESP/Bauru 

Abetract 

Th.is work presents the development of a mechanical sensor prototype for measuríng the sharpness or cutting 
abilíty of a grindiog wheel during the process, through the friction coeftcient. The sensor was actually built and 
tested, and the Te$Uil~ are preseoted nnd analysed. 
Keywords: Orinding, Griodiog Wheel Sharpness, Mecbanical Sensor 

Reeumo 
Um dos problemas críticos do processo de retificação é a determinação da necessidade de dressagem do rebolo. 
Com o objetivo de resolver este grave problema, o protótipo de um sensor para medição da agressividade do 
rebolo através do coeficiente de atrito, em processo, é desenvolvido e testado. O de~envolvimento e Te$ultados 
dos ensaios são apresentados oeste trabalho. 
Palal'ns-c:bave: Retlficaçáo, Drenagem do Rebolo, Sensor Mecânico 

Introdução 

Apesar da imprevisibiüdade, o processo de retificação é um dos mais usados no acabamento final 
dos componentes de precisão. 

Fatores como: características mecânicas e composição da peça; condições de trabalho e de 
dresspgem; características topográficas do rebolo; estado da retificadora; entre outros. influenciam o 
desempenho do processo tornando-o imprevisível. (Keeg, 1983; Bianchi, 1990). 

O desgaSte e a dressagem alteram a topografia do rebolo, modificando parâmetros de saída da 
retificação como: força; ruga;idade; integridade superficial e vida do rebolo. 

Para usinar determinado volume de metal, o rebolo se desgasta até o cbamado fim de vida, em que 
uma nova dressagem é necessária. 

O desgaste do rebolo pode ser de dois tipos: desgaste volumétrico e perda da agressividade, 
dependendo da dureza do rebolo, das coodiçôes de retificação e das características da peça. Assim é 
necessário a determinação do fim de vida do rebolo, para se obter vantagens econômicas. 

Na retificação com rebolo mole, dureza do ligante baixa ou velocidade do rebolo abaixo da 
especificada, os grãa; tendem a se soltar e o desgaste volumétrico da superfície de corte atinge um 
valor limite que pode provocar erros de forma e variações djmension~is na peça, devido ao fim de vida 
ocorrer por perda da forma e/ou perfil do rebolo. 

Na retificação com rebolo duro, a mais usada na fabricação de peças, os grãos tendem a se 
desgastar ou fraturar ocasionando perda de agressividade com conseqüente aumento na força e 
temperatura de corte. Assim o fim da vida do rebolo ocorre por queima e/ou trinca superficial; 
aumento da rugosidade e/ou dos erros dimensionais, devido as deformações na estrutura da 
reti fi cadcra. 

O objetívo deste trabalho é propor, desenvolver e testar o protótipo de um sensor mecânico capaz 
de medir o estado de afiação do rebolo rapidamente, durante o processo de fabricação, através do 
coeficiente de atrito na superfície do rebolo. 

Presented at lhe 12th ABCM t.techanlcal Engineerlng Conferenoe. Bras11a. O.F .. Oecember 7-10, 1993. 
Tectmical Editor: Walter Undolfo Welngaertner 
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Avaliação Topográfica de Rebolo 

Um dos problemas críticos da operação de retíflcação é a identificação da necessidade de 
dressagem do rebolo, ou seja, avaliação da topografia do rebolo. Diante deste grave problema as 
empresas foram obrigadas a estabelecer padrões para a dressagem. O padrão p<XIe ser um número de 
peças por dressagem ou a observação do processo por um operador experiente, capaz de detectar a 
ocorrência de uma rejeição. Estes padrões são falhos; no primeiro caso a variação do sobremetal e a 
composição do rebolo fazem com que seja variável o número de peças aprovadas, o segundo caso 
envolve rejeição de peça, que não é desejável. 

As condições topográficas do rebolo são representadas por parâmetros como densidade e grau de 
afiação dos grãos. O controle da topografia pode ser entendido por: medição das condições 
topográficas durante o processo e conseqüente avaliação da necessidade de nova dressagem ou pelo 
controle das condições de dressagem para Obtenção das caracterrsticas topográficas desejadas. 

Através de um sistema de monltoramento das características topográficas do rebolo em processo, 
capaz de reconhecer a agressividade da ferramenta, pode-se indicar o momento apropriado a 
dressagem; tomando o processo mais previsível, viabilizando a otimização e até mesmo a automação 
do processo de retificação. 

Avaliação em Processo do Estado de Afiação do Rebolo através do 
Coeficiente de Atrito 

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

O sistema proposto é uma otimJzação do sistema desenvolvido no Japão, por Nakayama e Thlcagi 
em 1980. A Fig. 1 mostra o esquema do sistema desenvolvido pelos pesquisadores. 

Fig. 1 Slatlma para o 1eate do coeftclenta de atrito entre o ,.tlon e o rebolo (N•Iulyama e Takagl, 1980) 

Uma placa de teflon é pressionada contra a superffcle do rebolo em movimento sob força 
constante, em uma balança. A placa de tetlon é apoiada sobre duas lâminas onde estão posicionados 
dois "strain-gages" que medem o deslocamento das lâminas, através da deformação provocada pela 
força de atrito entre o teflon e a superffcie do rebolo. O material escolhido, o teflon, apresenta baixo 
coeficiente de atrito, não interferindo nos ensaios; ou seja o rebolo apenas desliza sobre o teflon,como 
no dedo do operador. Pela medição do coeficiente de atrit.o e das forças iniciais de retificação para 
várias condições de dressagem do rebolo são obtidos os resultados da Fig. 2. 

Na usinagem o rebolo se desgasta, perde afiação, as forças de corte aumentam e o coeficiente de 
atrito decresce. A boa correlação entre as forças de corte e o coeficiente de atrito medido; e ainda, os 
bcns resultados no controle da .perda de agressividade da superficie de corte do rebolo é visto na Fig. 2 

Apesar dos resultados positivos, o sistema tem duas grandes desvantagens na medição em 
processo. A primeira é a necessidade de se mover a mesa, para posicionar a placa de teflon sob o 
rebolo e assim garantir que a área de contato entre eles permaneça constante e a segunda está na 
necessidade de se abaixar a velocidade do rebolo, no teste, para 50 mm/s; devido a pouca rigidez da 
balança e a sensibilidade do sistema, o que inviabiliza a utilização do método em processo. 
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Para resolver estas duas desvantagens, em 1984, Nakayama e Thkagi, propõem um sistema com 
apalpador de teflon rotativo e medem o coeficiente de atrito com auxflio de um pequeno gerador de 
energia elétrica ligado ao eixo do disco, como mostra a Fig. 3. 

0 ""o . ....,l"""o--..,.o.~.:. 2,-:-s----.,o-'-. 30-

11 

Fig. 2 Rela~io antreforçaa da ratiftca~io 1 coaftclanta de atrito para dlvere•• conclç6H da u.lnagam 
(Nakayama 1 "nlk~gl, 1980) 

Rg. 3 Slattma de medlçjo do -telantt de ltrlto atrev6a do dlaco rota11vo (Nakayarna atai, 11184). 

Can este sistema é novamente verificada a boa correlação entre o coeficiente de atrito medido e as 
forças de retificação, assim como os boos resultadcx; para o rontrole da perda da agressividade. 

Após o desenvdvimento de várias versões do siStema rom disco rotativo, a idéia foi abandonada, 
pois apesar dos bons resuiUldos com relação a avaliação da agressividade pelo coeficiente de atrito, os 
resuiUldos nAo são satisfatórios; devido aos desgastes sofridos pelcx; com!X>f1entes do sistema. 

A partir dos resultados obtidos em 1984, por Nalcayama e Thkagi, procura-se otirnizar o sistema, 
objetivando tornar viável a medição com velocidades usuais de usinagem. 

O protótipo inicialmente desenvolvido, procura minimizar o desgaste do apalpador de teflon e 
medir a interação com o rebdo, somente em regime de atrito, ou seja somente quando não há remoçlio 
de cavaco da peça. 

Para que a medição seja feita apenas em regime de arrito deve-se determinar a Pressão Crítica de 
Corte, ou seja, pressão abaixo da qual não há remoção de cavaco, apenas deslizamento do apalpador de 
tetlon sob o rebolo. No teste de fl'essão crítica o desgaste foi medido para diversas pressões de contato, 
pela velocidade de penetração do rebolo no teflon. A pressão crítica dada pela regressão linear dos 
pontOS ootidos no teste, corresponde ao pomo onde a velocidade de desgaste é igual a zero, como visto 
no Fig. 4. 
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PRI:S9'10 tgf/~1 

Fig. 4 Determlnaçio da preea6o cr1t1ca dt corta para o r.fton ~melda.tellll) 

Fig. 5 Protl!ltlpo final • benco dt enNioe 

O valor da P 0 é 0,06 gftmm2 , es1e é um valor muito baixo, obtido por uma força na mal baixa e, 
patanto, a força de atrito medida será baixa. Por isso o sistema deve pac;suir baixa rigidez na direção 
haizontal. 

No protótipo inicial, o princípio da balança de Nalcayama e Thkagi (1980) é mantido, altera-se a 
forma do apalpador de teflon, que permanece em contato diretO com o rebolo, sob força normal 
constante. A forma do apelpador é modificada para aumentar a área de cootato com o rebolo e assim 
obeer baixas pressões de oontato (próximas a P 0), pequena taxa de desgaste do tetlon e forças normais 
maiores, conseqüentemente forças de atrito malares. A medíção do deslocamento das lâminas, feita no 
infcio por "straln-gages" é realizada por um transdutor do tipo ótico, o "opto-switch". O "opto-switch" 
é ligado a um circuitO elétrico que transforma o deslocamento das lâminas, ou seja, o sinal do "opto­
switcb" em vàtagem. Este sinal é transmitido a uma placa ND de um micro-computador que através 
de um "software" desenvolvido para este fim, apresenta os resultados, em forma de gráficos do ensaio 
com todas as condições de usinagem e relaciona a agressividade com o coeficiente de atritO, indicando 
o momento da dressagem. 
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Após alguns testes realizados com o protótipo inicial, verificou-se ainda desgaste excessivo do 
teflon e vibrações no sistema. Para solucionar este problema desenvolve-se um novo protótipo, 
mostrado na Fig. 5. 

Para minimizar o desgaste do teflon, são usinados orifícios na superfície da sapata de teflon e 
injetado ar sob pressão controlada. 

A injeção de ar é baseada no princfpio do "bearing ratio" (relação de mancais), onde o ar funciona 
como um colchão de amortecimento, diminuindo o desgaste do teflon e as vibrações, não per·mitindo 
também que a temperatura elevada na peça, provoque· aderência do teflon (empastamento) no rebdo. 

Verifica-se, na Fig. 6, que ao injetar ar a diferença do coeficiente de atrito entre um rebolo gasto e 
um rebolo agressivo é maior, uma vez que no caso do rebolo gasto a ação do mancai aerostático é 
amplificada pelo aumento da área real de cantata. Assim a sensibilidade do sistema é amplificada. 

I; 
8 --ro L (1) 

Além dos componentes descritos, o banco de ensaios é composto de um dinamómetro para 
controle das forças de corte durante os ensaios e um plotter para registrá-las. 

GASTO 

Fig. 6 Principio da ralaçlo da mancala para o rwbolo g"to • afiado 

Devido ao comportamento do sinal do sensor de força de atrito, o "software" desenvdvido cria um 
parâmetro denominado fator de agressividade (Ag). Na Fig. 7 é apresentado o gráfico de um ensaio. Se 
o rebolo tem agressividade maior o sinal do deslocamento apresenta um valor médio maior, assim 
como a.ôispersâo também é maior em torno da média. O parâmetro Ag é o resultado do produto da 
média (x) pelo desvio padrão(o) do sinal do sensor de atrito, durante o tempo de medição. 

Ag - x. o (2) 

O parâmetro Ag amplia a sensibilidade· do sistema pela adição dos dois efeitos ( x, o) 
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As Figs. B(a) e 9(a) mostram o resultado da medição do coeficiente de atri to e forças de usinagem 
em processo; para um rebolo de óxido de alumfnio e várias condições de dressagem, Ud. As Figs. B(b) 
e 9(b) mostram a relação entre a força normal de retlficação e o parâmetro Ag, para o rebolo acima 
citado. 

Fig. 8(a) Reeultado obtido na medição do coeftclen" de atrHo e forçaa de ualnagem em p~ 

Em ambas as condições 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 boo correlação entre o fator 
Age a força normal de corte, principalmente para valores de alta agressividade (baixa força). 
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Fig. 9(b) Releçio entre torça normal de retltlceçio e o parimetro Ag 

Nas Figs. 8(b) e 9(b) observa-se que a variação do parâmetro Ag é maior para menoces forças de 
corte (rebolo agressivo). 

Conclusões 

O coeficiente de atrito é um bom parâmetro para a avaliação da agressividade em processo, pois 
possui boa correlação com o fator de agressividade; além de ser um parâmetro independente das 
condições de usinagem. 

O sistema proposto apresenta boa correlação entre fator de agressividade e forças de corte; 
conseqüenremente o coeficiente de atrito também possui esta boa correlação. 

O fator de agressividade decresce com o estado de afiação do rebolo, ou seja a medida que o rebolo 
perde a agressividade, as forças de corte aumen1am e o fator Ag diminui até um ponto de mínimo , 
como pode ser visto nos gráficos apresentados, a partir deste mínimo volta a crescer, juntamente com 
as forças de corte e a ocorrência da queima da peça. 

O momento apropriado da dressagem deve ser logo após o pooto de mini mo do Ag, pois as forças 
de corte ainda são aceitáveis e a queima da peça nllo ocorreu. 

Após o ponto de mini mo Ag, este volta a crescer pela vibração do sistema, provocada pela 
aderência do teflon no rebolo devido ao aumento da temperatura na peça. 

O sisrema é muito sensível ao acúmulo de impurezas, grãos abrasivos e cavacos do próprio 
processo e de perrurbações externas. Assim são nece..'ISários maiores desenvolvimentos para solução 
dos problemas ainda existentes. 

Em um próximo passo o sistema deve ser aperfeiçoado para que possa ser utilizado com fluido 
refrigerante. 

Devem ser realizados testes com outros tipas de rebolo e condições de dressagem. 
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Abstract 

The cbaracteristics of lhe variables used lo determine lhe machinability indexes and tbe lnfluence of lool 
materiais in twQ short-time tests: tbe Renault·Matbon test, normalized in the French norm AFNOR NF AOJ-{)54 
and the tesl based ln the velocity li mil of face·turnlng (Vu) were studied. Tbe tests were carried in cutting 
nodular cast·irons with different melallurgical additions of copper and correlalions wilh themselves and 
mecbanicaJ properties were establisbed. 
Keywords: Macbinability Indexes, Sbori-Ttme, Modular Cast-lrons 

Resumo 

Neste trabalho foram avaliadas as características das variáveis de referência utllizadas na determinação dos 
índices de usinabilidade e a influência do material da ferramenta durante a execução de dois ensaios de curta 
duração: o ensaio Renault·Matbon, normalizado pela norma francesa AFNOR NF A03·654 e o ensaio baseado 
na velocidade limite de faceamento (VLF)· Os ensaios foram realizados em ferros fundidos nodulares com 
diferentes adições de cobre e efetuaram~e correlações entre os índices obtidos para os dois ensaios e com as 
propriedades mecânicas do material ensaiado. 

Palavns-dlllvt: Usinabilidade, Ensaios de Curta Duração, Ferros Fundidos Nodulares 

Introdução 

Do ponto de vista prático, um ensaio de uslnabilidade deve ser preciso, ter boa reprodutividade, ser 
fácil de executar, requere.r poucos equipamentos de medição, consumir a menor quantidade passível de 
material e ferramentas, demandar pouco tempo e conseqüentemente apresentar um baixo custo. 

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

Ensaio de faceamento Renault-Mathon 

Ensaio com variação da velocidade por incrementos 

Ensaio baseado na medição da temperatura de usinagem através do termopar peça-ferramenta 

etc. 

Na literatura, detecta-se uma preocupação muito grande em procurar estabelecer-se correlações 
entre os ensaios de corta duração e os de longa duração baseado na dete.rmínação da velocidade para 
uma certa vida. O objetivo deste trabalho é ampliar o conhecimento dos ensaios de usinabilidade de 
curta duracão utilizando-os para determinar a usinabilldade de fe rros fundidos nodulares com 
diferentes teores de cobre. Para viabiliUtr o trabalho, procurou-se simplificar a quantidade de ensaios 
bem como as variáveis do material. Seleclonaram-se dois ensaios, o ensaio de Renault-Mathon e o 
ensaio baseado na medição da temperatura de usioagem (ensaio VtF)· 

Presented atthe 12th ABCM Mechanlcal Englneering Conference, Bra&llia, D.F., December1·10. 1993. 
Tec:hnical EditOf: Walter Lindolfo Welngaertner 
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Descrição dos Ensaios 

Ensaio Renault-Mathon 

Consiste em facear um disco a partir de um furo central de diâmetro D1 com rotação e avanço 
constantes até um diâmetro Donde ocorre um recuo efetivo da po.nta da ferramenta de 0,2 mm, 
segundo ilustra a Fig. 1. 

O diâmetro em referência é denominado Do,2 e serve como referencial para o cálculo do fndice de 
usinabilidade. 

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

Dimensões mínimas do corpo de prova: D2 = 20 mm e espessura e = 6 mm 

O diâmetro D0,2 será medido com o auxílio de um relógio comparador acoplado ao carro 
transversal do torno. Deslocando-se o carro transversal, quando o comparador indicar 0,2 mm 
significa um desvio no perfil usioado correspondente a um recuo de 0 ,2 mm da ponta da 
ferramenta e neste instante tem-se no dia! do fuso do carro transversal o valor 0,5 x Do,2· 

Fig. 1 Eaquema do an .. to Ranault-Ma1hon 

Os valores adotados para ~e espessura, foram respectivamente 60 e 2S mm. 

O diâmetro do furo central D1 foi padronizado em 6,0 ± 0,1 mm e a profundidade de corte p =1,0 
mm com um valor de avanço livre. Adotou-se um avanço de 0,021 mm/ volta. 

A norma padroniza também o material e geometria da ferramenta. O material deve ser um aço­
ferramenta 10006 da norma francesa NFA 35-551 correspondente ao aço 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 influência do material da ferramenta no ensaio utilizou-se também o 
aço rápido VKlON da Villares (denominado de ferramenta F1) além do sugerido pela norma 
(denominado de F:z). 

O ensaio deve ser executado até que ocorra a destruição da aresta cortante da ferramenta. Um 
número de pelo menos 3 ensaios com rotaçOes diferentes deve ser realizado cbtendo-se para cada um o 
valor 0 0,2. 

Colocando-se os resultados em um diagrama di-log obtém-se uma reta que expressa: 
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log(D0, 2) - f(logN) (1) 

ou ainda, 

'Do, 2) Nm - constante (2) 

~ ____ --j r~t =30 
1 . p 12 

I 
1 

~ ~ E. = 80 a 85° j "= o• 

~ ~ )_ - - - - - - X' 60° 

::= _ _ L o ( OPÇÃO ) 

I ~ I 
Fig. 2 O.OIMtria da fttrramenta utilizada no anealo Renautt-Mathon 

Com o auxnio da expressão 2 é possível fazer a determinacão do diâmetro D0,2 para qualquer valor 
de rotação N através de regressão linear. 

Segundo Matbon (1972) e Matbon et ai (1976), a rotação de referência para o cálculo do fndice de 
usinabilidade deveria ser N = 350 rpm, por apresentar uma melhor correlação com o fndice V90 com 
coeficiente de correlação = 0,90. Considerando o caso dos aços e ferros fundidos cinzentos o valor de 
(m) estaria entre 0,9 e 1,0. 

Murry (1975) relata boas correlações conseguidas entre ensaios de longa e curta duração como os 
de faceamento tipo Mathon. 

Robelet et ai. (1979) efetuou comparações do ensaio Mathon com rotacôes 350 e 700 rpm e o 
índice V 60 de looga duração e encontrou os coeficientes de correlação 0,92 e 0,94, respectivamente, 
mostrando uma melhor correlação para a rotação 700 rpm. 

O índice de usinabllidade obtido neste ensaio é calcula.do por: 

D0, 2 do material ensaiado 
lU - · 100% 

D0, 2 do material padrão 
(3) 

Apesar da preocupação demonstrada na obtenção da correlação entre os ensaios de curta e longa 
duração é imp<xtante ressaltar a citação do autor (1991) quanto às diferenças entre os ensaios e que o 
fndice de usinabilidade depende de uma série de variáveis. 

EnealoVLP 

Este ensaio baseia-se no método de medição da temperatura de usinagem através do termopar 
peça-ferramenta durante a execução do ensaio Mathon, Fig. 3. 
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( A l I N (CJO DA USINAGEM 

( 9 I PONTO CORRESPONDENTE À 
DESTRUIÇÃO DA A RE STA 

9 

TEMPO DE CORTE OU PERCURSO DO AVANS: O 

Fig. 4 R-el•1ro tlplco di •mp.r.tur• dt Utln~gtm obtido durame o enulo v~.~ 

O ensaio foi proposto por Roumêsy (1976) que o utilizou inicialmente com o objetivo de 
acompanhar a evolução do desgaste da femmenta c p-opor um modelo pua o cálculo. Após verificar a 
boa correlação que o mêtodo apresentava, vários pesquisad<res passaram a utilizá-lo. 

Como já foi comprovado anteriormente pelo autor (1985), o sinal da força eletromotriz gerada 
apresenta uma excelente repetibilidade. Roumésy propôs o cálculo de uma velocidade com base no 
sinal da Fem gerada, como ilustrado na Fig. 4. 

A velocidade em questAo é a "velocidade limite de faceamento" ou VLF que é a velocidade na qual 
ocorre a falba da ferramenta, sendo determinada a partir do gráfico. O ponto A denota o início do 
ensaio, em 8 ocorre uma súbita elevação da temperatura caracterizando a destruição da aresta cortante. 

O comprimento L corresponde ao percurso de avanço para o caso em que a velocidade de avanço e 
do papel são iguais. Coosiderando a velocidade do papel= V~ Roumésy sugere o seguinte cálculo para 
VLF; 



Avalaçio das Caracterlaticaa doa Enaaloe de Usinablldede de Curta Duração na Ualnagem ... 

3( aN ) VLF - nNxlO- 2L VP + Dt (4) 

Na expressão o valor entre parêntesis representa o diâmetro onde ocorre a destruição da aresta 
cortante. 

Fig. S Foto de euc:uçlo dD anulo VLF 

A velocidade Vu também poderia ser calculada como indicado: 

Comparando-se as expressões 4 e 5 verifica-se que: 

L 
t -­
c v 

p 

(5) 

(6) 

O índire de usinabilidade calculado em função da velocidade VLP é função da rotação utilizada no 
ensaio e esta rotação deverá ser especificada. O indlre é obtido com o auxílio da expressão 7 a seguir: 

VLF do material ensaiado 
lU- · 100% 

VLF do material padr11o 
(7) 
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Ferroe Fundido• Enaal.toe 

Para avaliaçao dos índices de usinabllidade, focam utilizados ferros fundidos nodulares brutos de 
fusão com distinções nos teores de cobre em 3 falxas asssim especificadas: zero, 0,34 e 0,70% de cobre 
e denominados respectivamente de 1, 2 e 3. As propriedades mec:Anicas destes materiais estão na 
làbela 1. 

Ferros 
Dureza Um de Estrutura da 

% de cobre Brinell resi st!nci a Variações (%) fundidos N/mm2 N/mm2 matriz 

1* o 1627 483 100 100 Femt. 

2 0,34 1921 560 118 116 Perlft. 

3 0,7 2440 740 1150 153 Per1ft 

"Padrio tomado como referinc:ia 

Rotac;õee utilizada• no• enaaloe 

Em razão da utilização de dois materiais de ferramentas diferentes não foi possrvel usar uma 
mesma faixa de rotação. Em vista dos testes prévios efetuados foram escplbid$ as rotações seguintes: 

ferramenta F1: 1000, 1250e 2000rpm 

ferramenta F2: 630, 800 e 1000 rpm 

Resultados e Análises 

Considerando que as ensaias foram repetidas pelo menos três vezes, as valores apresentados a 
seguir são médias obtidas onde as coeficientes de dispersão em tomo da média variou da seguinte 
forma no valor médio: 

Ensaio Mathon: 3,8% e 7,2% para F 1 e F2 

Ensalo VLP : 4,8% e 4,4% para F1 e F2 
A Thbela 2 apresenta os resultada; do ensalo Mathon (valores de Do.V. enquanto a Thbela 3 rmstta 

as velocidades V LI' calculadas atrav~ das expressões 4 e 5. Analisando-se os resultadas do ensaio 
Mathon, verifica-se que a determinaçao dos diAmetros 0 0,2 através da expressão 2 logaritimada 
apresentam precisões muito boas, acima de 95% para as suas ferramentas. 

Tlbele 2 V.Jorw de Do,a obtldoe ,_ erwelc. (mm) 

ft Rotações de referencia Coef. de Precisão Coe fie. Rotações fndice 

Mat. 1000 1250 2000 correi . % m 350 700 1000 

1 53,9 45,5 31,8 1,0000 100 0,761 120 71 54 

2 41 ,9 32,0 23,4 0,987 95 0,813 95 54 40 

3 36,6 30,1 20,0 1,0000 100 0,872 91 50 37 

F2 630 ~ 1000 
1 46,0 37,0 30,5 1,0000 100 0,890 78 42 31 

2 40,0 33,0 24,5 0,990 97 1,06 76 37 25 

3 37,0 30,0 22,0 0 ,991 97 1,12 73 34 22 

Os fodices de usinabilidade obtidas apresentam. em conseqüência, uma confiança > 95% e isto 
signH1ca um bom perceniUal em ensaiQ'i e~rimentais. 
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Com relação aos coeficientes (m) os valores estão fora da faixa referida por Mathon (1976) que 
seria 0,9 a ~0. Esta diferença seria possivelmente atribufda ao tipo de estrutura do material, nódulos de 
grafita. 

1lllbela 3 Valo1111 de VLF calculado• em tuncio do valor (L) obtldoe noe grMicoe (m/mln) 

FI R<Xações de referência Coef. de Precisão% 
Rotações fndíce 

Mat. 1000 1150 2000 correi . 350 700 1000 
1 135 154 172 0,960 91 118 130 135 

2 118 122 133 1,000 100 108 113 118 

3 97 101 110 0,998 98 89 93 97 

F2 630 800 1000 

1 83 88 93 0,991 97 76 85 93 

2 77 79 87 0,972 93 68 78 87 

3 70 72 74 0,999 99 67 70 74 

Uma análise da Tabela 3 revela que a extrapolaçAo dos valores de VLF numa regressão linear para 
determinação de velocidades em 350 e 700 rpm foi executada com precisão inferior ao do ensaio 
Matbon. Considerando valores médios, a precisão média para o ensaio Matbon alcançou 98% contra 
96%doVu. 

Os 2% abaixo não invalida as comparações que serão feitas posteriormente. Com base nas Tabelas 
2 e 3 foram detenninados os fndíces de usinabilidade para as rotações 350, 700 e 1000 rpm, mostrados 
na Thbela 4. 

Teblla4 lnctlc•• de wlnabllldade para dlvera .. rotac;6ee eferramentu 

fndices de uslnabllidade Mathon (5) 

Ferramenta F1 Ferramenta F2 
RPM 350 700 1000 350 700 1000 

Mat. 

1* 100 100 100 100 100 100 

2 79 76 75 98 87 82 

3 76 71 68 88 80 74 

Índices de usinabilidade VtF (%) 

Mat. Ferramenta F 1 Ferramenta F2 
1* 100 100 100 100 100 100 

2 92 87 87 89 92 94 

3 76 72 72 68 83 79 

*Material tomado como padrão de usinabilidade 

Analisando-se a Tabela 1, encontra-se uma excelente correlação entre a dureza e o limite de 
resist!ncia para os ferros fundidos ensaiados, r = 0,997 e deste modo será utilizado apenas a dureza 
para correlacionar com os fndices de usinabilidade. 

Observando-se as c.orrelações obtidas com a dureza vedfica-se que o ensaio Vu apresenta vãlores 
maiores que o ensaio Mathon e ainda, em F 1 os valores decrescem de 350 para 1000 rpm, em F2 o 
componamento é inverso. 
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No ensaio Matbon bá uma inversAo total dos comportamentos mostrando a sensibilidade e 
caracterCstica própria de cada ensaio com a variável de referhcia para o cálculo do Cndice de 
usinabilidade e o material da ferramenta. Apesar disto, são eooo.nttadas boas correlações entre os dás 
ensai~: 

350 700 1000 

Ferramenta Pl 0,83 0,92 0,94 

Ferramenta F2 0,814 0,986 0,90 

As correlações entre os ensaios mostram uma tendência de crescimento de 350 para 1000 rpm, ou 
seja, os valores interpolados estlio sujeitos a erros maiores, quando comparados ao valor ensaiado 
(1000 rpm). 

Relaçio com a vida da ferramenta no en .. lo Vu: 

Considerando a expressAo 6 que determina o tempo de corte (t.:), é passivei construir um gráfico 
semelhante ao de Thylar ( logT - logK- dogv). No caso, ter-se-ia: 

logte - logK- xlogVLI' (8) 

A Fig. 6 mostra o gráfico obtido com o auxnio da expressão 8 e os resultados do ensaio V r.r 
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Fig. s curv .. de vtda oOtkiM no enaa1o v~ 

Uma análise da Fig. 6 revela que valores Interpolados obtidos arravés das retas podem conduzir a 
erros muito grandes em razão das lnclinaçOes das retas e justificadas pela aceleração ocorrida no 
ensaio. 
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Conclusões 

Os ensaios de uslnabilidade de curta duração do tlpo Mathon e V LF podem ser utilizados para 
determinar a usinabilidade com um nível de confiança> 95%. 

A padronização de ensaios de usinabilidade não invalida os ensaios executados com outros 
parâmetros desde que sejam mantidos constantes em uma determinada série de ensaios. 

A utilização de ferramentas de aço-rápido em ensaios de curta duracão do tipo Mathon é 
desvantajosa porque eleva a faixa de rotações utjJizadas nos ensaios. É preferível usar 
materiais de men<r durabilidade ou vida como aços ferramentas comuns tipo SAE 52100. 

A rotação de referência para o cálculo do fndice de usinabilidade no ensaio Mathon pode ser 
diferente de 350 rpm sem que isto invalide o ensaio. É preferível que seja um valor dentro da 
faixa de rotações adotadas. 

A preocupação em correlacionar o ensaio de curta duração com o de longa duração nem 
sempre é justlficada em razão das discrepâncias passíveis de ocorrerem nas comparações. O 
exemplo disto é a análise da Fig. 6. 

A usinabilidade dos ferros fundidos ensaiados mostrou que a adição de cobre crescente nos 
meslllOS é causa da redução da usinabilidade e acréscimo da dureza. 
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Abetrect 
The objective of this paper is the review of receai treods io siogle-poiot diamood cuttiog tools, covering the 
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Reeumo 
O propósito deste trabalho é apresentar uma revisão sobre recentes ten~ncias em pesquisas com ferramentas 
monocoJUntes de diamantes monocristalioo em usinagem de ulh'llpreci.são. O perfodo que abrange essa revisão é 
1980-1992 Uma breve discussão sobre a situação do &asil em relação a esse tipo de tecnologia é feita. 
Palavns-cbave: Usinagcm, Ultraprecisáo, Fcmmentas, Diamante, Revisão 

lntroduçAo 

Ferramentas de diamante monocristalino com geometria definida sAo necessárias na usinagem de 
superficies ópticas, as quais necessitam de um super acabamento para proporcionar um alto grau de 
reiletividade. 

A tecnologia de corte de ultra-precisAo de metais tem atraído o interesse tanto da indústria como de 
pesquisadores. O torneamento com diamante é a técnica onde se utiliza uma ferramenta especial 
monoconante de diamante numa máquina ferramenta de precisão, especialmente projetada, para dar 
acabamento1:m supc:rfícies metálicas sob condiçOes precisamente controladas de máquina e amiente 
(11ai.wa et al, 1987). 

As máquinas ferramentas utilizadas nesse processo sAo de importAncia fundamental, tendo estas 
alcançado nfveis elevados de desempenho através de avanços cienúficos e de engenharia. Estas 
máquinas sAo normalmente dotadas de mancais aerostátlcos, guias hidrostáticas assim como de 
sistemas pneumáticos para isolamento de vibrações e devem 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 empfrlcos. Embora, em termos de aplicações comuos na indústria, estas 
regras JEreçam ser suficientes, existe uma necessidade urgente de um ma1or entendimento cienúfico de 
ferramentas monocortantes de diamante visando o desenvolvimento de uma tecnologia mais avançada 
para um futuro próximo (lkawa et ai, 1988), (Brook:es e Brook:es, 1991). 

Projeto de Ferramentas de Diamante 

Recentemente uma atenção especial tem sido voltada para femunentas mooocortantes de diamante 
para a usinagem de ultra-preci.são, onde acabamentos superficiais da ordem de 10 nm são substanciais 
(Ikawa et ai, 1987). 

P-ted &Ilhe 12th ABCM Mechanloal Englneerlng Conference, Btasllla, D.F., Decembef 7· 10, 1993. 
Tedlnlcal Editor: Walter Undolfo Welngaertner 
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Com o intuito de compatibilizar a qualidade de ferramentas de diamante com máquinas 
ferramentas altamente desenvolvidas, e ao mesmo tempo satisfazer as exigências de um ferramental 
mais avançado para um futuro próximo, tem-se procurado adotar uma aproximação clentnica para o 
projeto e manufatura de ferramentas de diamante de alta qualidade. 

A geometria da ferramenta é descrita pelos termos e parâmetros representados na Fig. 1 (Kônig et 
ai , 1991). 

rt Raio de ponta 

b Largura da aresta cortante 

a l Ângulo de folga 

a2 Ângulo de foJga extra 

y Ângulo de saída 

E Janela de aresta cortante 

f ig. 1 ,...,..menti mcnocortante de clam.me: 111,._, partmetr~ • g_,..rta. 

lkawa e Shimada (1977) apresentam um estudo multo abrangente sobre ferramentas de diamante 
para usinagem de uitra precisão, que propõe parâmetros de projeto para aresta cortante no corte de 
precisão de metais, a sabe.r: afiação da aresta, rugosidade da aresta, afinidade com outros materiais e 
resistência da aresta. Esses pesquisadores também apresentam um trabalho (lkawa e Shimada, 1982) 
que contribui para o conhecimento das propriedades de resistência do diamante e oferece subsídios 
para o projeto de uma ferramenta com a propriedade de anti-lascàmento ("anti-{;hipping") da aresta 
cortante. A tensão efetiva no diamante, sendo este um material tipicamente frágil, mostrada através do 
teste de índentação Hertziana o qual é realizado com vários indentadores em diversos corpos de prova 
com diferentes orientações, é a tensão normal aos planos (111) do cristal, o(lll); este critério 
consegue explicar muito bem a anisotropia e o efeito tamanho ("size effect"). Num trabalho mais 
recente, Ik:awa et ai (1987) descrevem alguns tópicos sobre as caracterlsticas da aresta cortante, tais 
como: a significância da aresta de corte, resistência 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 resistência do diamante é a questão de maior relevância quando se tem como objetivo a máxhna 
conflabilidade da aresta de corte da ferramenta . Através da uti lização do teste de fratura de Hertz 
auxiliado por técnicas de emissão 11cústica com indentadores com diversos raios de ponta, as 
caractedsticas de resistência do diamante fOliam investigadas sob o aitério de fratura e considerando­
se o efeito tamanho ("size effect") em superfícies polidas de diamante (lkawa e Shi mada,l982); (Ik:awa 
e Shlmada,1985). 
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O plano (111) no diamante é altamente resistente ao desgaste em todas as dlreções sendo preferido 
como face de rrabalbo, porém deve-se lembrar que este também é um plano de clivagem, ou seja, a 
ruptura neste plano ocorre com baixa energia. Devido à estrutura cristalográfica do diamante, sua 
resistência à fratura e ao desgaste é diferente em diferentes planos. A Fig. 2 (Tk:awa et al,1988) mostra 
a probabilidade de fratura O(Po) como função da pressão de coomto no infcio da trinca Po nos planos 
(111), (110) e (100) num corpo de prova de diamante durante o teste de Hertz(1). cano mostra a Fig. 
2, para cada plano diferentes curvas G(Po)- Po slio obtidas do mesmo corpo de prova. Isso mostra um 
tipo de anisotropa (llcawa e Sbimada,1982). 

A resistência do diamante também depende do tamanho da indentaçAo- o efeito tamanho -(llcawa e 
Shirnada, 1982) (Tkawa e Shimada, 1985). A Fig. 3 (llcawa et ai, 1988) mostra que a tensão normal 
crftica aplicada no teste de Hertz para formação de uma trinca anular é inversamente proporcional ao 
raio do indentador. A resistência à fratura do diamante atinge o nfvel de 20 GN/m2 com um mmanho 
de trinca de poucos microns. 

A resistência medida através do teste de Herrz também é afemda pela condição da superfície do 
corpo de prova. Quanto melhor for o polimento da superffcie maior será a sua resistência, como mostra 
a Fig. 3, provavelmente por causa da menor possibilidade de existência de microtrincas ou asperezas 
da superfrcie, induzidas por processos anteriores ao polimento, as quais reduzem a resistência 
consideravelmente.(lkawa et ai, 1988) 

IS 211 25 

Resisttncta rratura Po (GPa) 

.. . 
• 

lO lS 

Fig. 2 ProbabUidade de fratl .. no watt de Hertz em auperftclee doe corpoe de prova (llulwa et ai, 1M8) 

Desgaste da Aresta Cortante do Diamante 

Muita atenção tem sido dispensada com relação ao desgaste das ferramentas de diamante. A 
durabilidade ou estabilidade da aresta de cone~ uma exigência comum para qualquer ripo de material 
para ser usado como ferramenta. Pode-se dizer que o desgaste nas ferramentas de diamante é uma 
consequência de uma combinação de mecanismos que ocorrem durante o processo de usinagem, tais 
como adesão, abrasão e efeitos trlboquímicos e tribotérmicos (Evans, 1991). Hurt e Decker (1984) 
avaliam os principais mecanismos de desgaste de ferramentas mooocortantes de diamante, mostrando 
que a anisotropia das propriedades mecânicas do diamante da forma como estas estão relacionadas ao 
desgaste da ferramenta e à qualidade superficial gerada pode ser utilizada com vantagens no campo do 
torneamento com diamante. Willcs e Wtlks (1972) e Seal (1958) fizeram estudai sobre a resistência ao 
desgaste por abrasão do diamante e conclufram que o mecanismo t~rmico tem a maior influência no 
desgaste do diamente com pó de diamante. Cromptoo et ai. (1973) investigaram o desgàste do 
diamante durante o atrito contra materiais mais dútcis, isso levou os autores a concluírem que existe 
uma variação considerável na resistência ao desgaste por abrasão o qual pode acompanhat mudanças 
na dircção da abraslio e mudanças na orientação da face testada. Esse trabalho mostrou que quando 
essa dureza do material usinado é suficientemente grande, a tensão de tração que age no diamante 
alcança a tensão de fratura, e o desgaste torna-se mais acentuado. 
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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 é em 
grande parte devida a dana> superficiais e sub-superficials produzidos nas dlreções preferênciais pelo 
processo de escorregamento quando a pressão de contato excede um valor crítico. Casey e Wilk:s 
(1973) realizaram experimentos sobre o atrito em diamante, medido em funçao da carga aplicada, da 
direção de escorregamento e do grau de I ubri fi caçAo da su perffcie IJXl>trando várias características bem 
definidas de atrito de diamante no diamante confirmando que uma superflcie poHda de diamante 
também apresenta uma superflcie áspera característica de materiais frágeis . Uegami e Tamamura 
(1991), utilizando-se do método de Mercator para designar as orientações cristalográficas das 
ferramentas de diamante, avaliam as forças de corte e o desgaste da ferramenta com 4 tipos de 
ferramentas tendo estas uma combinação de faces de safda na> plana> (100) ou (110) e direçAo da 
aresta de corte <100> ou <110> respectivamente, quando da uslnagem de uma liga A!Si biper eutétlca 
mostrando que o coeficiente de atri to nos plana> (100) e (110) toinam-se mfnirnas na dlreção <100>, e 
máximas na direçAo <110>. 

O desgaste da aresta cortante de diamante pode ser dassificado em dois tipos: um devido ao atrito 
e outro devido a microfratura por clivagem (llc:awa et ai, 1988). Através de observações detalhadas do 
desgaste de ferramentas de diamante, utilizando um microscópio eleiTOnico, Keen (1971) mostrou que 
não pode ser observado outro mecanismo de desgaste devido a processos n:teeanicos. 

A geometria da ferramenta c os efeitos de desgaste durante o torneamento com diamante 
mooocristalino s!o desaitos por Parker et ai (1990). Os resultados desronstraram que a compensação 
de raio dn:ular limita sua aplicação a ferramentas com Angulos de safda muito evidentes como é o caso 
de ferramentas para corte de germânio. A máxima compensação controlável de abertura é de 25•. 

A resistência à fratura e ao desgaste de uma ferramenta dependem da orientação cristalográfica da 
aresta cortante de diamante em relaç4o à peça-obra. Wong (1981), descreve o comportamento do 
desgaste de ferramentas de diamante durante a usioagem de precisão em altas velocidades. Nesse 
estudo ele mostra que oAo existe ama diferença significativa na vida útil da ferramenta com a face de 
folga no plano (100) e (110). Oomen e Risses (1992), jXOCuraram estabelecer as variaçOcs e as taxas de 
desgaste de vários tipos de diamantes, cortando diversas amostras de Alumrnio, Cobre e NCquel 
("electroless nickel"). É interessante ressaltar que foram encontrados padrões de desgaste muito 
caracterfsticos para a> três tipos de metal. O alumfnio causa o arredotdamento ("toondingj da aresta 
cortante e o desgaste da face de folga, o Cu causa o "pitting" e o Ni causa o lascamento ("cbipping") da 
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aresta da ferramenta. Além disso, eles fazem um estudo sobre a influência da orientação cristalográfica 
nas características de corte, chegando a diferen~s em caracterfsticas de desgaste para materiais 
diferentes. 

A microfratura e o desgaste da aresta cortante tem grande influência na rugosidade superficial 
(Wada et ai, 1980). O perfil da superfície usinada é basicamente composto pela repetição do perfil da 
ferramenta transferido no plano normal à direçao do corte (Ikawa e Shimada, 1977). O processo de 
transferência do perfil será afetado por um fenômeno interfacial complicado e nAo claramente 
Identificado entre a aresta cortante e o material de trabalho, ou seja, este depende de uma afinidade 
interfacial (lkawa e Shimada, 1977). Mesmo que haja uma irregularidade muito pouco perceptfvel na 
aresta cortante, devido a micro cavaca; ou a partículas aderentes, isso pode causar dana; a superfície 
usinada. 

O diamante apresenl8 uma perda de peso coosiderável devido à oxidação ou grafitização, quando 
exposto a altas temperaturas. As ferramentas de diamantes apresentam um severo desgaste após o corte 
de alguns tipos de materiais especialmente os metais ferrosos e vidros ópticos (Hobert, 1990). A 
incapacidade de cortar metais ferrosos resulta da reaçilo qufmica entre o diamante e o carbono na 
presença de oxlgênio (Hobert,1990). Esta reaçilo causa a grafitizaçilo, a qual rapidamente destrói a 
aresta cortante da ferramenta de diamante. Da mesma forma, vidros ópticos também apresentam o 
mesmo tipo de problema, uma vez que, pode haver uma reação qufmica do silício contido no vidro 
com o carbono do diamante formando um carbeto de silício (Hobert, 1990). Já foi ressaltado por 
Casstevens {1983) que em atmosfera saturada de CH4 o desgaste da ferramenta de diamante foi 
redlrlido durante o corte do aço. Evans et aJ (1991 ), apresentam algumas observações, sobre o desgaste 
de ferramentas de diamante no torneamento de aço inoxidável. Estes resuiLada; podem confirmar que 
existe um prooesso termoquímico de desgaste da aresta cortante de diamante. Portanto, a afinidade do 
diamant.e com o material de trabalho pode ter uma função importante nesse processo (Thnaka et ai, 
1981) . Recentemente, têm-se publicado trabalha; apresentando análises quantitativas de desgaste. Syn 
et ai (1986) conduziram testes prolongados de desgaste durante o torneamento com ferramenta 
monocortante em nfquel eletrolftico ("electroless nickel"), mostrando a progressão da rugosidade da 
superfície usin.ada versus a distância de corte. 

Conclusões 

Recentemente, algumas aproximações cie.ntfficas 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 estão dependendo de regras empíricas na 
maioria dos casos. Métodos quantitativos e qualitativos para seleçlio de ferramentas de corte de 
diamante foram propa;tos (Declcer et al, 1984), (Hurt e Sbowman,l986), utilizando-se de técnicas tais 
como microscopia eletrOnlca, raios-X, etc. Em termos de afiação, rugosidade, afinidade e resistência 
da aresta cortante, a ferrame nta de diamante é considerada como a que possui maior potencial para 
usinar superfícies metálicas com uma precisão de ordem nanométrica, quando utilizada numa 
máquina-ferramenta e sob condições apropriadas. Os mecanismos de desgaste receberam, sol:> um 
ponto de vista microscópico, grande atenção por parte de pesquisadores nos últimos anos. Análises 
quantitativas de desgaste de ferramenta já foram repatada; . 

No Brasil ainda nao foram desenvolvidos estudos relacionada; a ferramentas de diamante. Espera­
se que isso possa ser revertido em pouco tempo conseguindo-se despertar maior interesse por parte das 
indústrias e centros de pesquisa que se utilizam desse tipo de ferramental . 
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Tbe theory of tbe equivaleot gCJieraliud quantitics to sim pie dyoamic absorbers is prcseoled. Accordlog to tbi.\ 
tbeory tbe equatioi1S of tbe oompouod system cao be writtcn io term of tbe maio system ooly. Tbis coocept is 
expanded to beamlike dyoamic vibrarioos absorbers. Tbe ocoes.sary generalized quaotities matriccs aod also the 
general equatioo of tbe compound system ue obta1ned. An example is shown and the numeric results are 
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Damageable Plplnge", RBCM - J . of the Braz. Soe. Mechanlcal Sclenc•, Vol. 15, n. 4, 
pp. 332-341. 

ln tbis paper it i.\ investigated tbe suitabilily of lhe low Mach oumber assumption for prcssure transiCJII models 
wbich acoount for lhe damageablc behavior of tbe pipewall. Tbe analysis is carried out based oo tbe eigenvaluc 
problem associated to lhe governing equatioos, witbout having to appealto any explidt represeotatioo of the 
coostitutive relations for tbe pipe material. Numerical results obtained for the mos I used pipe materiais show that 
this slmpllfying assumptioo Is valid for metallic tubes, but ID•Y fail if plastic tubes are coosidered. 
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Externa! Magnetlc Forcea", RBCM- J . of the Braz. Soe. Mechanlcal Sclencea, Vol. 15, 
n. 4, pp. 342·349. 

A melhod to conlrol tbe vlbration levei of a rotating macbine, using oonlinear magnetic forces, actiog radially on 
the rotor, is studied. The malhematical model for tbe magnetic pull is obtained using magnetk circuit theory 
eq11ations assuming small gaps. The rotor dynamic model is generated by the Transfer Matrix Method. The 
complex e igenvalues of lhe homogeneous gyrosoopic system are calculated uslog the polinomial metbod. Tbe 
steady-sta te rcsponse ln lhe time domaln is obtaioed by oumcrical integratioo, uslog a fourth-order Runge-Kutta 
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Mechanlcal Sclencee, Vol. 15, n. 4, pp. 350-359. 

Tbe present paper is concemed with the design aod construction of a thermal mass flow meter. This meter is 
based on tbc measurement of thc fluid temperature elcvation caused by externa! heating. A detailed oumerical 
simulation of lhe lraosieot, conjuga te heat transfer in the meter body aod the fl uid was developed. Tbe results of 
this simulation revealed lhe ma ln parameters wbich controllhe meter performance, and gulded lhe conslruction 
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Flat and Flnlte lncllned PlatM", RBCM • J. of the Braz. Soe. Mechanlcal Sclencea, Vol. 
15, n. 4, pp. 360-367. 

This work presents ao experimental study of natural convection on a Oa t and finite lnclined plate. Values of 
Nuuelt number for severa! a ngular position and for differenl heal ftUJ[es are oblained. lt is p roposed a new 
empirical relation for negative angular positions (surface of heallransfer facing downwards). !t is also sllown 
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for heal surfaees facing upwards, ln lhe analised rangeof Rayleigh oumber. 
Keyworda: Natural Convection, Flal Plate, Finite Plate, lnclined PJate 

Petera, S., Marcondee, F. and Prata, A. T., 1993, "Numerlcal Solutlon for Natural 
Convectlon BetwMn Vertical and lncUned Aeymmetrlcally Heated P•allel Platea", 
RBCM • J . of the Braz. Soe. Mechanlcal Sclencee, Vol. 15, n. 4, pp. 368-375. 

Two a nd three dJmensionaJ computations were perfonned to study lhe Prandll nllmber effect in natll ral 
convection in vertical aod inclined channels. A correction factor was introduced tha t sllcoessfully incorporated 
the Prandtl nllmber dependeoce loto tbe existiog Nllsselt number versus Rayleigh oumber correlatioo available 
ln lhe lilerature. A general correia doo lhat is valld for PrandtJ numbers raoging from 0.7 lo 40, coveriog fluids 
from air to paraffio, was lhen proposed. 
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Mechanlcal Sclencea, Vol. 15, n. 4, pp. 376-382. 

CFú (chlorofluorcarboos) and HCFú (hydrochlorotluorcarbons) are cbemical substaoces thal were created 
initially for use, as working tluids, ln vapor com pression refrigeratioo syslems .. The field of application of CFú 
and HCFCs has increased and oowadays they are used in many products and industrial process. Because ii was 
discovered lhat lhe CFú and HCFCs are depleting lhe Ozone Layer they h ave 10 be elimlnaled. The objective of 
lhis paper is lo descclbe lhe maio aspects involved ln lhe "CFCs crísís.~ and to describe the optíons for lbeir 
substitution io lhe severaJ refrigeratioo andai r conditioning uses. lt is commented lhe particular situation of lhe 
developing countries 11nd Brazil. 
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"Flowdrllllng", RBCM - J . of the Braz. Soe. Mechanlcal Sclencea, Vol. 15, n. 4, pp. 383-
390. 

This paper deals wilh lhe fundamentais of Oowdrilling, as well as an anaJysis of lhe parameters tbat determlne 
drllling conditions, axial forces and Iorq ue leveis thal act on the workpiece, in order to optimize lhe work 
condi dons and to find out lhe various factors lhat affect this process. 
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This work presents the developmenl of a mecha nicai sensor prototype for measuring the aharpoess or cutting 
ability of a grioding wheel during lhe process, through lbe friction coeficient. The 5ensor was actually buill and 
lested, and lhe results are preseoled and analysed. 
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Cunt., L 8 ., 1993, "Short·Time Machlnablltty Teate Evalultlon for Nodular Caet·lrone 
wlth Dltferent Metallurglcal Addltlone of Copper", RBCM • J. of the Braz. Soe. 
Mechlnlcal Sclencea, Vol. 15, n. 4, pp. 400.408. 
The characteristics of tbe variables used to determine tbe machinability indexes and the ínfluence of tool 
materiais in two sbort-time tests: lhe Renauh-Matbon test, nonnaJized io tbe Frencb norm AFNOR NF A03~54 
and the test based io lhe velocity limit of face-tumlog (VLF) were studicd. Tbe tests were carried io cuttiog 
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mechanical properties ._re establisbcd. 
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