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Abstract

We present a theoretical and experimenial study of thermaosensitive resins used in thermal stereolithography, In
wsual practice. stereolithography makes use of photosensitive resins where HeCd (0.352um) laser ultravioler light
initiates the curing process. In this work we siudy the process of local curing through the application of infrared
rudiation. whiclh hus proved 1o be useful in u new technique for the making of prototypes by meuns of selecrive
heating with CO; laser i 1).6um). The presented sample consisis of a thermosensitive resin (epoxy) with the curing
agent (diethylene trigmine) and a filler {silica). The ideal composition of the thermosensitive resins has proved to be
10 parts epoxy, 1.4 part diethyvlene triamine (the curing ageat) and 0.7 part of silica powder, A physical theoretical
model is applied for control of the parameters which influence the confinement of the curing in the irradiated bulk, A
mathematical model is applied too, and it was developed through the resolution of the heat conduction equation
dependent on time, in cylindrical co-ordinates, which enables to determine the behaviour of curing in terms of
irradiation conditiony. An experimental analvsis has derermined the temperature band at which the curing process
starts and the optimum silica concentration for efficient curing, The application of Differential Scanning Calorimeter
(DSC) s discussed, since the experiments aimed (o obtain the same results ay those obtained through the thermal
analvsiy method.

Keywords: Thermosensitive Resins, Thermal Stereolithography, Prototype Production

Introduction

The great world movements in search of optimization in prototype production has placed
stereolithography as a powerful techmque used for obtaining tridimensional models. Usually, the
conventional technique in stereolithography makes use of a system for application of ultraviolet light on
photosensitive resins in the curing process, by operating a HeCd (0.352um) laser for the obtainment of
prototypes (Kaplan,1990; Belfore,1993). This work presents the study of an innovative technique of
application of CO. (10.6pm) laser infrared radiation on thermosensitive resins by means of
stereolithography (Barros,1992). It is believed to be a really new and advantageous method as
compared with the process mentioned before. In previous works, the behavior of the influence
parameters as well as the charactenistics of the resins in the process of local curing were studied and
defined (Barros,1994), The results were satisfactory as a starting point for the determination of a proper
theoretical model (Scarparo,1995), aiming at the accurate determination of the local curing. In order we
might come to such a composition for the local curing, and a detailed study was fulfilled considering
the amount of silica in the process. The experimental analyses were carried out in two stages, one of
thermal characterization and another of optical characterization of the thermosensitive resins. The
results determined the temperature range at which the curing starts and the behavior ol the absorption
depth in terms of the silica variation in the composition. A mathematical model was applied by solving
the equation for the conduction of heat dependence on time in the cylindrical co-ordinates, which
allows Lo foresee the behavior of the curing in terms of irradiation conditions. One of the additional
advantages in the use of this laser is related to the highly restricted and located area in which the curing
Manuscript received. September 1997, Techmical Editor: Leonardo Goldstein Jr.
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oceurs when the diameter of the beam is taken into account. To date, stereolithography have been
produced for a wide variety ol industries, including automotive, aerospace, and consumer products.
Automotive and acrospace manufactures, whose work involves complex parts and assemblics, have
been especially interested in the technology because they typically integrate a large number of complex
components that have been designed and produced separately.

Theoretical Model

A physical theoretical model (Scarparo.1996) has been worked out aiming al the exact
characterization of every physical phenomenon occurred in the process of local curing. The model
describes the energy flow deposited by the laser in terms of the control of the operational parameters
and the behavior of the resin, aiming at the local curing.

The determination of the released energy distribution is essential for obtaiming the local curing. The
models takes into account the thermal and the optical characteristics of the resin as well as the
absorption depth, thermal conductivity and diffusivity. Initially, in order to obtain the power associaled
to the laser beam, the “dwell time' of the beam in the sample was determined. The local curing was
achieved by scanning a continuous wave (cw) CO. laser repeatedly over a circular trajectory on the
sample’s surface with a scan speed v . By dividing the beam diameter 2@ by the scan speed, one
obtains the “dwell time’:

2
T4 =— (1)
4 v

concermng the time of interaction laser/resin at a surface point.

As the resin 1s highly absorplive at the CO, laser wavelength (10.6pm). it is assumed that, during
the “dwell time’, nearly all the beam energy has go into the inner part of the sample at a distance from
the surface equivalent to the absorption depth & . The absorption depth was determined by measuring
the transmittance of a non-cured sample, having a thickness of supm at the band of the CO. (10.6pm)
laser emission spectrum. It was found to be & = 22, 4pm. It is assumed that energy £ has been absorbed
in the small cvlindrical volume V' during the “‘dwell time’, the volume being defined as:

V=rw’s (2)
The encrgy released in V is the product of the laser power by *dwell time":
E=Pry (3)

The approach of (2) is reasonable in the experiment because the sample absorbs at very small
depths. Energy absorption in matenals is quite critical concerning the depths they reach. In materials
which do not absorb the energy strongly, the absorption depth may exceed the focus depth of the beam.
As a consequence the confinement of energy at the surface of the model is not maintained. By the mean
energy E it is possible to determine the variution of temperature, which is proportional to the
deposited energy concerning the specific heat C, and mass m of the material contained in volume V.
according to the lTollowing cquation:

E, =CPmAT 4)

the mass of the heated volume may be calculated by using the mass density of the sample
]

p=Lll6eg/em .

A numerical solution was applied based on the Finite Differences Method (MDF), developed to the
general equation for conduction of heat (Carslaw,1959). I it 1s assumed that nearly all the flow of
encrgy deposited by the laser beam is absorbed every moment the laser passes at a point on the surface
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of the sample, 1t follows that the irradiated volume will undergo a temperature increase which is
determined by the expression:

E, Pt
AT = 2 . d (5)
'm('-p xm'ﬁpCP

As the laser induces a linear heating rate, the general equation for conduction of heat dependent on
time is applied as follows:

Ver=— — - — (6)

where D stands tor the thermal diffusivity of the sample, K is the thermal conductivity. and G describes
the rate of energy gencrated by the laser source. In a Gaussian profile (Sanders, 1984} of intensity of the
laser beam, the term of source G generated by the CO, laser may be expressed by:

G P2 exp[_—r:-’ /({)2 )exp(_ 8 ]S{Td] (7
Tw S

forO<t< 1. 8(t, l:1> 1, S(t, =0 where S(t, is the function which considers the term of source in
the general equation, r is the distance from the beam center, z is depth of sample surface, & is the
absorption depth, P is the output power of the laser. The displacement scan speed over the trajectory of
the circular way resulted in repetition rate of the laser equal to 35ms, and the ‘dwell time’ of 377us for
a beam focused to l/e of the 0.3mm radius, These parameters were used in the numerical simulation,
the constant of radial thermal transient o being defined as follows: ¢ = w/D. where D = 22x10°
cem’ s ', thus o is approximately 1us for the radial transient.

The Crank-Nickelson method of infinite differences was used to solve the equation for the
conduction heat dependent on time in the cylindrical co-ordinates. The thermal conductivity of the
epoxy sample is K = (L359x10" mW/cmK, which is near the conductivity of air K = 0.24x10°
mW/emK. As a concern Lo the theoretical model, it was assumed that thermal properties K and D, as
well as the optical properties § and reflectivity are all of them independent of temperature. The
influence of silica in the process of local curing was disregarded.

Experimental Analysis

STAGE |

Initially, for the thermal characterization of the thermosensitive resin, it was essential the study of
the sample behavior under the influence of the heat action. For that purpose, it was decided to simulate
experimentally how the sample reacts when submitted to an external source of heat. In order 1o carry
out the experimental analysis, the apparatus shown Fig | was used, in which a small semi-liquid volume
of the sample was heated at different external temperatures. Although the result of the local
curing may also be obtained with polyester resin, the decision to use the epoxy resin (D.E.R. 330)
was taken because of its low coefficient of thermal diffusivity D=22x10" co\m’ s, as well as its
appropriale viscosity, thermosensitivy and stability in the course of the curing process. Though the
epoxy resin presents a shorter handling time (pot-life) than the polyester resin. it offers less risk
concerning toxicity, and presents greater rigidity as a final product. The local curing was obtained with
the use of the CO. laser operating continuously within the infrared spectral absorption band at a
wavelength of 10.6pm, The initial aim was to detail the experimental results of the local curing with the
use of laser, since they are essential to the understanding of this process. However, in order that the
explanations might be coherent, we were lirstly decided to characterize the curing process occurring
in the bulk of the sample. For that purpose, a small volume of liquid sample was heated in a beaker
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Descrip tion of Equipmenis

@ Hele laser (6328 nm)
@ 100% reflectove mirror
@ focusing lens (Zn3e) / f=l6cm
O beaker (hameter=10 cm, height=1 5 cm)
O heat tape
@ thermacouple
@ keitley | 75 thermometes
autorangng multimeter
@ detector for the visible / Model 818 F-5L
® 600 MHz oscilloscope
@ dats acquinng modulus

Fig. 1 Experimental apparatus used for the characterization of the curing process

wrapped in heat tape. which enabled to control the parameters which could bring information
concerning the curing process. Initially, the temperature of the sample volume in terms of time was
monitored by means of a thermocouple by applying different surrounding temperatures (external), The
thermocouple signal recorded by the thermomeler was sent to a digital oscilloscope connected o a data
acquiring modulus where the data concerning the evolution of the sample temperature were stored.
Simultaneously, in the apparatus the transmittance of the sample for the HeNe laser was measuring by
means of a detector,

Transmittance, which allows the obtaiment of the depth absorption of the material, is a simple
method to identify the beginning of the curing in the sample, provided the liquid resin is relatively
transmissible to the visible light of the HeNe laser, becoming opaque while it cures. Through the
correlation between the evelution of the sample internal temperature and the transmittance record, it is
possible to determine the rate of curing in function of the sample temperature, Temperatures of 310 K,
317 K. 330 K, 338 K. 436 K and 353 K were selected for the analysis of the curing behavior of the
sample.

[')Ai lemperatures higher than 353 K, the curing took place quite rapidly, reaching a very high speed
in a period of time which was faster then the time response of the apparatus, which risked the accuracy
of the experiment. The evolution of the curing is shown terms of temperatures and time of curing in
Fig 2.

540
b20 -] B 310K
500 - ® 317K
A 330K
480 v 338K
v ® 346K
R + 353K
X 440 + v [ ]
@ A
E 420 - *
] 1 ]
=400 o
£ 380 4 .
l_
[ ]
[ ]
] - 1 N T v I i ] K T . T
400 00 00 1000 1200 1400 1600

Time (s)

Fig.2 Evolution of the sample internal temperature and onset of curing for different external temperature
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The results obtained in the graphics initially indicate a similar behavior in the evolution process ot
the curing at the diflerent temperatures applied: however. it is clearly observed a much faster answer to
the curing as the temperature increases. It is also noticed that the begining of the curing process occurs
in a very narrow temperature band of the sample (onset the curing). Such a variation arises out of the
difficulty in controlling stoichiometry when preparing the sample.

STAGE Il

The optical characterization of the properties of the thermosensitive resin will depend on the sample
composition. which in proper conditions permit the obtainment ol information about the absorption
depth 8. Therefore, these analyses have proved o be of greal use for study of the samples behavior in
terms of the silica absorption of energy. since each sample ways submitted to a variation in the amount of
silica in the composition. The absorption depth, as defined in the theoretical physical model, is essential
far the definition of the volume of the cured sample. If the absorption depth determines the infra
radiation depth in the sample, it follows that the amount of silica in the composition may determine the
dimension of the cured volume, seeing that as the amount of silica changes, there occurs a variation in
the absorption depth. In order to determine the absorption depth in each sample, the semi-liquid sample
was inserted between two KBr crystals (transparent to infrared light).

An analytical solution - by applying Lambert-Beer Law (1, = I, ¢*®) was established. Considering
that the intensity is partly reflected and attenuated by the crystals, through the analytical solution, 1t is
possible to determine the depth of encrgy absorption by the sample. The determination of & is
cstablished as follows:

fe—
i‘.i

150 = Rle %e kel — iy(1-R) e %rele B

Xy

Iy(l—- R)2 = e (e +Re2 ) L._E'u

Considering that, when it reaches the walls of the crystals, the intensity of initial radiation
undergoes a slight reflection, in the semi-liquid sample. Thus, by applying Lambert-Beer Law, a
satisfactory estimate is obtained as follows:

Xy

Ir = ]U(] i R}z e—ﬂfr(-tr1+-h-2}£, Ee (9)

where: 11/1, = sample transmittance
R = KBr crystal reflectance
x. = crystal thickness
. = optical absorption coefficient of the crystal
5, = sample absorption depth

If &, is detached from equation (9).it follows:
8, =- 2 (10)

(Z{.(x(.] ok o )i—ll“} T;Z
(1+R)
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where T stands for transmittance, Therefore, the analytical solution was used to find the depth of the
sample optical absorption when two KBr windows have been used as substract for the semi-liquid
sample. In order that the analytical solution could be applied, it was necessary o determine the values
of the sample transmittances. The equipment used for estimating and obtaining the transmittances was
an infrared spectrum analyzer, Model IR-700. Japan Spectrophotometer, 2.0 version. In the second
stage of cxperiments, the transmittances of the semi-liquid samples were determined first, and
consequenily the absorption depth in terms of the variation of powdered silica in each composition of
the samples. The analyses of the optical absorption depth of the samples have show how silica is
important in the calculation of the samples behavior under the influence of infrared radiation. In order
to facilitate the accomplishment of these experiments, the proportion of the silica in the composition
(which permits the local curing of the resin) was considered as the basis, where for each sample
compusition the following proportions were added in parts of the reagents. In Table I we consider the
variation of the amount of silica, where percentage above (+) and below (-) the local curing
composition is showed.

Table 1 Variation of silica amount in the samples for transmittance analysis

Silica percentage (%) Sample composition {in paﬂs}
DGEBA » DETA = silica
without silica 10> 14~ 0.00
-75 10~14»012
-50 10> 14 » 0,36
-25 10> 1.4 » 054
local curing 10-14-070
+25 10-14»0890
+50 1014 - 110
+75 10>14»125
+100 10 » 1.4 » 1.40

Results and Discussions

The experiments concerning samples under exothermic conditions mndicate the possibility of
influencing the curing of the sample through the control of factors which affect the speeds of reaction,
and determune the moment the reaction starts. The experiment carried out in Fig. 2 suggests the
determination ol the activation energy involved in reaction during the curing process. Unfortunatelly
this results do not allow to stablish direct mathematical relationship between the parameters inyolved in
the curing process. The experimental difficulties are clear along this process, which does not make
possible ta obtain the activation energy accurately, since the highest temperature point of reaction has
not been attained. For the same reason, it is not possible. quantitatively. to define the rate at which the
reaction happens. This experiment was conclusive as concerns the identification and sclection of the
controlling parameters of the sample curing process.

For example. to determine the reaction rate more accuately, in function of temperature, the DSC
{differential scanning calorimetry) should be vsed. The DSC process can determine, graphically, the
heat Mlow of a small amount of sample, both for a fixed temperaturc and for a variation in temperature.
[n either case the flow of heat which is required to maintain a certain emperature in the sample is
compared with the flow of non-reactive alumina sample used as reference. While the reaction takes
place in the reactive sample. it is possible to determine whether the reaction is endothermic or
exothermic by comparing with the results of the experiments in question. The comparison between the
heat flow emitted by the reactive sample and non-reactive one permits the obtainment of the enthalpy of
the system.

The study of the sample by means of the DSC is being developed and aims to determine the
conversion rate of the sample in the curing, in function of time as well as to determine the activation
cnergy of the sample, which is estimated (Scarparo,1996) to be around E, = 50kcal/mol. The sumple
analytical solution established in terms of the sample transmittance and thickness was used for the
anulysis of the behavior of absorption depth in semi-liquid samples with variation of silica in the
composition. As a matter of fact, the transmittances of each sample were measured first (as show in Fig.
3).50 that the solution might be applied to the calculation of 8. As it was foreseem. the experimental
results have registered a decrease in transmittance as silica was added to the sample, which has proved
the tendency that the silica presents to act as the energy absorptive medium between the sample
rcagents. From this experiment we could stablish the relationship between the amount of silica variation
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Fig. 5 Isothermal mapping for 1/e of the highest temperature in the sample volume

mixture. A variation in any of mentioned parameters may affect the process of local curing decisively
and. of course, the geometry of the cured sample and the quality of the linal product. The experimental
results obtained through the variation of the depth of optical absorption clearly indicate the necessity of
controlling the thickness of the cured part in Function of the variation of silica amount in the sample. In
order that the process of local curing may happen along the whole tridimensional area, the energy must
be deposited in a well-defined volume and the resulting heat should not be conducted along the lateral
surroundings of the sample. The choice of the sample was appropriate, since it presents a relatively low
thermal conductivity and high absorption of the CO, laser infrared radiation. Both advantages made it
possible to confine the curing locally. Numerical simulation has proved successful as concerns the
lateral confinement and the depth of the curing as dimensioned by the laser beam, with excellent spacial
resolution. and with no shrinkage (Barros, 1992} of the sample after the curing, to the detriment of the
final product. Interesting results were obtained with the experiment related to the application of external
temperature to the sample, which affect the reaction speed of the curing. For this experiments it is
concluded that, if the boundary conditions are improved. it will be possible to obtain, for example, the
activation energy of the reaction for the sample in question at a low cost, in a simpler experiment, since
the reaction is exotermic. The application of DSC is already renewed and involves sophisticated
equipment of high cost. However, it presents very good results for the obtainment of the activation
energy of the reaction.
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and the depth of the optical absorption (Fig. 4). It 1s observed, along the CO. band, that the
transmittances of each sample have decrease according to the amount of silica added to the
composition. Although the analysis in the study may appear to be simple. other equipments and
methods have been tested vnsuccessfully. The response among the scveral spectrums, with the local
curing composition located in the middle band, indicates a fairly good agreement aumong them, which
confirms the viability of the system used for the present anlysis, even with the slight variation of the
silica amount (25%) in the composition. From a theoretical and experimental viewpoint. silica plays an
important part in controlling the local curing, as it hinders heat diffusion to zones which are outside of
the irradiated area. The amount of silica is understood 1o be critical in the process of local curing, since
if silica oceurs excessively in the composition, it restricts the curing of the reagents and absorbs all the
energy. Thus, the curing is not complete, even if it occurs, On the other hand., if silica occurs in a small
amount, heat may diffuse to undesirable areas, which facilitates the curing among the reagents and
makes the local curing impracticable. Notwithstanding. it is possible to control the thickness of the
cured layers when the absorption depth 1s known through the control of the silica amount added to the
composition, Thus, the energy penetration in the sample 1s defined. The interest in analyzing the
experiment in function of the variation of silica powder is associated with the obtainment of local
curing, since it is the amount of silica powder that will determine the depth of energy entering into the
irradiated sample. and consequently the thickness of the cured part. Considering the importance of silica
in the formation of the appropriate composition of the thermosensitive resin, il is necessary to analyse
the effect since it is considered to be one of the main parameters in the physical interpetration and
development of the process to obtain local curing. A further preoccupation was to create a physical
model with the laser operational parameters which could determine the boundary conditions of the laser
application on the sample for the obtainment of the local curing. A careful control of these parameters
(scan speed, power output, depth absorption) is essential for the confinement of the cunng in the
volume specilied in the Eq.(2). In order to know the importance of the parameters which are involved,
an experimental was made by scanning the beam through a circular trajectory at the sample surface, at a
scan speed v = 159.2emus” which result in a laser repetition rate of 35ms, a dwell time of T, = 377pswas
obtained. The laser beam was focused 10 1/e maximum concentration of energy of the 0.3 mm radius, so
that by using an absorption depth of 8 = 22.4, il was calculated the energy deposited by the laser at cach
‘dwell time” in the 0.33x10- mm* volume. The laser being operating continuously with P = 20W, the
deposited energy was found to be Ep = 7.6mJ approximately.

The numerical model has shown to be quite flexible, on describing the complete bidimensional
mapping of the thermal evolution in the sample bulk. An important element for the solution of Eq. (6) is
term G, which represents the source of heat. In order to deal with the energy absorption, the term G is
worked out in function of the absorption depth obtained from the semi-liquid sample. A particular
interest is mapping out the irradiated volume by determining a real control of the heating generated by
the laser. With the laser operating in the pulsed mode, and if the parameters and irradiation conditions
are know, it 1s possible to control local curing with rapid increases in temperature, obtained with the
short exposure ime of the laser beam and the low thermal conductivity of the sample. The distribution
of temperaturc at each point of the attained volume and over the sample surface was obtained through
numencal stimulation. Fig 5 shows the distribution of temperature along areas situated over and below
the sample surface with isothermal profile described for 1/e of the highest temperature reached in the
sample. The results produced by the numerical model proved the possibility of confining the curing
within the same dimension of the laser beam. They are in conformity with the preliminary experimental
results where tridimensional pieces were built by means of the superposition of layers with individual
thickness varying from 0.1 to 0.2 mm,

Conclusions

The results of the study in the process of local curing of a semi-liquid sample, composed of epoxy
resin, dicthylene wiamine and powdered silica, with the use of a T, laser as selective source of heat,
were presented. The vse of infrared laser 1o locate the curing of thermosensitive resins is new, and it is
believed to be an advantageous method as compared with the conventionally used process. It was
observed that local curing only takes place with a specific composition of the sample. In order that the
curing might occur. the sample surface was sweplt by the laser beam along a circular trajectory. at an
appropriate speed. In order to adapt the process of local curing, with the use of infrared radiation. for
the obtainment of plastic pieces of unlimited geometry, it is necessary the elfecuve control of the
parameters mvolved, including laser power , “dwell time’ or exposition time, speed and frequency of
displacement, the laser beam dimension, the thermal conductivity of the sample, and the reagents
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Abstract

Frinm the second law of Thermodvnamics, the concepts of entropy generatton and irreversibility are applied to
cownterflow, parallel flow and crossflow heat exchangers. In the analysis, the heat exchangers are axsumed to be
bedanced, with negligible pressure drop irreversibilitv, in a bulanced heat exchanger, the heat capacity rates are the
same on the two sides of the hear transfer surface. The cowmerfliow heat exchanger is compared with the other two
nepes of heat exchangers and tw comparison indicates which one hay the minimum  ireeversibility. fn this
comparison, onfv the extt temperatures and the hear ransfer rates of the hear exchangers are different, The other
condinons (entrani ¢ temperaiures, mass flow rates, number of transfer unitg) and the working fluids are the same in
the heat exchangers,

Kevwords: Balanced Hear Exchanger, Irreversibiliny, Entropy Generation, Heat Capacity Rate.

Introduction

As observed by Bejan (1982) and (1988), two distinct mechanisms of thermodynamic ireversibility
are present in heat exchangers: heat transfer irreversibility and pressure drop irreversibility. In the
present work, the pressure drop irreversibility is assumed negligible. The entropy generation, in this
situation, 1& caused only by heal transfer across a finite temperature difference.

Costa and Saboya (1985} reported an irreversibility comparison of parallel flow and counterflow
heat exchangers. In this work, the pressure drop irreversibility was also assumed negligible.

Bejan (1996) recognized in the structure of heal exchanger irreversibility an unavoidable
irreversibility that is due solely to the flow arrangement. He named this irreversibility, remanent
irreversibility or flow imbalance irreversibility. For balanced heat exchangers, with negligible pressure
drop wureversibility, the imbalance irreversibility is a minimum. For a balanced counterflow heat
exchanger the imbalance irreversibility is zero, while for a balanced parallel flow arrangement it is
finite. In the calculations of the imbalance ireversibility, the heat exchanger approaches the ideal imit
of infinite number of transfer units and zero pressure drop.

Gerdov (1996) presented an analysis in which the entropy generation is minimized during the flow
of a fluid in circular ducts. The irreversibility mechanisms were heat transfer and pressure drop caused
by viscous friction. The importance of minimizing the irreversibility, or entropy generation, is (o
minimize the lost available work which is proportional to the entropy generation,

The purpose of this analysis is to apply the second law of Thermodynamics to counterflow, parallel
Mow and crossflow heat exchangers. The heat exchangers are assumed to be balanced. In this situation,
the heal capacity rates are the same for the working fluids of the heal exchangers. Three types of
crossflow heat exchangers are studied: both streams mixed, both streams unmixed, one stream mixed
and the other unmixed.

Criterions will be established, based on the irreversibility concept. that will indicate which one has
the minimum irreversibility when compared to the counterflow heat exchanger. Although it is
commonly said that the counterflow heat cxchanger is less irreversible than other heat exchangers, it
will be shown that such statement is not true.

In order to compare the counterflow heal exchanger with other heal exchanger types. it will be
assumed that they have the same cntrance temperatures, the same mass [Tow rates, the same number of
transler units and the same working fluids. Only the exit temperatures and the heat transfer rates will be
different.

Manuserpt roceived: September 1897, Technical Editor: Angefa Ourivio Nieckele
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Heat Exchanger Effectiveness

An imporlant parameter. that is used in the present investigation in conjunction with the
irreversibility concept, is the heat exchanger effectiveness. The heal exchanger effectiveness € is
defined as:

s actual hear transfer rate ()
max imum possible heat transfer rate

ar

£= Ch (Ti = Thc’) . C. (Tee - Tr'f') (2)
Coin (7h; = 7) Cmin (1 - 1)

where the maximum possible heat transfer rate /. 15 given by:

rmax = Crnin T =Ts) (3)
and the heat capacity rate C is defined by:
C = (4)

In equation {4), s is the discharge or mass flow rate and ¢ is the specific heat at constant
pressure. In equation (2), T is the fluid temperature, the subscripis h and ¢ indicate the hot and cold
fuids. respectively. and the subscripts e and i indicate the exit and the inlet of the heat exchanger,
respectively. The subscript min is for minimum.

From the heat exchanger theory, is possible to write:

e=f(R. N) (5)
where
C i
R B e 114 L (6)
Crnax
— Nomenclature
A Q = heal transfer rate, W Greek Symbols
g = :ea: lfansfir areta. \::;K R‘ - minimum and maximun heat £ = heat exchanger
= hoal tapacity' (3. . _ effectiveness, dimensionless
¢ = specific heat at constant capacity rates ratio. _'.( :
pressura, Jikg K dlme_r;l_smni;ass it £ = value of £ for maximum
I = irreversibility rate, W 3 Sispushuentiopyhhg: irreversibility rate
T = absg!ute temperature, K dimaniosloss
m = discharge, ko/s T, = ambient absolute
M = number of transfer units, temperature, K Subscripts
dimensionlass U = nheat exchanger overall hzeal e = exitof the heat exchanger
o transter coefficient, W/im"™ K i = inlet of the heat exchanger
N = value of N for equal X = inlet absolute temperatures h = hotfluid
irraversibility rates of two ratio, dimensionless = cold fluid
exchangers, dimensionless W = maximum and minimum heat min = minimum

N =value of N for maximun
ireversibility rate of
counterflow exchanger,
dimensionless

capacity rates ratio,
dimensioniess

max = maximum
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_UA

Crm n

N (7)

The subscript max means maxamum and N is the number of wansfer units. U is the heat exchanger
overall heat transfer coellicient and A is the heat transfer area.

It should be observed that the function given by Eq. (5) depends on the heal exchanger considered
for analysis. Mills (1992) gives the effectiveness expressions for the heat exchanger types studied in the
present research, They are:

a) Counterflow:

x I-exp[-N(1-&,)]
I-R(.cxp[-N(l-R(-)] (8)

For a balanced heat exchanger Cpyiy = Cpax and R. =1 _In this case Eq. (8) gives:

e &:11 &
b) Parallel flow:
le—cxp[—N(HR, ) (i0)
1+ R,
With R, =1.Eq. (10) gives:
£ ‘:M (i

2

c) Crosflow, both streams unmixed:

e~=1-exp{‘”:"32 L_xp(ukt,m"”“)—l]} 12

¢

I R. =1.Eq. (12) gives:

P VAL S
expl-N 1} (13

£=l—cxpl N-02
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d) Crossflow, both streams mixed:

£= I 4 R =5,
l—exp(~N) I-exp(-R.N) N

With R, =1.Eq. (14) gives:

B 2 A
Uy |4cxpl'_—N)_;

e) Crossflow, Cp,,x unmixed, Cy,;, mixed:

Sk ]—cxp{—-—l-— [I - exp{~RrN )IL

R, J
When R, =1, Eq. (16) gives:

e=1-explesp(-N)-1]

f) Crossflow, C,« mixed, Cpiy unmixed}:

e=——{i-explR, (exp(- 1)1}

When R =1.Eq. (18) gives:

£=1-explexp(=N)-1]

It should be observed that Egs. (17) and (19) are identical.

Heat Exchanger Irreversibility

(14)

(15)

(16)

(17)

(18)

(19)

The irreversibility rate 1 of an insulated heal exchanger, (without heat loss to the ambient) can be

evaluated [rom:

! =T, I.”:ir ("": o T Ve )+ J'}.I;‘ {”Jt’ —¥hi )]

(20)

where s is the specific entropy of the working fluid and T, is the ambicnt absolute temperature.

Equation (20), assuming negligible pressure drop irreversibility, can be written as:

|

!
|
|
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ci Thi

(4
, ~ T, .
!:?;,l(‘,. In%m‘,, In-fe ] (21)

By using Egs. (2) and (4) the exit temperatures !, and 1y, can be eliminated from Eq. (21). This
gives:

=Tyl Coln l+£Qﬁ +Cy In I—% (22)
CeTyi ChTh

Assuming C., Cp. T . Ty and T, constant parameters, the only variable in Eq. (22) is the
effectiveness £ . By taking the first and the second derivatives of 1 with respect do € , it is easy to
show that the irreversibility ratc has a maximun for the lollowing value of ¢ :

PRL I . R (23)
Chin +Cmax 1+W
where
W =_|_ . Cinax (24)
R:' Cmin

If C.=Cpin Eq. (22) can be written as:

- " =w1n[|—i(1-x')]+ln[l+s[l-1]] (25)
T4 Cin w X

If Cp=Cin Eq. (22) gives:

=l‘-‘]n[l+5(%—-l]:|+ln[l —e(-x)] (26)

o~ min
In Egs. (25) and {269, X is defined as:

X . TI.':'

= L (27)
Tm

For a balanced heat exchanger W=1/R, =!I . In this case £ =1/2 and Egs. (25) and (26) are identical
to the following Eq.:

=ln[1+£[%4l]]+lnll —e(1-x)] (28)

0 Crmin
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Equation (28) is valid for any balanced heal exchanger with negligible pressure drop irreversibility
and it gives the dimensionless ireversibility as function of the effectiveness £ and temperatute ratio X.

Sekulic (1986} presented results of balanced heat exchangers with negligible pressure drop
irreversibility. The temperatures ratio X was taken equal to 0.5. The results for the irreversibility are in
agreement with those of Eq. {(28). The occurrence of a maximum in the irreversibility of various heat
exchanger configuration is illustrated.

Results
Counterflow and Parallei Flow Heat Exchangers

With Cax =Cmin « the effectiveness expressions for counterflow and parallel flow heat exchangers
are given by Eqgs. (9} and (11). respectively. In this situation it is possible, by using Eq. (28) in
conjunction with Egs. (9} and (11), to eliminate £ obtaining | as function of N and X.

Figure 1 is a sketch (not o scale) that shows the irreversibility rate | as function of N for the two
heat exchangers under consideration. X, T, and C;,,, =C a0 are constant parameters.

i
I
-\; P COUNTER FLOW
P ~——=— PARALLEL FLOW
-~
L L]
N** N N

Fig. 1 lIrreversibility rate as function of the number of transfer units.

[n Figure 1. two values of the abscissa variable arc in evidence: N = value of N for which the
counterflow exchanger irreversibility rate is a maximum; N = value of N for which the two heat
exchangers have the same irreversibility rate. By setting Eq. (9) £=¢ =1/2 and solving for N=N"",
results N =1,

The condition of equal irreversibility rates ol the two exchangers vields:

t ::{ ( 4N ):n (29)

The solution of Eq. (29) was obtained by numerical methods. Two roots were found, N "=0 and
N"=1.1997 . Then, for W=1.0, N is independent of X and it is equal to 1.1997. The root N =0 has

no significance in the analysis,
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It is clear that when N<N  the parallel flow heat exchanger is less irreversible than the
counterflow, On the other hand, when N>N the counterflow heat exchanger is the less irreversible.

Then it 1s possible to write:
If N < 1.1997, parallel flow exchanger is less irreversible.
If N > 1.1997. counterflow exchanger is less irreversible.

Counterflow and Crossflow with Both Streams Unmixed

The effectiveness expressions for counterflow and crossflow (both streams unmixed) heat
exchangers are given by Eq. (9) and (13), respectively. By using Eq. (28) in conjunction with Egs. (9)
and (13} it 1s possible 10 eleminate & in Eq. (28). Two Egs., for the heat exchangers under study, are
obtained. They give | as function of N and X lor the two heat exchangers.

The condition of equal irreversibility rates of the two exchangers yields:

.78 $0.78
") exp[---N ]—I cxp| =N ]—1

—exp +yexXp 0.2

N

022 1 (30)

(N*+|

It is seen that Eq. (30) is independent of X. Then, N is also independent of X. The solution of Eq.
(30) was obtained by numerical methods and the root with significance was found to be N =1.0684 .
Then it is possible to write:

If N < 1.0684, crossflow with both streams unmixed is less irreversible

If N > 1,0684, counterflow is less irreversible

Counterflow and Crossflow with Both Streams Mixed

For thix comparison, Eq. (28} is used in conjunction with Egs. (9) and (15). The effectiveness £ is
climinated in Eq. (28), resulting in two Eqs. for the heat exchangers under consideration. These two
Eqs. give I as function of N and X for the two heat exchangers.

The condition of equal irreversibility rates of the two exchangers gives the following equation:

% +|)‘ L—L‘tpj( = nl ]_!J'[m‘#]_iﬂ an

The solution of Eq. (31) was found to be N =1.0933 and it is independent of X. Then, results for

the comparison:
If N < 1.0933, crossflow with both streams mixed is less irreversible
If N > 1.0933, counterflow is less irreversible

Counterflow and Crossflow with One Stream Mixed and The Other
Unmixed
In order 10 compare these heat exchangers, Eqgs. (28}, (9) and (17) must be used. The effectiveness

£ 1s eliminated from Eq. (28). The two resulting Eqs. give I as function of N and X for the iwo heat
exchangers.

To find N, the irreversibility rates of the two heat exchangers are set equal. The following
equation is obtained:
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(v:v'{]—:—exp[:xp l]—F{xpLJ\p( N _—I]}l 0 {32)

The solunon of Eq. (32) was found numerically and it 1s N"=1.0737 . It is observed that this
solution is independent of X, Then. the comparison is:

If N < 1.0737, crossflow with one stream mixed and the other unmixed 1s less irreversible
II'N > 1.0737, counterflow is less irreversible

Concluding Remarks

Very simple criterions. based on the irreversibility concept, were established. Although it is
commonly sad that the counterflow heat exchanger is less irreversible than other exchangers, it has
been proved that this 1s not always true.

For balanced heat exchangers, with negligible pressure drop irreversibility, it has been shown that
N does not depend on X. This is an interesting finding.

It can be observed that when the counterflow heat exchanger is less irreversible than the parallel
flow, it will be less irreversible than all the exchangers of the present investigation.

On the other hand, when the counterflow heat exchanger is more irreversible than the crossflow
with both streams unmixed, it will be more irreversible than all the exchangers studied in this work.
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Abstract

Turbulent transport in single and multipde jet flames i pretual interaction is snadied through the analysis of Tand 3

propane flames with a Revnolds number of 20400, The experiments included the combination of a laser velocimeter,

operated in the hackscatter mode. with digiallv-compensated thermocouples and extend previeusly acquired

knowledge on the analysis of flames in mutual imferaction. Although the oxyvgen insufficiency is the controlling

mechanism in the propagation of interacting flames, the present results guantify the extent fo which turbuleni
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Introduction

Despite turbulent flames in mutual interaction arc of great interest in a variety of practical systems,
there is still a poor understanding of the influence of the interaction mechanisms between the individual
flames and the surrounding air flow on flame structure and propagation. Previous studies have
considered full-scale systems and report on the effects of operational parameters. such as load
distribution and distance between burners on the flame length and pollutant emissions, Fricker et
al.(1971), Payne{1977). Although they provide important information. a better knowledge of these
effects on turbulent mixing and chemical kinetics is required and experiments al the laboratory-scale on
simple geometries are crucial to provide this fundamental knowledge.

Previous laboratory experiments are sparsely reported in the hiterature, which include the natural
gas and town gas jet (Tames of Lenze et al.(1975) and the propane lifted flames of Mennon and
Gollahalli 1985, 1988). Their results showed that the interaction mainly ariscs from the lack of oxygen
in the initial flame region with the consequent cffects on the rates of combustion at downstream
locations. Heitor et al.(1991) extended the analysis to lifted propane flames in the range 6.3 < Re x 10°
< 37.3 and 0.65 < Fr x 10 < 23.4 and reported results in the absence of upward entrainment of cold air
in the flame zone. In general. the results have been limited to the flame length and time-averaged
temperature and a major species concentration, suggesting thai flame interaction is predominantly
affected by oxygen deficiency with the degree of interaction dependent upon the upstream boundary
conditions. However, it has also been recognised that the increased turbulent mixing rates and induced
huavancy levels which may occur in interacting flames, compete with the oxygen insufliciency and
may alter the rates of combustion and, in general, the nature of the turbulent transport processes. This
has not been considered in previous works and is the main objective of the work reported here. The
analysis 18 hased on measurements of mean and [Tuctnating velocity and temperature complemented by
those of gas composition, together with measurements of the correlations associated with the turbulent
transport of heat and momentum.

The following section describes the experimental arrangement, the flames investigated and the
instrumentation used to obtain the results. The crror sources associated with the measurement are
considered and assessments of accuracy provided. The results are presented and discussed in Results
and Discussion and the main findings and conclusions are suminarised in the Coneluston section.
Manuscrip! received. Febiruary 1997 Technical Editor. Leonardo Goldstein Jr
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Fiow Configuration and Experimental Method

The Burner Configuration

The experiments were conducted in jet flames formed on round nozzles with an exit diameter of
D=5mm and boundary conditions typical of a fully-developed pipe flow. A co-axial flow of H. was
used lo stabilise the Mames and to attach them to the burners, in a way similar to that used by
Godoy{ 1982). Commercial grade propane was used as jet fluid in the range 0.65 o 1.2g/s, resulting in
single jet flames with Reynolds numbers in the range 20400 up to 37600 and Richardson numbers from
1.5x10" 10 4.6x10°°. The measurements reported here consider, however, arrangements up to 3 flames
in line. with Re=20400 and a separation distance, a, of 6 burmer diameters. As suggested by one of the
relerees who has comment the work, we included in Fig. 1 a schematic diagram of the burner
disposition as well as a photography of the 3-flames arrangement.  Analysis, which is not shown here
for lack of space. proved that the results may be considered independent of the Reynolds number and
showed time-averaged scalar charactenistics in the single flames comparable to those reporied by
Godoy(1982),

The Experimental Techniques

Velocity measurements were obtained with a dual-beam laser-Doppler velocimeter based on an
argon-ion laser hight source at 514.5nm, 2W. and operated in the backscatter mode, with sensitivity to
the flow direction provided by a Bragg cell. The frequency shilt was set up to 5 MHz. The transmitting
optics of the velocimeter comprised a 300mm focal-length lens and the hall angle between the beams
was 2.39°: the calculated dimensions of the measuring volume at e~ intensity locations were 1.452 mm
and 0.067 mm.

— 0

a) b)

Fig. 1 a) Schematic diagram of a three burners configuration
b) Three Flames configuration photography

Nomenclature
a = distance between the centre R, = axial velocity fluctuations / u” = axial velocity fluctuations
of two side-by-side burners radial velocity fluctuations U = axial velocity
D = burner exil diameter carrelation coefficient, u"t” = axial velocity fluctuations /
Fr = Froude number e —— temperature fluctuations
r = radial distance relative to the e ol PR correlation
centre of the central bumer ) ("‘t]lf:{'f.‘_“,}l.’? uy"= axial velocity fluctuations /
Re = Reaynolds number ' il radial velocity fluctuations
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temperature lluctualions R. = radial velocity luctuations / v® = radial velocity fluctuations
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correlation coefficient, v™1" = radial velocity fluctuations /
— gl temperature fluctuations
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( ""] 2 [""} Z oy x = axial distance relative to the
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The propane gas was seeded with submicron alumina particles making use of a range of cyclone
generators.  In addition, the entrained sull air was also seeded by injecting seeded air below a plate
located at the burner level in order ta avoid the upward entrainment of cold air in the near burner flow.
The light scattered by the particles was processed by a commercial frequency counter (DANTEC
55L96) mterfaced with a 16-bit microcomputer, where all the velocity moments up to the third order
were evaluated. The laser velocimeter was located on a three-dimensional traversing unil, allowing the
positioning of the measuring control volume within + (.25 mm. The distributions of the Reynolds shear
stress u"v' were obtained by traversing the control volume with the laser beams in the longitudinal and
vertical plancs and at + 45°, as described by Durst et al (1981),

Temperature measurements were obtained with butt-welded thermocouples made of PuPY13%Rh
wires with 0.40mm, in diameter. The output of the thermocouples was differentially amplified (x100)
and digitised by a |12-bit analogue-to-digital converter at sampling rates up to 30KHz. The noise level
could be kept below 0.1% of full-scale deflection, corresponding to a maximum temperature error ol
2K. The thermal inertia of the fine-wirc thermocouples gives rise to first-order damping of their
frequency response, for which numeric compensation was performed. The process of compensation
followed the recommendations of Heitor et al { 1985) and Ferrao and Heitor(1992). The time constant of
the thermocouple was obtained from the Collis and Williams law (see Collis and Williams, 1959), with
the coefficients oblained at each point within the flame from the measured mean temperatures,
velocittes and gas species concentrations.

Major species concentrations of CO, CO,. O,, NO, and unburned hydrocarbons were measured by
gas sampling and subsequent on-line analysis, using an L-shaped, water cooled probe with an outer
diameter of 6 mm and an orifice of 1.5 mm in diameter. The analysis was performed in a wet basis and
the results were shown to be independent of the suction velocity.

Simultancous time-resolved velocity-temperature measurements were made with a system similar to
that described by Ferrdo and Heitor{1992), as presented in Fig. 2, implemented in a 16-bit, 80386

LDV Photomultiplier

b)

Fig.2 a) Diagram of the experimental arrangement
b) Photography of the laser anemometer and of the
thermocouple within the flame
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personal computer making use of digital and analogue input/output boards for the temperature and the
velocity signals. respecuvely. The thermocouple signals were continuously sampled through a DMA
board and stored in a circular buffer memory. The occurrence ol a velocily measurement was signalled
by the data ready output of the LDV counter, which was hold until the transfer of a group of 13
temperature samples from the circular buffer to a separate storage arca of the computer memory was
performed. This set of temperature samples was necessary to evaluation the lemperature derivatives at
that specilic velocity measurement. The dala acquisition frequency could be set up to 100 kHz and,
therefore, did not present a limitation to the joint measuring system which, on the other hand, was
limited by the deterioration of the thermocouple as discussed in the following section. The population
size varied with the measurement position, but was usually larger than 10000 samples for the
measurements reported here.

The velocity and the temperature measurements conditioned by occurrence of the LDV signals
correspond to Favre average quantities, us the measured gaseous species concentration. However, the
unconditioned compensated temperatures correspond to unweighted values (e.g. Heitor and Moreira,
1993),

Experimental Accuracy

The foregoing described the arrangement of the instrumentation that was used lo characterise the
Mames analysed in this paper. This section presents the results of research made into the various
aspects that potentially influence the simultaneous velocity-temperature results, The accuracy of the
techniques used for the other time-averaged quantities reported has been analysed in the literature (eg.
Heitor and Moreira, 1993, Caldeira-Pires and Heitor, 1997) and are not reported here.

The results may be affected by three main sources of error. namely:

1) errors in the instantaneous compensated value of temperature:

i) spatial separation of the measurement locations of velocity and temperature
i) deterioration of the thermocouple bead:

iv) frequency resolution

The Tirst type ol errer is mainly due to the inaccuracy in the evaluation of the thermocouple tme
constant, which is parucularly influenced by the type of flame considered. Here, three different
approaches were tested. First, the internal heating procedure reported by Ferriio and Heitor(1992) was
used, which is based on the analysis of the time-averaged decay of the temperature of the thermocouple
bead after the removal of a direct-current overheating pulse. The method was found to be unsuitable for
the present experimental conditions due to a number of reasons, including:

e the highly intermittence of the flame front did not allow to keep the full wire at a constant

temperature, thus precluding measurements out of the central flame zone:

* the catalytic activity on the thermocouple surface when the probe was located in fuel-rich regions

of the lame clese to the burner outlet;

* the soot accretion on the wire hmits the exposure times of the probe and. therefore, perturbs the

measuring process.

A second approach was considered based on the method of Strahle and Muthukrishnan(1976). This
requires that the signals acquired by two different thermocouples were recorded simultaneously and
analysed in the frequency domain; then, the real and imaginary parts of the cross-correlation functions
of the signals were used to cvalvate the time constants of each wire, us also described by Son et
al.(1988). This method was also found unsuitable for the present experimental flame conditions
because the spatial separation between the two temperature measuring locations could not be controlled
with the required precision and this strongly affects the results. In addition, the technique could not be
used in the intermittent region of the flame, as also observed by Boyer and Queiroz(1991).

An alternative method to determine the time constant of the thermocouple wire, and that used
throughout this work, consists in the evaluation of the heat transfer characteristics of the wire based on
the law of Collis and Williams, as referred by Heitor et al.(1985), making use of the time-averaged
flame properties al each measuring locations. The results have shown a monotonic increase of the lime
constant with the radial distance with values between 15 and 60ms, as in the non-premixed flame of
Balluntyne and Moss (1977). Thewr accuracy is likely to be affected by a systemalic error up to about
-5%, with the largest errors occurring in highly intermittent flame zones.

We now turn to the analysis of the influence of the spatial separation between the temperature and
the velocity measurement locations, which represents the largest random error affecting the accuracy of
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The Mean and Turbulent Flow Fields

Figure 4 shows radial distributions of the mean and turbulent velocity characieristics measured for
the single flame from 10 to 40 diameters downstream of the burner exit. The results show the expected
trends of a jel diffusion flame in still air: turbulence intensily is maximum in the shear layer where
gradients of mean velocity are larger and where chemical reaction occurs. Probability density functions
of velocity fluctuations (not shown here due to lack of space) were found to be nearly Gaussian, except
near the outer edge of the jet, where the distributions are negatively skewed due to the entrainment of
external wr. as also observed by Driscoll et al.(1982).
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Fig. 4 Radial distributions of the non-dimensional velocity characteristics in the single flame.

Figure 5 shows the radial distributions of velocity characteristics measured in the multiple flames
system by traversing the LDV control volume along a path perpendicular to the optical axis. The results
showed that the lNow is symmetric around the axis of the central Mlame and, here, only half profiles are
presented, with the axis of the central flame located at /D = 0 in Fig. 5, and the axis ol the outer flame
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the turbulent heat fluxes. This has also been addressed by Yanagi and Mimura(1981). Tanaka and
Yanagi(1983). Heitor et al {1985} and Ferriio and Heitor(1992) and occurs because the thermocouple
junction must lie outside of the velocimeter measuring volume, but it is difficult to place, reliably, both
measurement locations closer than | mm,

Figure 3 shows a typical result of an experimental analysis performed to quantify the effects of this
source of inaccuracy, which was obtained by measuring the velocity-temperature correlations with the
velocimeter fixed al x/D = 20 and /D = 1.6 and for various positions of the thermocouple. The results
show that the dependence of the velocity/temperature correlations on the spatial displacement between
the two measuring points is comparable along the streamwise and spanwise directions, with errors
reaching 25% ol the maximum value if the displacement becomes larger than 1.5mm.

fx Lol B ™% [\'bb' l_:&_,—-\

) U by v

Fig. 3 Dependence of the velocity-temperature correlation on the distance between the LDV control
volume, at x/D = 20, r/D = 1.6, and the thermocouple.

Other errors may arise due to the deterioration of the thermocouple bead by seeding particle
accretion, e g., Ferrdo and Heitor(1992), Analysis has shown that particle fluxes up to about 1000Hz
result in a change of the time constant smaller than 10% over 10 minutes of exposure, and this data rate
was used in the present work to avoid any significant deterioration of the bead during the
measurements.

Finally, it 1s important to mention that the accuracy of the compensation ol the outpul of the
thermocouple affects the results in terms of the highest frequency component that could be measured.
The method used here comprised a least-square numerical derivative approach, as described by
Savitzky and Golay(1976), and its accuracy was evaluated by comparing the frequency spectra of
uncompensaled and compensated signals. The results showed that the energy-containing frequencies of
the flames analysed are negligible above around 1.5 kHz, which is smaller than the frequency response
of the system. Compensation was, therefore, performed over 2 decades, which is acceptable as
discussed by Ballantyne and Moss (1977),

Results and Discussion

The measurements of velocity. temperature, gas composition and turbulent heat flux obtained for
single and multiple Mames are presented in this section with the ultimate objective ol discussing the
extent to which the interaction of flames may alter the typical transport processes of a single jet flame.
The mean and turbulent velocity and temperature and the mean major gaseous species concentrations
are analysed in a first part and, then, the results of the velocity-lemperature correlations are presented
and discussed.
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at r/I) = 6. The central and the peripheral flames can be individualised up to x/D = 20, where both
streams hegin to merge. The width of the outer {lame (defined as the radial distance between the points
where the mean velocity is 5% of the centreline mean velocity) is about 20% larger than that of the
central flame and comparison of these results with those of Fig. 2 shows that, at x/D = 20, the rate of
spread of the central flame is decreased due to the proximity of the outer flames. Also, the locus of the
minimum axial velocity in the region between the flames shows that the inner shear layer of the outer
flow is deflected inwards. As a consequence, the interacting mixing zone established between the
flames develops further downstream with an asymmetric shape on the r-x plane, with larger radial
gradients in the inner side and smaller gradients in the outer side.
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Fig. 5 Radial distributions of the non-dimensional velocity characteristics in the multiple flames.

The turbulent flow field (Figs. 5b, ¢ and d) is expected Lo vary in accordance with the changes
observed in the mean flow. For example, the velocity [uctuations in the shear layer of the central flame
are larger than those measured in the single flame, but smaller in the inner shear layer of the outer
flame. Simultaneously, also the radial gradients of the normal siresses are increased, which alters
turbulent diffusion further downstream. As a result, the normal stresses measured on the axis of the
central flame at x/D= 30 are larger than those measured in the single flame, while those in the axis of
the outer flames are smaller.

The above results suggest that the primarily aerodynamic effect of flames in mutual interaction is
due to changes in the radial gradients of the mean flow, which in turn change the pattern of the shear
stress 1" v" and, consequently, the interaction of u" v" with 8U/&t, which is expected to be the main
mechanism associated with turbulent production. This mechanism first feeds energy into the axial
velocity fluctuations. which is subsequently redistributed among the other components and, therefore,
the velocity fluctuations in the radial direction are more affected than those in the axial direction, as
observed 1 Fig. 5 ¢}. It must be noted that large radial velocity fluctuations were not mmeasured in the
upstream parl of the interacting mixing layer, as observed in the multijet burner studied by Heitor and
Moreira( 1992), suggesting the unlikely influence of the axial gradients of mean velocity to turbulent
production.

The analysis of the previous paragraphs suggest that the process of flame interaction may be
important in practical systems where combustion is controlled. or strongly influenced, by the rates of
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turbulent mixing and, thus, by turbulent (luctuations. However, this process does not act isolated, since
the presence of side flames also affects the entrainment of ambient air and, consequently, the amount of
reactants available for mixing and combustion. Therefore, a better interpretation of the process requires
the analysis of the temperature and gas composition fields. These are shown in Figs. 6 and 7,
respectively, in the form of radial distributions of mean and fuctuating temperatures and mean mixture
fraction as calculated from the measured concentrations of stable species.

Figure 6a shows that the maxima values of mean temperature in the single [lame occur in the
mixing region between the external ambient air and the fuel jet, where the local mixture fraction is close
to the stoichiometric value (see Figure 6¢) and velocity fluctuations are larger. Temperature fluctuations
are larger along the outer edge of the flame and peak values are associated with very lean local mixture
fractions, as a resull of the concurrent processes of mixing and chemical reaction (e. g., Scheffer and
Dibble, 1985).
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Fig. 8 Radial distribution of temperature and mixture fraction in the single flame

In the muluple flames arrangement. the mixing layer between the central and the outer flames
corresponds o a region lacking of oxygen. The minimum value of the mixture fraction moves outwards
(Figure 7c). suggesting that the ambient air is preferential entrained into the outer flames, and resulting
in an asymmeitric distribution of the mixture fraction with values in the axis of the central flame larger |
than those in the outer flames up to x/D = 30. While the lack of oxygen in the mixing layer does not
significantly affect the temperature distributions at x/D = 20, the mean and the fluctuating temperatures
further downstream are much smaller than those observed in the single flame.

Measurements of spectral emitted radiation reported in a companion paper (e.g., Heitor et al.,1994)
show that the lack of oxygen in the interacting mixing layer inhibits the free-radical reactions necessary
for the formation of the final products of reaction further downstream. Although these reactions release
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a small amount of energy if they are not able to occur in the upstream part of the mixing layer, the
decomposition reactions with high activauon cnergy which shouold occur further downstream are
inhibited, thus. contributing to a decrease of the final temperature of the combustion products. This, in
turn, results in smaller rates of heat released by combustion, which mainly contributes to decrease the
fluctuations of temperature in the interacting mixing layer, as observed by comparing Figs. 6b and 7b.

It must noted here that a subsequent effect of the rate of heat release would be to decrcase the
dilatation cffects, which would contribute to increase the trbulent velocity fluctuations, as discussed
Bilger(1989), The fact that v"* is decreased in the shear layer of the jet diffusion flame due to the
presence of a side flame, suggests that the shear-induced mechanisms dominate over the combustion-
induced mechanisms of turbulence generation. Therefore, the turbulent flow field in the interacting
flames is likely 10 be more influenced by aerodynamic effects, rather than by chemical effects due to the
lack of entrained ambient air.
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Fig. 7 Radial distribution of temperature and mixture fraction in the multiple flames.

The Turbulent Fluxes

The mauin question addressed in the present paper is how the effects on the mixing patterns due o
flame interaction influence turbulent transport and, thus, the structure and the mechanisms of flame
propagation. To achieve these objectives, Fig. 8 shows the measured vectors of turbulent heat flux,
u. t, superimposed on the radial profiles of mean axial velocity and lemperature. These quantities
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represent the turbulent heat transfer rate, and are responsible for the phenomenon of flame stabilisation
at the burner nozzle and for the downstream flame propagation. The results show that the turbulent heat
fluxes tend to be restricted to the mixing lavers where larger temperature gradient occur, and exhibit a
large component directed along the isotherms. Table | shows that the magnitude of the measured
values is comparable to that reported in the literature for other jet flames. In addition, the results follow
similar qualitative trends for single and muluple flames, although the details are affected by the
interacting process, as considered in the following paragraphs.

Table 1 Summary of Velocity-Temperature Correlation Measurements in Jet Flames

Reference Flame characteristics u't" (Cmis) V" (Cmis) Comments

Prasent work Non-premixed jet flame -134 @ fD=1.4 22 @ x/D=10; Zones of non-
D=5mm, x/D=20, rD=1.0 gradient
Re=20400 A0 @ D=0.0 -25 @ wD=20; diffusion

D=10; D=1.8
Gonther and gree jet non-premixed 40 @ x/D=50 Ry >ofor
i ame s

Wittmer (1980} Basenii #D=00 a1 A
Re=37000 not explained

Yanagi and Open bumer premixed -30 @ w'D=25 30 @ wD=25 Counter-

Mimura(1981); flame gradient heat

Tanaka and R rD=35; rD=4; flux only within

i =8, 10mm; i

Yanagi(1983) (reaction zone) (reaction zone) ::;9""1:::5
Re=3200 ing

Starner{1983) Hp non-premixed flame in 96 @ x/D=80: Gradient
co-tlowing slream diffusion of

scalar
D=7 6mm; characteristics
over all the

Re=11200 flame

For_the single flame. it should be noted that in the region of the shear layer where combustion
occurs, u"l" is directed in the opposite direction of the axial gradient of mean temperature, dT/dx.
while v"t" changes from ncgative Lo positive close to the flame front, where dT/dr is still positive, so
that non-gradient transport is likely to occur (see Fig. 8a). This occurs only for a limited zone of the
shear layer centred at x/D=10 and up 1o 1/D=1. Otherwise, the assumption that heal is transported in the
direction of the radial gradient is verified throughout all the low. Similar observations of counter
gradient diffusion of heat in the vicinity of the flame front has been reported in other jet diffusion
Mlames (e. g.. Yanagi and Mimura, 1981) and has been atuwibuted Lo the occurrence of wrinkle flame
fronts (¢, g.. Bilger. 1989): the passage of a burned gas pocket through the measuring point gives rise to
4 positive velocity fluctuation in the radial direction due to thermal expansion and to a positive
temperature fluctuation and, therefore, v"t" >0. It 1s worth mentioning that this interpretation is
consistent with the shape of the probability density functions of temperature measured throughout this
waork. which exhibit flatness values far from a typical Gaussian distribution in random turbulence.

The turbulent heat flux distributions measured for the multiple flames, Fig. 8b, show trends
qualitatively similar to those analysed above for the single flame, with peak values occurring in regions
of large gradients of mean temperature. Although the figures do not_allow an accurate comparison of
the variations in magnitude, it is worth noting that the peak value of u"t" in the mixing region at x/D =
20 is about 100% larger than that measured in the shear layer of the single flame. This difference is
rapidly attenuated further downstream and, at x/D = 30, the peak values of u"t" arc similar in the two
experimental conditons used. Larger differences are observed in the radial component of the turbulent
heat flux, v"t" . which is significantly smaller than that meagured in the single flame throughout all the
mixing region up to /D = 3(). While the initial increase of u"t" is consistent with the initial increase of
the fluctuations of the axial velocity. the decrease of VT is associated with a comparatively larger
decrcase of the fluctuations of the radial velocity in the mixing layer, as discussed previously. Again,
these results suggest that the acrodynamic effects on the turbulent transport of heat dominate over the
chemical kinetic effects induced by the lack of oxygen in the mixing layer where the interaction
between the flames occurs.
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Fig. 8 Radial distributions of the turbulent heat flux vectors
a) Single flame (superposed to the stoichiometric mixture fraction isocontour and to
the digitised flame image)
b} Multipte flames (superposed to the isocontour of mean temperature)

Figures 9 and 10 show radial profiles of the correlation coefficients, R, R,, and R,, calculated
from the measurements obtained in the single and in the multiple flames, respectively, and are
important to analyse the relative contribution of the turbulent velocity fluctuations to the transport of
temperature.

For all the cases studied, R. is always smaller than R. , as observed in other jet diffusion flames
{e. g.. Takagi et al., 1981, Yanagi and Mimura, [981) and in strongly sheared recirculating diffusion
flames (e. g.. Fernandes et al., 1993), suggesting that the turbulent motions are more efflicient in
transporting heat along the axial direction than along the radial direction. This is in accordance with the
interpretation that the flame is represented by a wrinkled flame structure, in that the wrinkled shape of
the instantaneous flame front affects more the radial ransport of heat than that along the streamwise
direction because the average flame region 1s nearly vertical.

The negative values of R, in the single flame occur in the rich side of the flame, while the positive
values occur in the ouer part of the flame where mixing with the ambient air occurs. In the interacting
shear layer of the multiple flames. negative values of R, occur in the upstream region up to x/D = 24,
However, the absolute peak values are larger in the multiple flames (around 0.5), as compared with
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those measured in the single flame (around 0.4). Similar trends. although wiméitl'ferenl magnitudes. are
observed [or the correlation coelficient R, despite the observed decrease of v™. This result suggest that,
though the mechamsms of trbulent transport are similar, the contribution of the turbulent motions to
the transport of heat 15 more efficient in the multiple flames than in the single flame. The correlation
coefficient for the turbuient transport of momentum, R,.. follows the trends of the shear stress 0™V
with peak values around 1.5 in the single flame (Fig. 9}, in accordance with other measurements
reported in jet diffusion flames (e. g., Glass and Bilger, 1978, Starner and Bilger, 1980, 1989). The
results obtained in the multiple flames (Fig. 10} show a similar behavior suggesting that the interaction
mechanisms do not give rise 1o extra mechanisms of production and transport of momentum.
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Fig. 9 Radial distributions of the turbulent correlation coefficients in the single flame.
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Fig. 10 Radial distributions of the turbulent correlation coefficients in the multiple flames.

Detailed velocity, lemperature and major specics concentration measurements are presented for
burner-attached jet propane flames at Re=20400. The measurements encompass the analysis of single
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and 3 multiple flames in mutual interaction at a distance of 6 bumer diameters and include the
combination of a laser velocimeter with digitally-compensated thermocouples. The technique has been
successtully applied, making use of thermocouple time-constants evaluated on the basis of the Collis
and Williams law considering local llame properties. The largest error sources associated with the
measurements are due lo the spatial displacement between the two measuring zones, which may give
rise to the underestimation of the velocity-temperature correlations by 25% of the maximum value if the
displacement becomes larger than 1.5 mm.

The main question addressed is how the effects on the mixing patterns due to flame interaction
influence the turbulent transport and the process of llame propagation, The results for the single flame
show that the turbulent heat fluxes tend to be restricted to the mixing layer where large temperature
gradients occur, and that they cxhibit a larger component directed along the isotherms, Observations of
non-gradient diffusion of heat in the vicinity of the flame front has been verified as already reported in
others jet diffusion flames.

For the multiple flames, the results show qualitatively similar trends, with the process of turbulent
flame propagation being unaltered at the level of flame interaction considered in this paper.

Analysis of the instantaneous velocity and temperature results shows that, in the multiple Mames
arrangement, the turbulent flow field appears to be more influenced by aerodynamic effects than by
chemical effects due to the lack of entrained ambient air. The results fuwrther suggest that the interaction
mechanisms do not give rise to extra mechanisms of production and transport of momentum.
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Abstract

This paper reviewy the selutton of linear and nonlinear tranyient convection-diffusion problems with applications in
heat and mass transfer. The Generalized Integral Transform Technique (GITT) is the basic tool behind such
developments offering analytical or hybrid numerical-unalvtical solutions within user prescribed accuracy. A
number of examples are selecied from the available literature te dlustrate the relative merits of this novel approach.
Research needs are then ideatified and briefly discussed

Keywords: Geaeralized Integral Transform Technigue, Nomlmear Transient Convection-Diffusion Problems

Introduction

Heat and mass transfer problems are often modeled by transient convection-diffusion equations, in
which the convective and diffusive effects compete Lo provide the linal solution behavior along the time
variable. Due to the variable character of the associated velocity field, quite frequently in a nonlinear
fashion, classical analytical approaches are not directly extensible (o handle such equations in the exact
sense. Purcly numerical approaches are then in general adopted, basically as variations of the finite
differences and finite elements methods. The discrete approximations may, however, experience some
anomalous behavior, due to either numerical dispersion or dissipation effects, depending on the order of
the specific numernical scheme considered. To a certain extent, these undesirable effects are alleviated
through either some sort of artificial numerical viscosity and/or upwind differencing, introduced to
correct classical discretization strategics. The availability of reliable benchmark results for different
situations then becomes crucial, for the adequate inspection and calibration of the numerical scheme
employed. It 15, therefore, of natural and immediate interest, the development of analytic-type
approaches so as o enlarge the database of test-cases for benchmarking purposes, made available to the
computer simulation community, Besides. such an effort may also demonstrate the feasibility in
proposing an alternative simulation tool on itself, based on hybrid numerical-analytical extensions (o
classical analytical methods. This work specifically deals with one such possibility of a hybrid
approach, initially devised as a henchmarking tool, and which has been progressively advanced 1o
handle more complicate problems, being gradually proved as a potential alternative to purely numerical
approaches,

The Integral Transform Method [1-3] is here reviewed in the analytical and hybrid numerical-
analyvtical solution of transient convective heat and mass transfer problems. This computational
approach, based on the Classical Integral Transform Method [4]. offers the advantages of automatic
global error control, such as in a purcly analytical solution, and only mild increase on overall
computational costs lor increasing number of independent variables (spatial coordinates). since the
numerical tasks in any problem are always concentrated in one single independent variable (lime, for
instance),

Formal solutions for general coupled nonlincar convection-ditfusion formulations are first
presented, to illusirate the mathematical formalism behind this technique. A test-casc is then
considered, represented by the nonlinear version of the transient Burgers equations [5,6], to illustrate
the computational performance of this hybrid approach. The automatic error control feature and the
direct extendability to multidimensional situations are also discussed.

Both periodic and transient regimen were examined, for both laminar and turbulent flows, and
hybrid solutions were provided in such cases, cither on a complete or approximalte point of view, as
demonstrated through the ample literature available [7-30].

Manuscript received January 1997, Technical Editor: Angela Qurivio Nieckele.

Extended version of invited lectures at the [CHMT Symposium on Transient Convective Heat Transter, Turkey, August
1996, and at the 2" Workshop on Integral Transform Methods, IME. Rio de Janeiro, November 1996,
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The approach is here illustrated through cxamples of engineering simulations of representative
practical applications in transient mass/hcat convection, such as in transient cooling of electronic
systems, migration of radioactive waste in soils, and tracer injection testing of oil reservoirs, and
transicnt natural convection in enclosures.

Finally, future research needs are discussed, pointing out the directions of additional development
required for a more definitive establishment of the Generalized Integral Transtorm Technique in this
class of problems.

Solution Methodology

We consider a sufficiently general formulation, for our purposes here, of a ransient convection-
diffusion problem of n coupled potentials (velocity. temperature or concentration), defined in the region
V with boundary surface S. and including nonlinear effects in the convective terms as follows:

wy, (x]{}ﬂ"(#}-+u(x.r. THAVT (x .+ LT (x. =P (x,0), xeV >0 Li=1L2,..n
(la)

with initial and houndary conditions given, respectively, by:

Tix0) = fi(x), xeV (Ib)

By Tpix.ty=opixt), xel, (>0 (lc)
where the equation and boundary operators are writien as:

Ly ==V (x)V+dp(x) (1d)

B, = -a,\(x)+ﬂk(x)kk(x)i] {le)

dn

and n denotes the owtward drawn normal to the surface S.

Withoul the convection terms, i.e. u{x, I, /) =0, problem (1) becomes a class I linear ditfusion
problem according to an earlier classification [4], Tor which exact analytical solutions were obtained
through the classical integral transform technigque [4]. For a non-zero vector u, problem (1) is not a
priori translormable, and the ideas in the generalized integral transform technique [1-3] can be utilized
to develop hybrid numerical-analytical solutions to this class of problems. Following the formalism
previously established for convection-diffusion [5-6] and purely dilfusive nonlinear problems [31], the
appropriate auxiliary problems are taken as:

Nomenclature
Aty = coefficients matrix in G L : ; yity = solution vector in
Systan (7) uix.t, Ty )= vetocny.vecmr in syatemi7)
b = coefficient in non-linear convection ferms Greek Symbols
convection term u(T} = velocity in Burgers ofx) = boundary conditions
difx) = aquation coethcients in equation coefficients
linear dissipation terms U = coefficient in linear Bixp = boundary conditions
fifx) =initial potentials convection term " coefficients
distributions Wy(X) = equation coefficients in ofx) = boundary source
kix) = aquation coefficients in transient terms. ' functions
diffusion terms x = position vector in v = coefficient in diffusion
Puxit) = equation source general system (1) term of Burgers
functions X = S5pace coordinate in equation (8a )
t = lime variable Burgers equation (8)

T.xti=  potentials distributions



181 J. of the Braz. Soc. Mechanical Sciences - Vol. 20, Jupe 1398
. 2 :
Liwi(x)= v (X (x) xeV (2a)
with boundary conditions

Biyilx)=10, xe § (2h)

where the cigenvalues, uy;'s ., and related eigenfunctions, yr{x)'s , are here assumed o be known
from application of also recently advanced compulational methods for Sturm-Liouville type problems
[1]. Problem (2) then allows, through the associaled orthogonality property of the eigenfunctions,
definition of the integral transform pairs below:

f_,; = j wi (X)) K x )T (x.ndv,  transforms (3a)
W

T (x,r)y= Z Kyi(0)Ty (0 inverses {3b)

1=1
where the symmetric kernels & g;1x) are given by:

Wiilx)

A’“ (x)= = (k}
N172
ke
and the normalization integrals as:
Ny, =L Wi (O (v 3d)

The integral ransformation of (1a) is now attempted by applying the opera:orj K (x)dv o yield,
Ll

after utihzing the boundary conditions (1¢) and (2b),

dTy (1) e sk o
__J_ +J K (olu(x TN (e 0)dv + g, Ty i) = ggi(e). i=12,.,n 1>0
{ v
klw ] 2,0
(4a)
where,
4 . dT (x.1) dK
gl =j A’k;(x)Pg-lI,f)dl-+I_ kit x {n,—mﬂ*—n (x.r)M]d.r
¥ S (}n
(4b)y

while the untransformed term in (4a) above can be rewritten, after application of the inversion formula
(3b). as:
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o

J-_th_,rﬂu(x.r.ﬂ- VT (xndv= Y ap W TOT 0. ke=12.n (Sa)
s J=1

where
az,}-(r‘?} Ji= L Kyt u(x.t. T ) VK (x)]dv (5b)

Equations (4.a) are then written more compactly as

A -
. T (0T Ty 1)y = g4 (1), =1 R i =0,
i Jzi iy PME A ki (62)
kf =420
where.
aij (. 7p)= (S,;yfr + G‘L:;' T (6b)
with
;. 0, for i#jf
Byl £ =) (6¢)
L. Hors @y

The initial conditions (1.b) are also integral transformed through the operator j wy (XK g (x)dv,
it

o provide:
ﬁ-_,-{(})Zﬂ-,' Ej wi (XK i lx) fy (x)dv (6d)
¥

Equations (6) form an infinite system of coupled non-linear ordinary differential equations for the
transformed potentials, 7, ;'s. For computation purposes, system (6) is truncated at the Nth row and
column, with N sufficiently large for the required convergence. The formal aspects behind the
convergence Lo the infinite system solution as the truncation order, N, is increased, have been
investigated elsewhere [1], and repeating such analysis is here avoided. The truncated system is then

writlen in matrix form as:

VU ALY iy =gl >0 (7a)
yih=f {(7h)
where.

Y= AT @, Tt TwY . k=120 (7c)



183 J. of the Braz. Soc. Mechanical Sciences - Vol 20, June 1998

Alt.y) =tag;(1.T¢)) (7d)
20 = {Zxy (0. Zaa (O T ) (Te)
=1 fizenDin ' (70

The non-lincar nitial value problem defined by Eqs. (7) is likely to belong to a class of stff
ordinary differential systems, specially for increasing values of N, while the transformed solutions
1y (1) . decay at increasingly different rates in L. Fortunately, various special numerical integrators
have been designed within the last two decades, to this class of systems. For instance, subroutine
DIVPAG from the IMSL library [32] is an extremely reliable stiff integrator, which implements Gear’s
method of backward differentiation with variable order. and is widely available in most computer
centres.

Once the transtormed potentials have been computed from numerical solution of system (7), the
inversion formula (3b) is recalled to reconstruct in explicit form the original potential Ty (x,7) .

Test-case

The hybrid soluton here presented is now illustrated through consideration of the one-dimensional
nonlincar Burgers equation. which is a frequently employed model equation for transient convection-
diffusion phenomena, and used for development and validation of numerical schemes. The
mathematical formulation of the problem here considered is:

: 2
d Tix,1) +u(TiJTU'“ pr a T(.;.r] :
at dx ax’

D<x<l, >0 {8a)

with initial and boundary conditions given. respectively, by:

Txh=1, 0<x<i (8h)

T0n=1: THnN=0, t>10 (Be,d)

and for the present application the non-linear function u (7} ) is taken as:
w(Ty=u, +bT (8e)

For best computational performance, the boundary conditions (8¢,d) are made homogeneous
through the simple transformation:

T{x.1)= Tx(.:nT‘t.t.n {9a)

where T_,(x) is the solution of the linear steady-state problem:

td

L (9)
d e




R. M. Cotta et al.: The Genaralized Integral Transform Technique in Transient Convection-Diffusion. .. 184
Ti0)=1; T.(h=0 (9¢)

For b=(} (linearized Burgers equation), the expressions obtained in [5] are readily recovered and a
purely analytical solution is reached. Numerical results were obtained for typical values of the
parameters that govern the relative importance of convection (linear and non-linear terms) and
diffusion, u,. b, and v. Truncated systems of order N<30, with automatic order control, were solved
through IMSL subroutine DIVPAG, with sufficient accuracy requirement in terms of relative error, in
order to demonstrale the convergence characteristics of the hybrid solution. Table I presents the
potential distributions, at different values of t=0.1 and 0.5, for increasing values of N, but fixed at each
run. The excellent convergence behavior is easily noticeable through Table 1, but it is interesting to
note the bchavior with respect 1o the governing parameters. As usual in eigenfunction expansion
techniques, convergence becomes slower for decreasing t; also, as the importance of convection
increases, either through the linear (u,) or non-linear (b} contributions. larger systems are required to
provide the same relative accuracy. For instances, with b=0.5 and u,=1.0, convergence to five digits is
achieved with N=15, while for b=5.0 and u, = 1.0 convergence is reached for N=25. For validation
purposes, a semi-discrete scheme based on the combined use of spatial collocation and method of lines
was employed, which is readily available in subroutine DMOLCH from the IMSL library [32], for one-
dimensional parabolic problems. The results from this well-established routine are in excellent
agreement with those here presented, for 31 grid points in the spatial discretization. A fully discrete
finite differences approach was also utilized, based on MacCormack’s explicil predictor-corrector
scheme. which is a second-order accurate scheme both in time and space. Again, with 31 gnid points in
the spatial discretization. a reasonably good agreement to three significant digits was achieved.

It should be noted that although the numerical results in Table 1 were produced with a lixed number
ol ordinary differential equations for each run, in order to demonstrate the convergence behavior for
increasing N, the basic computational algorithm for this approach [1-3], proceeds in a more efficient
way, by automatically controlling the order of truncation N at each time step. The analytical part of the
solution, represented by the inversion formula (3b), provides a local enor estimator at almost no cost,
given by the maximum relative error of partial sums with respect to the total sum ol (3b). Therefore,
computation is started at (=0 with an initial N estimated, for instances, from a lowest order solution of
system (7). when non-diagonal elements of the coefficients matrices are completely neglected, By
examining the convergence of the inversion formula at each subsequent time step, the value of N iy
adaptively changed, so as to satisfy the required accuracy and reduce computational costs. A typical run
of this problem for a required tolerance of 107 (4 digits accuracy), takes about 50 sec of CPU time on a
CYBER 180/840 mainframe computer.

Table 1 Convergence of hybrid solution and comparison with numerical solution.

x/N 5 10 15 20 30 Numerical*
(=0.Uu, =0.1; b=05v=1LO

.1 0.97611 0.97609 0.97609 0.97609 0.97609 0.97607

0.3 0.90430 0.90428 0.90428 .90428 0.80428 0.9022

0.5 0.76546 0.76541 0.76540 0.76540 (.76540 0.76531

o s 0.52682 0.52680 0.52679 0.52679 (.52679 0.52670

08 0.18035 0.19038 0.19037 0.19037 0.19037 0.19033

1=05(u, =01 b=05 v =10)

01 0.918932 0.91852 0.91949 0.91947 0.91948 0.91948
0.3 0.74414 0.74417 0.74416 0.74415 0.74416 0.74415
05 0.55017 0.55014 055013 0.55013 0.55013 0.55013
0.7 033919 .33926 0.33926 0.33926 0.33926 0.33926
0.9 011533 0.11528 0.11527 0.11527 0.11527 0.11527
xN 5 10 15 20 30 Numerical*

(=0.lu, =1.0; b=05 v=10)

0.1 0.98507 0.98458 0.98461 0.98463 0.98462 098461
0.3 0.93240 0.93243 0.93244 0.93243 0.93243 0.93238
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Table | (contunued)

0.5 0.81800 081774 0.81772 0.81772 0.81772 0.81764
07 0.59425 0.59409 0.59404 0.59403 0.59403 0.59395
0.9 0.23064 0.23110 0.23100 0.23097 0.23099 0.23095
1=0.50u, = 1.0, b=05 v =1.0)
01 095031 0.95034 0.95032 0.95032 0.95032 0.85032
0.3 082591 0.82594 0.82594 0.82593 0.82593 0.82593
0.5 0.66018 0.66014 0.66014 0.66014 0.66014 0.66014
a7 0.44271 0.44274 0.44273 0.44273 0.44273 0.44273
09 0.16424 0 16431 0.16429 0.16428 0.16429 0.16429
t=0.1u, =1.0. b=50.v=1.0)
01 1.0004 0.99846 0.99849 0.99852 0.99851 0.99851
03 0.98887 0 98897 0.98900 0.98837 0.98897 0.98896
0.5 0.94953 0.94774 0.94771 0.94770 0.94771 094769
LA 0,79457 0.79337 0.79330 0.79325 0.79328 0.79324
0.9 0.35350 0.35452 0.35430 0.35420 0.35426 0.35423
r=050u, =10, =50, v =1.0)
0.1 0.99793 0.98653 (,99655 0.99658 0.99657 0.99657
0.3 0.97866 0.97903 0.97904 0.97901 0.87901 0.97901
05 0.92319 0.92232 0.92226 0.92226 092227 0.92226
07 0.75150 0.75122 0.75111 0.75108 0.75110 0.75108
09 0.32549 0.32671 0.32649 0.32641 0.32646 0.32645

*Subroutine DMOLCHAMSL [32] (31 grid poinish

The present approach is sufficiently struightforward and computationally cificient to offer an
interesting alternative to purely numerical approaches, specially under high accuracy requirements such
as for benchmarking purposcs. Also, approximate solutions at low truncation orders arc sufficiently
accurate for most practical purposes, and computational effort is then kept to a minimum. Extension of
such computations to multidimensional situations readily follow from the general solution here
provided. The related eigenvalue problem (2) is then solved by standard approaches for Sturm-Liouville
systems, alter application of separation of vanables on this auxiliary partial differential system. Also,
the associated volume integrals for determination of the ODE system coellicients, are evaluated as
multiple integrals (double of triple). and all of the remaining steps for the one-dimensional case are
cssentially the same. A number of multidimensional problems were previously handled by the present
approach including the computational implementation that is practically unaffected by the nonlinear
terms here introduced. It should be recognized that one major advantage of this method lies in the fact
that the original potenual is analytically expressed by the inversion formula in all but one independent
variable, . and a numerical discretizanon procedure is required only for integration along this
coordinate, which allows one to employ well-established algorithms for 6DE systems with automatic
error control, widely available in subroutines libraries, yielding an overall robust and reliable tool.

Applications

A number of applications are now considered that illustrate the performance of the integral
transform approach in the solution of transient convection-diffusion problems. The first one selected for
illustration is related with transient forced convection in channel flow, subjected to periodic
disturbances of inlet temperature. for both laminar and turbulent regimen. A cooperative work with the
University of Miami was initiated in 1989, towards the experimenlal and theoretical study of transient
conling n electronic equipment, and such results are compiled in various sources [11, 13, 15, 21, 24,
27. 29]. The smooth walls situation was [irst considered, and an effective rugosity model was later
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mtroduced to simulate the presence of block-like electronic components at one wall. The periodic
thermal response along the channel to these inlet temperature fluctuations is analyzed. offering
comparisons between experiments and simulations, aimed at confirming the adopted models and at co-
validating the experimental and computational technigues. The second application presented deals with
the migration of radionuclides in soils [20]. Dilferent accidental situations are analyzed, resulting from
leakages of the radioactive contaminants through the repository engineering barners. Transient
convection-diffusion equations then are used to model the dispersion through the soil layer beneath the
surface repository and along the aquifer. Such simulations are essential in the licensing of repository
sites and safety analysis of radioactive waste installations, The third application shown is related to
petroleum reservoir simulation problems. For the success of enhanced oil recovery projects, the
knowledge of the reservoir characteristics is ¢ssential. For this purpose, well-lo-well tracer tests are
frequently employed, which are modeled by transient convection-diffusion equations for flow through
porous media. The two-dimensional tracer problem for the five-spot pattern has been solved by the
generalized mtegral transform technique [25, 28], and critically compared, in a wide range of siluations,
with alternative numerical solutions. as well as with experimental data from different sources. The
fourth application deals with transient natural convection within two-dimensional enclosures, modeled
through the streamfunction-only formulation of the flow equations [33,34] under Boussinesq
approximaton and the associated energy equation [35,36]. Both, the steady-state and transient versions
of this classical coupled heat and {luid flow problem, were solved through integral transformation
[35.36], and compared against previously reported numerical solutions.
Some sample results from these four applications are now briefly reviewed.

Periodic Forced Convection in Channel Flow

We consider unsteady forced convection of a laminar or turbulent, incompressible, thermally
developing and hydrodynamically developed Newtonian flow inside a circular tube or a parallel-plates
channel, subjected 1o a penodically varying inlel temperature. The thermal response of the system to the
inlet periodic perturbations 1s sought under a general fifth kind boundary condition (which accounts for
the ecffects of cxternal convection and wall heat capacitance), after the initial transients have
disappearcd. Axial conduction and viscous dissipation are neglected, and the physical properties are
considered constant. The related dimensionless formulation of the problem is written as:

Mw(mmzii r;,tR)R”M in0 <k <1 Z>0 150
JT dZ R ok R
{10a)
with boundary and inlet conditions given respectively as:
RRZD 5, e Tl %20 (10b)
R k=0
ﬂﬁ+8£8(ﬁ.2.r)4-%m=ﬂ. at R=1. for Z >0, 10 (10¢)
B(R.Z.1)=AB(RI YT, Z=0,0<R<I, 150 (10d)

[0, for parallel - plates
n -1
[I. for circular be
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With this approach, the initial condition is nol necessary, since only a periodic solution to the
svstem of Eqgs. (103 1s being sought. Furthermore, since the present application is concerned only with
solutions for large times, i.e., after the imtial transients disappear, the problem admits a solution in the
form:

O(R.Z.T) =B (R, 7)e™ 2T (1

The first part of the present study was devoted to the co-validabon of the experimental and
theoretical findings for a smooth parallel-piates channel within the periodic state, and to the analysis of
the relative inflluence of the governing parameters. Bi, a and £, on the thermal response of the system.,

In order to validaie the modeling employed, the theoretical results were compared with the
experimental ones. for thermally developing laminar flow situations within the periodic regime, The
problem was also solved through the lully transient formulation. with excellent agreement lor large
times, al the onset of the quasi-steady state. The mixed [inite differences/integral transform approach of
Rel. |19] offers advantages over conventional purely numerical approaches. First, the additional
restniction on the stability critena, introduced by the transversal coordinate discretization, is completely
elimmated. Second. analytic expressions for temperature are derived, which describe the behavior of the
solution in the transversal coordinates.

The comparisons for selected Reynolds number, Re, and inlet frequencies, B, {(or £2) have been
listed in [21]. Theoretical results were originally observed 1o be consistently above the experimental
findings for the centerline temperature amplitudes. After the analysis advanced in [21] and reviewed
here. additional effects, such as external convection, wall thermal capacilance and non-uniformity of
inlet temperature prolile, could be incorporated into the analysis and numerical results obtained for the
dimensionless centerline temperature amplitudes, at prescribed Reynolds number, inlet frequency, and
compared with measured centerline temperature amplitudes along the channel. For this purpose, Biot
number. Bi. and fluid-to-wall thermal capacitance. a . were estimated according 1o the available data for
the experimental set-up, and non-uniform vanation of periodic inlet temperature profile across the duct
was obtained experimentally. In Figure 1 the experimental results for Re = 434.6, 682.6, 845.0, 964.9,
1396.0, 2088.0 and Q=0065 (B=0.01Hz) are presented, and show a representative set of such
comparisons, It is clear {rom Figure 1, that the effect of a non-uniform inlet temperature profile is quite
significant in bringing the theoretical and experimental results to an acceptable agreement when an
experimentally obtained non-uniform periodic inlet profile across the duct is considered, in place of a
theoretical uniform distribution.

10 T T 1 T T Ll
W\ Pr+ 0.2
. v+ 0.01 He
5 P 0q) - 1 [{k=0.065) i
‘:;' S AO(a) 7 1- " -
= ol C
& 107k o e 4346
« [ o Resx 6826
A Re= B450
a Re= 9649 i
o fte= 13960
O Re =2088,0
10-2 . : It

0 025 05 075 100 125 150 115
{x/De) {De/d} /(RePr)

Fig. 1 Comparison of theoretical analysis with experimental results for periodic laminar convection in
thermal entrance region.
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This cooperative work followed towards the co-validation ol transient convection inside circular
tubes, turbulent flow situations, different inlet temperature disturbances, and wall rugosity due to block-
like elements. Figure 2 illustrates one additional comparison of theoretical and experimental results for
turbulent flow within circular tubes. showing the centerline temperature amplitude along the channel
length.
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0.00 0.01 0.02 0.03 0.04

Fig.2 Comparison of theoretical and experimental centerline temperature amplitudes at ) = 2.232 {turbulent
flow; circular tube).

As illustrated in the figure above, the amplitudes of the thermal oscillations are shown to decuy
faster along the channel as the Reynolds number increases, with each curve exhibiting similar
exponential trends in the rate of decay with respect to the axial dimensionless distance. For the range of
Reynolds numbers and frequency of inlet oscillations considered. an overall inspection of Fig. 2 shows
that excellent agreement prevails between the experimentally and analytically determined centerline
temperature amplitudes for a succession of axial positions along the duct. For the majority of points,
this agreement is within 1.5%, with the maximum deviation being 2.3%, occurring at the lowest
Reynolds number and inlet frequency. The excellent agreement provides confidence in the capabilities
of the analytical model and numencal solution methodology in predicting the thermal response of the
fluid, under periodic inlet conditions.

Radionuclides Migration in Porous Media

The transport of radionuclides through geologic media is a result of a complex combination of
various chemical, physical and biclogical phenomena. The four major mechanisms are represented by
advection, dispersion, adsorption-desorption and ion exchange, and degradation. The mathematical
formulation for this mass transfer problem in a porous planar media was derived in [20]. including the
radioactive decay of one species to its daughter in the isotope chain. [n a one-dimensional finite domain
of length L. with ground water flow along the 7 direction, and conslant transport properties, the
problem formulation is written as:

b

INZ.T) N d-Ny
K, _f__+“a ~ + A KNy =Dy N; +Ar | KeNpoy
T d a7-

in 0<Z<L,1>0, F=1.2,...n (12.a)
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where N, (Z.7) is the concentration of the £ species in the radioisotope chain, K, is the species
retardation coefficient, D is the dispersion coefficient of the individual species, A p the radioactive
decay constant, 1 the ground water pore velocity, and n is the number of isotopes in the chain.

Initially, the medium is free from any radionuclide, before the mass transport through the leakage
starts. Then.

NA{(ZO=0, 0=2Z<L (12b)
Appropriate boundary conditions are specified at the waste package interface (Z=0),

N =N(r). >0 (12¢)

which represents the rate of supply ol each species in terms of a prescribed behavior in time given by
function @ ,(7), and at the biosphere or backfill-rock interface located at Z=i.,

(} N ¢

= +ue Ny =h;-[N;[n".}—N?°(T)]. T>0 (12d)

D,

which represents the convective mass transfer at this boundary, where € is the porosity of the medium,
h, is the mass transfer coefficient, and N ;m is the radionuclides concentration outside the porous
matrix.

From data provided by the National Commission of Nuclear Energy Brazil (CNEN/MDivisio de
Instalages Nucleares), a set of numerical results for the dimensionless concentration distributions ol
Cs'" were obtained, for different times of interest, and ¢(r) =1 for continuous leaching.

Figures 3.a-b illustrate the convergence characteristics of the proposed eigenfunction expansions for
different dimensionless times T=10-% and 10-3, and provide a comparison with the purely numerical
scheme, based on the method of lines, available in subroutine DMOLCH of the IMSL Library [32],
previously employed in the solution of this problem [20]. For shorter times, a larger number of terms
are required in the expansion (M=50 for r=10-+), dropping down as time increases and the quasi-
steady regime is approached (N <20 for t=10-%). The agreement with the results from the
numerical approach represented by subroutine DMOLCH is almost perfect.  However, this purely
numerical technique was observed to degenerate when convection is significantly dominant over
diffusion, which is nevertheless accommodated by the generalized integral transform technique.
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Fig. 3a Convergence analysis of eigenfunction expansion and comparison with numerical solution (t=1 D"'].
for radionuclides migration in soils.
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Figure 4 presents an example ol the marked computational performance improvement furnished by
the truncation order adaptive procedure discussed in the previous section. For a relative error larget of
10" on the fully converged concentrations. the truncation order necessary to reach this prescribed
accuracy falls down sharply along the integration path in the time variable T, significantly reducing
computational costs.

After this eritical evaluation, the approach could be extended to handle more involved situations
with variable properties, non-homogencous layered media, arbitrarily sized decay chains and
multidimensional geometries, by incorporaling recent developments in the generalized integral
transform technique.
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Fig. 4 Decay of truncation order, N, along integration path in the adaptive procedure.
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Tracer Transport in a Petroleum Reservoir

Tracer transport 10 a porous media is generally accepted Lo be subjected to two basic phenomena:
convection and hydrodynamic dispersion. This led to modeling tracer (low by the convection- diffusion
equation [25, 28]. The particular features of this equation, associated with complex geometries involved
in petroleum reservoirs, result in a difficult problem which can only be solved by the well known
conventional analytical methods, in very simple cases. Even for numerical methods these equations are
among the most difficult to solve, since the behavior of the system ranges from parabolic to almost
hyperbolic. depending on the ratio of convective to dispersive contributions to tracer transport.

Pressure and Velocity Fields
The partial differential equation that describes the behavior of the pressure ficld is derived from the

continuity equation and Darcy’s law, For the present assumptions and Cartesian coordinate system, one
has:

6‘{7 + L{] st [ﬁtnﬁl‘_\' —dV 4+ 8(x—d)8(y) - 8()B(y) -8 (x—d)8(y—d)].
& nE  Eh

bex<d OD<y<d (13a)

with boundary conditions given by:

=0; ar

t=d dy

ap
dx

—_ a_l’l
i) o X

=

=0 (13b-¢e)
=0 dy

v=d

Darey’s law can then be applied to determine the expressions for the velocity components, namely,

v =—kipu(@pldx)y and v, =-k/udpldy).
Concentration Field

The transport of the tracer in the porous media is here considered to be governed by the convection-
-diffusion equation. With the present assumption and the Cartesian coordinate system, and assuming a
simplified diagonal tensor. one finds:

0G [ a0 1260 2 ered oy 262 )
d’-'}f ()x[ah‘ _+ ‘“-"C” 3y a v,| -y +J}_w,.m_

;—’ Cin[6(x)8(y —d )+ 8(x = d)E(¥)] —%(.] [B(x)d(v)+dtx—d)d(y-d)],
SN

D<x<d <y<d t>0 (14a)
with initial and boundary conditions given, respectively, by:

Cilevy=0 (14b)
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¢
dx

_dcg

=0  dx

¥

= a0
x=d . dy

y=b 9y

(14c-1)

v=d 3

where C,, is the injection concentration for t>0. If the injection is not continuous (tracer slug), Eq.
{14.a) holds until t=t,,,. Beyond this injection time, Eq. (14.a) holds, once one sets C,=0) and
assumes, as initial condition, the concentration distribution previously obtained at t=t,,.

A literature review indicates that there is no complete analytical solution yet available to this
problem. However. some approximate analytical or purely numerical solutions were idenlified.

As a first check, the diffusivity oo was reduced successively, leading the present formulation to
approach the purely hyperbolic problem, which has a known analytical solution. Figure 5 shows these
successive profiles and the comparison with this asymptotic solution. The Peclet number (Pe) relates
the convective and the dispersive contributions to the tracer transport and, for this problem, Pe=a/¢; was
adopted as a deflinition. In Figure 5, the dimensionless concentration [Cp = C; (0,0,t)/
C, = C (dd1)/C, ] is plotted against dimensionless time (pore volume injected, t, = 2qt/®d’h , and the
GITT results show a consistent agreement with the asymptotic solution for Pe — oo,

Another check 1s 1o proceed in the opposite direction, towards the purely diffusive problem, i.e.,
reducing the Pe number towards a zero. The solution for Pe = 0 may be obtained through physical
arguments. In this extreme case, all tracer mass introduced via the production well is immediately
uniformly distributed over the whole domain, i.e., the concentration in all points is the same and is only
a function of time. Such comparison is shown in Fig.6 below.
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Fig. 5 Comparison of integral transform results, for increasing Peclet number, against asymptotic
solution for Pe = = (tracer transport in petroleum reservoir).
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Fig. 6 Comparison of integral transform resuits, for decreasing Peclet number, against asymptotic
solution for Pe = 0 (tracer transport in petroleum reservoir).

Now, for comparison purposes with finite differences solutions, two representative schemes were
adopted, namely. the nine-point exponential scheme and the third-order TVD scheme with Sweby's
region. The calculations were performed with a 15 x 15 diagonal grid in both cases [25, 28].

Figure 7 shows the behavior of the selected numerical schemes against the GITT solution for
Pe=500 and continuous tracer injection. The presence of significant numerical diffusion in the nine-
point exponential scheme and the good agreement with the third-order TVD scheme are clear from this

plot.
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Finally, Fig. 8 compares analytical (GITT) and numerical concentration (TVD Scheme) profiles
along the injection well-production well line for a dimensionless time equivalent to 50% of pore
volume injected and various Pe numbers.
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Fig. 8 Comparison of integral transform computed concentration distributions, for different Pe
numbers, against the third-order TVD numerical scheme.

The difficulty of the numerical scheme in perfectly defining the wave front is noticeable in Fig. 8
above, especially al lower Peclet numbers.

The integral transform approach, again, opens new perspectives in the area of petroleum reservoir
simulation.

Transient Natural Convection in Enclosures

We consider a square air-filled enclosure, with differentially heated lateral walls, and insnlated top
and bottom walls. Buoyancy effects are taken into account through the Boussinesq approximation,
under laminar flow regime. Benchmark results for the steady-state situation were established through
integral transformation in [35.36], and the transient behavior of the coupled heat and fluid flow
phenomena was also investigated [36], for different values of the Rayleigh number, Ra.

The governing equations are the vorticity transport equation in streamfunction-only formulation
133.34], und the associated energy equation, which in dimensionless form are given by:

Py v v wavy _
d1dx2 dray: @y dx dx 2y

PV BrRa 2L
dx

O<x<l, D<y<1, 10 {15a)

ot A Or O AT oty (15b)

OD<x<l, Dcy<!, t>0

with initial and boundary conditions:

Tix. v 0 =wix,yM=0: 0<Lx<l e 0€y<] (15¢,d)
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(15e-g)

(15h-))

(15k-m)

(15n-p)

(16)

and L is the enclosure height and length, while T, and T arc the hot and cold wall temperatures,

respectively.

Table 2 illustrates some of the benchmark results obtained for the steady-state solution, in this case
for Ra= 10, compared against previously reported purely numerical solutions, as detailed in [35]. The
agreement is indeed excellent. reconfirming some of the most recent and careful benchmarking efforts
available in the literature, even for the slower converging Nusselt number expansions.

Table 2 Comparison of steady-state benchmark results for natural convection in a square cavity.

. Ra=10° ., Pr=071
GITT de Vahl Davis Saitoh & Hirose [38]  Hortmann et al. [39]  Le Quéré [40]
[37]
[w..| 16.39v 16.32 16.379 NA 16.386
| Porr | 16.81 16.750 NA NA 16.811
Xy 0.151;0.547 0.151,0.547 0.150,0.547
[ | 64.83 6463 674.886 64.8367 64.83
y 0.850 0.850 0.8505 0.85036 0.850
R | 2206 219.36 220.47 220.461 2206
% 0.0379 0.0379 0.03783 0.03887 0.038
Nu, 8825 8.800 8.7956 882513 8825
Nu,z 8.825 8.799 8.7989 882513 8.825
Nug 8,826 8.817 88487 8.82513 8.825
NITS 17.54 17.925 17.140 17.536 17.536
y 0.0390 0.0378 0.0473 0.03902 0.038
N 0.9794 0.989 1.015 NA 09795
¥ 1 1 1 1

NA - Not Available
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Figures 9.a,b show a comparison of the transient integral transform results against a finite elements
simulation [41] at different dimensionless times for, respectively, temperature and vertical velocity
component distributions along the longitudinal coordinate, with Ra = 10,
Again, Lhe agreement is quile reasonable to the graph scale within the transient region, with some
mare noticeable deviations as the steady-state is approached, due to some error propagation effect in the
purely numerical solution.
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Fig. 9a Comparison of transient temperature distributions at the cavity midplane {y=1/2} by integral
transforms [36] and finite elements [41), (Ra =1 05).
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Figure 10 shows the comparative transient behavior among the overall Nusselt numbers for
different Rayleigh numbers, Ra = 10°, 10° and 107, as obtained from fully converged integral transform
results, to the graph scale. As the Rayleigh number increases, steady-state is reached after some
oscillatory behavior on the overall Nussclt numbers, due to internal flow waves developed at early
transient stage. As Ra is further increased, this phenomena leads to flow instabilities that restrict the
system in reaching a fully steady pattern.
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Fig. 10  Transient behavior of the overall average Nusselt number in a square cavity for different
Rayleigh numbers ( Ra = 10", 10" and 10°).

Algorithm optimization schemes should then allow for the employment of the integral transform
approach in the analysis of unstable heat and fluid flow phenomena, with the quite desirable automatic
crror control (eature, essential for the discrimination between numerical and physical oscillations in the
final solution patterns.

Conclusions

The major advantages of the presented integral transform method are as follows:

» The hybrnid numerical-analytical nature, characteristic of this approach, collapses most of the
numerical effort into one single independent variable, i.e., the numerical integration of an ODE
system, which is nowadays a very well-established task in numerical analysis, even for stiff
systems, including error control schemes.

e The wide availability of ODE solvers and other subroutines in scientific subroutines packages,
for intermediate computational tasks, makes the computational implementation of the present
approach quite simple. based on successive calls to such easily accessible and simple to use
routines.

e  The automatic global error control and estimation offers the extremely attractive feature of
working withun an user prescribed accuracy and with an almost opumized computational effort,
not frequently found in numerical methods for PDE’s.

e [Irregularly shaped domains, with respect to the coordinates system adopled, are dircctly handled
either through description of the boundary surfaces in cach coordinate in terms of the other
spatial variables, or when required, by decomposing the domain in regularly shaped regions and
analytically coupling these solutions of cach subdomain.
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* Duc (o the hybrid nature discussed above, the increase in computational effort is not too
significant when the number of independent variables in the PDE system is increased.
Therefore, one, two and three-dimensional applications are handled within the same order of
magnitude of computer CPU time. Numerical experiments on the transient Burgers equation of
the previous section, for instance, confirmed this stalement, with an increase of about 10% on
CPU ume for the two-dimensional case, and similarly for the three-dimensional situation. This
is easily understood if one remembers that the numerical work in this approach is always
reduced to a numerical integration of an ODE system (one single independent variable), while
all the remaining independent variables are eliminated through integral transformation and
recalled in analytic explicit form within the inversion formula, which is essentially a single,
double or triple summation. This is indeed the major advantage over fully discrete approaches,
which become in many cases prohibitive for multidimensional situations,

Research needs

This section briefly discusses ideas already under investigation towards the enhancement and
further extension of the Generalized Integral Transform Technique. The aim is to estimulate the
collaboration among the varous researchers involved in this effort, and point out some research
opportunities for newcomers,

Al the present stage ol development. research needs can be identified on two categorics, namely,
application extensions and algonthm optimizations.

Among the dilferent extensions presently under consideration, some alrcady offering very
encouraging conclusive results, we may point out the analysis of three dimensional flows, differential
models of wrbulence, compressible flows, heterogencous media, anisotropic diffusion, convection-
diffusion within irrcgular domains, inverse problem analysis, transient and unstable phenomena, quasi-
hyperbolic formulations, chemically reacting flows, multidimensional moving boundary problems,
external flows, etc. Such developments are directly associated with a number ol thesis works in
progress at LTTC, COPPE/UFRI, and collaborators more closely involved from COPPE and other
institutions within Brazil.

In terms ol algorithm optimizations, atlention has been directed to the development of local-
instantaneous filtering, dynamic modulation of stiff ODE systems, non-classical cigenvalue problems,
alternative primitive variables expansions, ordering schemes in  multidimensional problems,
vectorization and parallel computing, eigenvalue problems in arbitrary regions, and dedicated adaptive
numerical integration. Such alternatives of performance enhancement are being tested and implemented
within different siwations, when required for the success of each individual extension, before a
sufficient level of understanding is achieved that shall allow for the desirable unification of such sparse
ideas within a single and general optimized algorithm, hopefully within the next few years.

Future research needs are also very closely associated with the development of mixed symbolic-
numerical computation [42], which offers a very adequale development platform for hybrid numerical-
analytical approaches. The only drawback in such class of methods, due to the considerable amount of
analytical work usually required, would then be eliminated 1o a reasonable extent, and even, allow for
automatic program generation strategies. Such aspects are better envisioned through new books to be
soon available |43, 44].
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Abstract

The matricial formalism of the perturbation theory is applied in a simplified PWR-hor channel model 1o study the
sensitiviy of some punciual and average functionals. The model is described by mass, linear momentum and energy
conservation cqualions and adeguate heat transfer and fluid mechanics correlations, Every one is discretized along
the channel height. Thermalhvdraulic caleulations are carried owt and stored to use in the matricial formalism.
Sensitiviey coefficients are determined for specific cases and comparisons between direct results and perturbative
method have shown good agreement. The main advantages of the perturbative method are discussed and its
importance (o sensitivity analysis is emphasized.

Keywords: PWR lHor Channe! Model, Pertubation Theory, Matricial Formalism

Resumo

A teoria de perturbagdo, via formalisme matricial, € aplicada a um modelo simplificado de canal quente de reatores
nucleares @ dgua pressurizada (“Pressurized Water Reactors”, PWR}) para extudo de sensibilidade de funcionais
pontuals ¢ médios, € modelo € descrito pelay equagies de conservagdo de massa, de quantidade de movimento
linear ¢ de energia. além de correlugoes de transferéncia de calor ¢ de mecinica dos fluidos apropriadas, todas
discrenzaday o fongo da aliira do cunal. Caleulos termohidrdulicos séo efetuados ¢ urmazenados para posterior
wser do formalismo matricial. Através deste, coeficientes de sensibilidade para casos espectficos sdo determinados ¢
compuragoes entre respltados obtidos pela variagdo direta e pelo método perturbativo sdo realizadas enfocando as
principay vantiagenys deste wltime, caracterizando-o como wna importante ferramenta para andlise de senstbilidade.
Palavras-chave: Reator Nuclear a Agua Pressurizada, Modelo de Canal Quente, Teoria de Pertubacio, Formalismo
Matricial

Introducao

Na elaboragao de projeto ¢ edificagio de centrais nucleares, a andlise de seguranga ¢ indispensavel
na detecgio das conseqiiéneias dirctas ¢ indiretas de possiveis acidentes sobre os elementos ¢ sistemas
componentes (bombas, geradores de vapor, etc.), bem como na averiguagio da capacidade dos diversos
niveis de seguranga em mininuzar, quando ocorrer, a liberagio de radiagdo e/ou produtos radioativos
para o mein extemo,

Esta andlise é possivel com a ajuda dos cdlculos de sensibilidade efetuados mediante resultados
obtidos de c¢Gdigos de computagao: COBRA-IV (Stewart et al.. 1977), RELAP (Ransom et al.. 1980),
TRAC-PFI (Mahafly et al., 1984), etc.

O estudo de sensibilidade ¢ geralmente baseado na construgdo de superficies de resposta. O
procedimento consiste na utihzagio de condigbes nio nominais implementadas nos cédigos de
computagao a fim de representar situagdes de ocorréncia dentro de uma central. Os pardmetros
termohidraulicos fornecidos como dados de saida dos codigos proporcionam as informagdes necessdrias
para os cilculos de sensibilidade. Superficies de resposta sao construidas fornecendo o comportamento
de funcionais (tlemperatura maxima da vareta combustivel, por exemplo) em relagio a parametros de
Manuscrip! received: January 1996. Technical Editor; Angefa Ourivic Mieckels.
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interesse. Assim, € possivel obter o retralo operacional de uma central, para variagoes predeterminadas
de seus parimeltros, o que permile a visualizagio das conseqiiéncias de tais alteragbes.

Devido ao grande nimero de pardmetros ¢ & complexidade dos modelos adotados para os cdlculos
termohidraulicos, o estudo de sensibilidade fazendo uso desta metodologia € demorado e oneroso, tendo
em vista as repetidas execugdes que sdo necessanas ¢ os lempos computacionais gastos.

—— Nomenclatura

[ATj+1

[Bljjs1 =

cg =
cgs =
co =

dlj,‘h—|=

S
W

matnz dos coeficientes
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modelo, associada ao
velor de estado na
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area de escoamern)lo
do refngerante, m
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aletas

coeliciente de perda de
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vetor de termos
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O desenvolvimento de formalismos de teoria de perturbagdo, inicialmente aplicados na drea de
Fisica de Reatores (Stacey, 1972) ¢ Blindagem, e. posteriormente, nos estudos de Termohidriulica de
Reatores Nucleares {Oblow, 1978, Cacuci et al.. 1980, Andrade Lima ¢ Alvim. 1986, Gandini, 1987,
Andrade Lima, 1990, Maciel, 1995 e Macicl et al., 1995a), vem possibilitando a simplificagao de tais
cilculos em vista da rapidez e eficiéncia com que estes estudos podem ser realizados. Em acordo com
islo, as andlises de seguranca, via métodos perturbativos, tém assumido um papel importante,
mcentivando pesquisadores e institmigoes: ENEA (“Ente per le Nuove Tecnologie, |'Energia e
I"'Ambiente”, Itdliu), CAB (“Centro Atémico Bariloche™, Argentina), UFRI (Programa de Engenharia
Nuclear da COPPE) e UFPE (Departamento de Energia Nuclear), por exemplo, a fazerem uso de (ais
ferramentas,

A filosofia dos métodos perturbativos amplamente explorada por Cacuci et al., (1980}, Gandini
(1987) ¢ Andrade Lima (1990), entre outros, tem possibilitado obter o coeficiente de sensibilidade de
um funcional resposta em relagdo a pardmetros do sistema estudado. Tal procedimento permite uma
grande econonua de tempo computacional quando comparado com a metodologia de superficie de
resposta (procedimento que consisle nu execugdo repetidas vezes do codigo computacional para cada
variagdo de parimetros do sistema a fim de obter uma distribui¢éo do funcional resposia). O coeficiente
de sensibilidade obudo pelos métodos perturbativos, linear na aproximagio mais simples, permite
determinar o comportamento do funcional resposta com uma tnica execugio do programa.

O presente trabalho tem como objetivos: aplicar o formalismo matricial de teoria de perturbacio a
um maodelo simplificado do canal quente de PWR’s, obtendo o sistema matricial adjunto ¢ a expressio
geral do coeficiente de sensibilidade; realizar cdlculos de sensibilidade dos seguintes funcionais:

a Valor médio da pressio do refrigerante ao longo do canal quente;
b Valor da pressao do refrigerante na posigiio axial central do canal quente;
¢ Valor médio da entalpia do refrigerante ao longo do canal quente;
d Valor da entalpia do refrigerante na posigio axial central do canal quente;

em relagdo aos scguintes parimetros: velocidade do refrigerante na entrada do canal quente, massa
especifica do refrigerante na entrada do canal quente, pressio do refrigerante na entrada do canal
quenie, entalpia do refrigerante na entrada do canal quente e didmetro hidraulico do canal quente: e.
finalmente. evidenciar a boa representatividade do formalismo matricial em relagdo a descrigdao do
sistema perturbado, bem como suas facilidades e limitagoes.

Modelo Termohidraulico do Canal Quente

Modelo

O modclo adotado para andlise de sensibilidade simula o comportamento termohidriulico do canal
quente do nicleo de um tipico PWR.

Ele fornece as grandezas termohidriulicas do refrigerante no canal quente e a distribuicdo de
temperatura nas varctas combustiveis constituintes (Belém, 1993). No presente trabalho, somente
variaveis relativas ao canal de escoamento serdo consideradas para efeito de andlise de sensibilidade.

Na operagao normal de um tipico PWR, as principais condigdes verificadas ¢ adotadas no modelo
Sa0:

a Condigoes de escoamento:

a.l Regime de escoamento turbulento e permanente;

a.2 Processo de transferéncia de calor por "mixing” (transferéncia de energia sem troca de massa
fluida) desprezivel em relagiio ao processo de transferéncia de calor por “crossflow™ (transferéncia de
energia com (roca de massa fluida).

b Condigdes de geragio térmica:

b.l Regidao combustivel: geracdo de poténcia térmica volumétrica obedece a uma distribuigio
senoidal ao longo da vareta e a transferéncia de calor do combustivel para o espago anular é por
convecgio natural;

b.2 Regido espago anular: ndo existe geragio de poténcia térmica no gds contido no espago anular e
o aquecimento é devido a propagagio de calor por condugio. A transferéncia de calor do gés para o
revestimento ¢ por convecgao natural;

h.3 Regido revestimento: nao existe geragio de poténcia térmica e o aquecimento ¢ devido &
propagagio de calor por condugao. A transferéncia de calor do revestimento para o refrigerante é por
convecgdo lorgada,
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O modelo admite ainda as seguintes hipdteses: (i} Poténcia térmica nominal; (i) Barras de controle
retiradas e (iii) Auséncia de venenos (xenonio e indio, por exemplo).

Metodologia de Simulagao

() modelo divide o canal quente em volumes de controle ao longo de todo o comprimento de uma
varela combustivel (Figura 1). O sentido da posigdo axial crescente de cada clemento de volume
corresponde a0 sentido de escoamento do refrigerante no canal, Através das condigbes iniciais do
refrigerante na entrada do reator ¢ das equagdes de conservagio da massa, da quantidade de movimento
linear ¢ da energia, sdo deicrminadas as condigdes de saida de cada volume de conlrole, as guais
definem as condigdes de cntrada do volume subseqiiente. O processo € repetido até o topo da varela.

RS e T e S S e “l T
I
|
|
=
= w Az
Q |
|
I
|
|
__________________ ST
| ]
s
P, v,
he

Fig. 1 Interacac entre dois canais adjacentes com fronteira laterais abertas

Equacdes de Conservagao

As equagdes de conservacgio para cada volume de controle sao:
ajLei da conservagio da massa:

PeVele = PeveAp tw (1)

b)l.ei da conservagiio da quantidade de movimento linear:

3 3 v—r
PeVe PV | n A VT = L

+ =P + + f—x——4 pAzg + P +—v (2
2 s 2 th 2 POz /7 A )

P

I

onde, P|_ e w representam, respectivamente, a perda de pressio localizada ¢ a vaziio missica lateral
(“crossflow™) e a barra honizontal sobre qualquer grandeza, doravante, significa a média aritmética
cntre os valores de entrada e safda no volume de controle desta grandeza.

c)lei da conservagdo da energia:

Ao povohy +Q=A.p,v. b, +wh (3)

Os valores de P|_e w obtidos de Belém (1993}, sdo:
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Preg =(colp vi (2
2
P, = Prip =(ex)pyv; 12

- =)
&

Prg =(cglpyv

(4)
/12
Pris =(cgs)p vi 12
e;
1 1

2= . 5)
1+0.6535a, 1+0,6535a, (

w=pg "'l}-"z"[

em que p;, e v, $io, respectivamente, a massa especifica ¢ a velocidade do refrigerante na entrada do
canal e as constantes da Eq. (5) tiveram valores determinados a partir do sistema internacional (SI).

Para realizagdo dos cilculos, sdo admitidas algumas hipéteses simplificadoras:

H1 NaEq.(2), o termo w?/AC € considerado desprezivel em relagio aos demais;

H2 Na Eq. (3), o termo wh ¢é considerado desprezivel em relagdo aos demais;

H3 As grandezas termohidriulicas do refrigerante em um volume de controle sdo calculadas a
partir da entalpia na saida em virtude de ser um parimetro de maior facilidade de obtengio;
para isso, na Eq. (3), sdo consideradas a massa especifica e a velocidade na saida iguais a
massa especifica e velocidade na entrada;

H4 Os fendbmenos de convecglio natural do combustivel para o gds contido no espago anular e
deste para o revestimento, além dos fendmenos de propagacdo de calor por condugio e
irradiagio no gds, sao levados em consideragdo pelo uso do coeficiente global de transferéncia
de calor no espago anular (Belém, 1993);

H5 Os parimetros coeficiente global de transferéncia de calor no espago anular e condutividade do
revestimento sio considerados constantes,

Diante destas hipdleses, o programa TERMHIDR (Maciel, 1995), desenvolvido em linguagem de

programacio PASCAL, baseado no modelo proposto, efetua o cdleulo das grandezas termohidraulicas.

Aplicacao - Formalismo Matricial

Introdugao

O wso do formalismo matricial ¢ adequado para sistemas discretizados. A aplicagdo deste ao modelo
em estudo tem como (nalidade a determinagido do coeficiente de sensibilidade para um funcional
genérico em relagao a um purametro de interesse.

Representacao Matricial

As fungoes de estado escolhidas no presente trabalho foram: massa especifica, pressio e entalpia do
refrigerante. As Egs. (1), (2) e (3), com as hipéteses simplificadoras adotadas, sio, entdo, escritas
matricialmente como segue (Maciel, 1995):

a)Conservagdo da massa:

(app)j a1 Pjer Hla2)j i Pigy +(a@i3)j b +

)y e+ (b2 Vit Pi+(b3) Jod+] "’j ={dy)j j+1 (6)

em que;
() jer = =viens @2y 41 =000 (@3) 5 =000 by ) 41 =V
Wi+l

(Brad; i1 =000 (Badj i =00 (dy)j j1 = ) 2 (6a)
. . A
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b) Conservagdo da quantidade de movimento linear:

(@21)j jr1 P jer t4@220 j 41 Pivy @230 jrrhjn +

(b2 Vij=1Py haa); j41Pj + ['1)33)j.,j'+|b'j =(da)j i1 s (7)
am quel
2 ')
Vit . AT I Azig)
tandj j+l =—'i2——f 16D, (v +1;+1J —(k)ex) i —;)i

(a2a) e = =10k {az3) ) jp =00

] ') 3

vy 9 : vy Azf
= i - £

(ba1), i1 —+T f 16D vtV —(ﬂ(cgs+u?)7—(ml(r£)7 g 1
(bzg }J;_},‘+| =] (bg3 ]_J'"_.r‘H =1{).0: fﬂ‘j ’_L_f‘*'] =00y (7a)
¢)Conservagiao da cnergia;
fayy) ;i P Hlasy) P+ a3z ) i +

(311, 541 Py +W32) 5 1 Py +ib3z)j jurhy =(d3)j 41 (8)

em gue:

(azy)y j+1 =00, (@32} s+l =0.0; (@33, j+1 =V, (bql); = =010,

b =00 (b =—vji (d O 3

Wazh e =00 Umgd ol ==y W) i == s (8a)

rp_;

As fungdes caracteristicas k. 1 ¢ m {assumindo valores | ou 0) sdo introduzidas para a consideragio
ou ndo de determinada perda localizada.
O sistema de equagbes conservativas pode ser agora escrito matricialmente como (Maciel, 1995):

I J_; ;-Ilf;-'l"'[HI;JHJrJr JrJril (9

As matrizes [A] e [B] s@o fermadas pelos coeficientes a, e by das Egs. (6a), (7a) e (8a). A Equagio
{9) permite obter os valores das grandezas na saida do volume de controle a partir daqueles ja
determinados na entrada do mesmo.

Diferencial Total

O comportamento do sistema em relagiio a um parimetro arbitrdrio p € avaliado mediante o célculo
da diferencial total em relagiio a este, Apds esta operagdo, é possivel escrever o seguinle sistema
(Maciel, 1995

[E']__f.m fy plisl * [ﬁ]_;-.,;+t(.ff pVi =i+ o (10

em que f, p ¢aderivada de f com relagio ao pardmetro p e [E];'.j+l ¢ formada pelos elementos:
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(E11)j, 41 ==V 51 (E12) 41 =005 (€13) j j1 =00

2 ‘!

=

s+l Az ;+i Az(g)
(€21); ja1 =———— +¥ } ~ (k) ex) o ——— (10a)

2045041 5 f]‘SD,r (vj+vig (L1 5

(€32 }ju’"’l ==10; (EEJ)J'._;'H = 0.0,
€31) /41 -————«—Q”“v”' (€321 ,j+1 =000 (€33) . j =V

f pJ’ _'J'

e Iﬁ],__m por:

(Bri)j s =vji (Br2dj ju1 =000 (B13) j jyy =00

ol 2 2

v K Az

(Bardj 1 = +—-f (v +'-,+|}" -(!)(rgHw)——(m}( 2’ —-;‘i}
(B22) . j+1 =10 (10b)

3 . 4
(B23).j+1 =00 (B31)j j+1 =Q;_j+;/A.-P}: (B32),j41=00; (B33)} jy1=—v;

Os termos (¥,,) j j4+1 do vetor ¥; iy dependem dos pardmetros a serem considerados na andlise
(Maciel, 1995). A Equagdo (10) pode ser escrita de uma forma mais compacta supondo gue o vetor
quag po p pondo g
(f p)n seja conhecido. Para cada ) ¢ valido o seguinte desenvolvimento:

ISLJ_I(J;J";:)I +[ﬁL]‘[(f‘fp)O =?:U.|

[f||,3lf;,u )2 + [ﬁ]uu:!p =712

lfl; If‘f!ﬂ”J'{ﬂ].f u(f/le 1=Y7-14

Logo, admitindo o termo [ﬁ]o | (f; p)o agrupado no segundo membro da equagdo para j = 0, ¢
possivel escrever a seguinte equagiio matricial:

[, () p) s} =13 ja} (1

com |T| . j+1 sendo a matriz dos coeficientes, {(f) )41} o vetor de estado derivado e {(S); ;41} o
vetor de fonte da equagdo derivada matricial (Maciel, 1995).
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Sistema Adjunto

O sistema adjunto é obtido pela multiplicagdo matricial do sistema derivado, Eg. (11), pela

transposta do vetor coluna adjunto, {[f*J?L] } . (Maciel, 1995). Ou seja,

{(,f*):‘:ﬂ }T[T]j‘j.rli(};f plivil= {(.?*}§+l }T{(E)j-ﬁ'l} . 2
em que:
W= 7P o vetorinha adjunco i

Em seguida, a Eq. (12) é transposta resultando em (Maciel, 1995):

(fy p iV I E, el ) =4S ¥ ) (13)

O produto [?‘E—:Hl{(fs'}j.*]} ¢ por definigio o vetor de fonte {{ﬁ}ﬁl} {ou {(§1-}j+1}) do

sistema adjunto. A equagio adjunta a ser resolvida ¢ definida. entdo, por:

. —& ~ .
Irlf{',j“{(‘f ).f+]}={(f')j+]} Lj=0,,71-1 (14
cm gue:
{(Fi?jl+1}?‘ ={F| 152 ﬁj} € o vetor coluna de fonte da adjunta, definida pelo funcional

resposta. Esta uluma equagio depende apenas do funcional em cstudo.
A Equagao (13) pode ser reescrila como:

o -7 S,
(h g Y WF =T W ) (15)
A Eq. (14) conduz ao seguinte desenvalvimento;

[flm(.f*Jl +[ﬁ]|_2(.f*]2 = F

IF]I_Q ‘f* 2 +[ﬁ]‘:’,‘j(f‘ b3 = )Ez

le], _z,j_i(f.g}.! 1 +[ﬁ],;_|._;(f:*].f =Feis

para j variando de 0 até J-2, que pode ser escrita na forma matricial como:

[f]_j.;'-a-l(fg}_;#! +U5L+1___;+3();*]_;‘+2 = »“;_,'+| i (16}

com j variando de 0 até J-2.

A Equagao (16}, com a imposigdo da condi¢ao final j:*j-H =0V, 2(J —1), fornece:

= [f];,ljﬂ Fin —IEE.IJ'H [ﬁ];+|.;+2f*1+2 an
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Coeficiente de Sensibilidade

A expressao geral do coeficiente de sensibilidade € obtida a partir da defini¢do do funcional.
Sendo um funcional R representado por:

3 4
R= Zgl,ﬁjlxﬁj+r<f;,,—)><f;,-+---+r(fn_,-1><.f;;.,-]az ou R=Y (A5(FH; . (8
J=0 =0

i guel

(F)E ={(f1 A 102 DAz 1y DAY (18a)
"(flj i3 f(fgj- T ap B r(_f”!.) associados as respectivas componentes do vetor de estado, definidos

pelo tpo de funcional resposta.
A sensibilidade da resposta é avaliada pela derivagio da Eq. (18) em relagdo a um parimetro
genérico p. Logo,

R o o P g
5 - X Fip) N+ X g, (19)
J=0 =0

O segundo termo do membro direito da Eq. (19) pode ser escrito como;

J o LY g, . Ak
D F )= WY () ) je)+ L oo (19)
J=0
E possivel obter uma expressio mais simples para o coeficiente de sensibilidade seguindo os
seguintes passos:

a Efetuar a transposta sobre a Eq, (15);
b Substituir a transposta da Eq. (15} no segundo membro da Eq. (19a);
¢ Substituir a equagdo resultante do item b no segundo membro da Eq. (19).

Apds estas operagdes, a expressao genérica do coeficiente de sensibilidade é (Maciel, 1995):

J
C}R — e T : ¥ A ' . W ik =
S (VAR L LR (G PP o) Y 0B LA B0 L G I (20)
c)p 7 A ; t I
J=0
ou ainda,
dR 4 e i A A =
s D) g+ X E ) D+ )G o (20a)
=0 j=0

cm gue todos os termos sdo conhecidos.

Exemplo de Simulacao

O exemplo estudado na aplicagio do modelo foi a simulagio do canal quente do nicleo do reator da
Central Nuclear Almirante Alvaro Alberto, unidade Angra-1, descrito no Relatério Final de Andlise de
Seguranga (“Final Safety Analysis Report” - FSAR), citado por Belém (1993).
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As caracteristicas de projeto da unidade Angra-1 utilizadas na simulagdo do canal guente sdo
fornecidas na Tabela 1. Apenas os simbolos das varidveis que aparecem no presente trabalho sio
exibidos com o mtuito de simplificar o texto.

Para completar vs dados necessdanios i execugdo do programa TERMHIDR, sdo introduzidos os
pardmeltros [fsicos e geométricos gerais do sislema, Estes sdo entendidos como todos os dados fisicos
complementares que ndo lazem parte diretamente dos dados de projeto da unidade Angra-1. Assim,
dados como entalpia de liquido saturado e de vapor saturado do refrigerante sdo parimetros do sistema
necessarios i descrigio de fendmenos admitidos no modelo e que nio sio caracteristicos da Tabela 1.

Tabela1 Dados de projeto do nicleo da unidade Angra-1

Paradmetro de projeto Valor
Altura das varetas combustiveis (Hg) [m] 360
Area de escoamento do refrigerante {Ac), [ma] 0.0000809
Coeficiente de perda de pressac nas grades aletadas (cg) 2276
Coeficiente de perda de pressaoc nas grades sem aletas (cgs) 1.029
Coeficiente de perda de pressao por contragao brusca (co) 0.4
Coeficiente de perda de pressaoc por expanséo brusca (ex) 3
Coeficiente global de transferéncia de calor [W/(m”® .°C)] 8000
Condutividade térmica do revestimento de Zircaloy [W/(m®.C}] 13.0
Canstante de difusdo do combustivel (UOg) [m] 0,00352
Diametro hidraulico do canal guente (D) [m] 0,01085
Espessura do revestimento, m 0,0005715
Fator de efeilo de fluxo ndo uniforme 1.07
Fator de efeile de grade no DNBR 0,066
Fator de efeito de parede nac aquecida 1.0
Fator de pico axial de poténcia 1.55
Fatar de pico radial de poténcia 1.55
Fator multiplicativo corretive do DNBR 0.81
Fiuxo massico do refrigerante na entrada do canal quente [Kg/(m".s)] 35123
Fluxo térmico médic na superficie externa da vareta [W/m®' 580226,0
Perimetro molhado do canal quente (pm), [m) 0.03
Pressao do refrigerante na entrada do canal quente (Pg) (N/m? 1.673x10
Raio da pastilha combustivel [m] 4,095?5}(10_3
Raio externo do revestimento [m}) 4,83235x10
Secdo de choque macroscdpica de absorgao do combustivel [rn"J 554
Temperatura do refrigerante na entrada do canal quente ['C] 287.5
Welocidade do refrigarante na entrada do canal quente (vp) [m/s] 47

Desta forma. os dados relativos aos parimetros fisicos e geométricos gerais sdo fornecidos na
Tabela 2.

Tabela 2 Parametros fisicos e geométricos gerais

Parametro fisico Valor
Aceleracao local da gravidade (g) {mis’] 9.8
Calor especifico do refrigerante & pressédo constante [J/{(Kg®C)] 57820
Coeliciente de ditusae térmica da grade espagadora 0,038
Condutividade érmica do refrigerante na entrada do canal [W/{m"C)] 05778
Entalpia do liquido saturado [J/Kg) 1616084
Entalpia do refrigerante na entrada do canal (hg) [J/Kg] 1278144
Entalpia do vapor saturado [J/Kg] 2605086
Massa especifica do refrigerante na entrada do canal (Pg) Kg/m®] 747.3
Numero de volumes de controle entre duas grades espagadoras ]
Passo axial de simulagac (Az) [m] 01
Viscosidade do refrigerante na entrada do canal [Kg/{s.m}] 0,000098
Volume especifice do liquido saturado [mang] 0,001863

Volume especifico do vapor saturado [m™/Kg| 0,01024
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Finalmente, a vareta combustivel foi dividida em 36 volumes de controle e a origem do sistema de
coordenadas axial foi adotada na entrada do canal quente.

Casos para Analise de Sensibilidade

Funcionais Estudados

As respostas cstudadas no presente trabalho, na tentativa de explorar funcionais médios e pontuais,
foram:

1)Valor da pressao média ao longo do canal quente:

J-1 P;
P= Z(F) (f1; ou P =3 4{00 Az/He 00}xiP; (21)
J=0 S=0 hj-

Para esta definigao do valor da pressio média, o termo de fonte do sistema adjunto e. por
consequéncia, das Egs. (14), (17) e (20a) &

0,0 l
F,={A/H¢ (21a)
00 |

2)Valor da pressdo na posigio axial central do canal quente:

g2 oz J P
=3 (A (frjou Pr =Y 100 ¥ 00}xiP (22)
=L J=0 h;
Da mesma forma.
N
‘F:.J =l (224)
\(}.(){
com y satisfazendo:
(0 V =HC/12
¥ % (22b)
1 ¥V z=H¢ /2
3)Valor da entalpia média ao longo do canal quente:
-l P
h=Y 100 00 AHCP (23)

=t hl;

Ly
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0.0
F.={ 00 (23a)
Az/H e

4)Valor da entalpia na posigio axial central do canal quente:

J Pj
hz =3 00 00 ypxip; (24)
=0 h;
€.
0.0
Fi=100¢ | (24a)

com y satisfazendo o critério da Eq. (22b).

Paradmetros de Interesse
Os pardmetros para cilculos de sensibilidade foram:

e pp. massa especilica do refrigerante na entrada do canal;
*  Pq. pressao do refrigerante na entrada do canal,

* hy . entalpia do refrigerante na entrada do canal;

s vg ., velocidade do refrigerante na entrada do canal;

e Dy, didmetro hidriulico do canal.
Sistema Derivado e Calculos de Sensibilidade

Vetor de Estado Derivado na Posigcao j =0

O vetor {fr ). necessdrio ao cdleulo do coeficiente de sensibilidade. € obtido pela derivagio do
vetor de estado na posigio j = 0 em relagio a um parametro p. Do exposto, pelos parimetros definidos

anteriormente:
a)Para p= pgAap#rysp+hy.
{1 p00f =00 00 0of ' (25)

byPara p=p:

kn P>nF:{l.(1 0,0 00f (26)



213 J. of the Braz. Soc. Mechanical Sciences - Vol. 20, June 1998

c)Para p=ry:

kr !,“,}T =0 10 00} Q@n
d)Para p = ny:
b 0F =f0 00 10} (28)

Vetores 7,

Para a obtengao do vetor de fonte do sistema derivado (S ;1) € necessdrio o cdleulo dos vetores
componentes ¥; ;.. Através da operagio de diferenciagdo total realizada anteriormente e verificagio

dos lermos remanescentes, ¢ possivel escrever:

a)Parap=p,:
¥ fit
Ac‘pﬂ
Y e =7 00 (29)
(Ya); j+l
com
” Qt'l,l“ ‘ =0
(Y_‘)j_j+l = A(-p;; (?.Qa)
0,0, J#0
h)Parap =P, !
7l =00 00 oof (30)
c)Parap=h,:
- 7
7.0 =100 00 0.0} (31)
d)Parap=v,:
f;m =%1’1 Yigel (Y2hj e (T3J_j.j+l]7 . (32)

em que:
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w1

3 1, - Po- 7=0
ST S (32a)
Wit ;
L < Jj=0
Avg

. AL : . Az ;
- [}‘ L(\-'U +vy)py | Udegs +copeg +(mieghp —vp + [ E(V{) + v }:|p{] ., =0

(Y2)j j+1 =9 8D, h
1().(1, FEL
(32b)
£
h[} -}lli.. ,‘—_—U
(¥3) ; 11 = : (32¢)
Y3+l { 0.0, J;’EU
elParap=D,:
B 4%’;"‘)_*.'
=
P (D))"
2 Az 2
Fian =y =50 vy Ryt P » (33)
16(Dy )~
A0
2
PmDp)"p

em gue pyy € o perimetro molhado do canal quente, m.

Calculos de Sensibilidade

Com o vetor de estado derivado em j = 0 ¢ 08 vetores 773‘j+| determinados, lembrando que o vetor
de fonte adjunto derivado segue os mesmos passos das Eqs. (25), {26), (27) e (28), todos os termos

constituintes do coeficiente de sensibilidade (Eq. (20a)) estdo agora com expressoes definidas.

O cileulo dos coeficientes de sensibilidade para cada funcional e pardmetro descritos, bem como o
cdlculo dos valores perturbados dos funcionais resposta, sio feitos por uma subrotina CSFM (Maciel,
1995), em linguagem de programacio PASCAL, acoplada ao programa principal TERMHIDR. Tanto o
programa principal como a subrotina sio executados em um microcomputador PC AT-386.

O empo computacional gasto pelo programa principal, em modo executdvel, é em torno de 20
segundos ¢ pela subrotina, considerando um funcional e um parimetro, em torno de 50 segundos. Este
iitimo leva em conta o tempo de interacdo com o usudrio nas etapas de cscolha de funcionais e
parimetros, além do que das perturbagbes desejadas para estudo.

E importante salientar que a eficiéncia e a rapidez dos formalismos de perturbagdo sao mais
significativas para codigos em que o programa principal, simulador do comportamento de um sistemna,
apresenta um tempo computacional de execu¢ido maior que o tempo compuiacional associado aos
cdlculos de sensibilidade, como acontece nos utilizados para andlise de seguranca em reatores
nucleares, nos quais modelos os mais gerais possiveis sio utilizados. Estes sistemas apresentam um
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nimero grande de paridmetros para estudo e tal andlise, pela perturbagio direta nestes coédigos (alteragio
dos dados de entrada), tornariam os gastos excessivos,

No presente trabalho esta vantagem niao € caracteristica em virtude do modelo considerado ser uma
simplificagdo da situagdo real encontrada no nicleo de PWR’s. No entanto, o tlempo computacional
total gasto (TERMHIDR ¢ CSFM) para os casos escolhidos levou em torno de 20 minutos. o que pode
ser considerado pequeno. Além disso, a necessidade de vérias execugoes do programa principal (vinte
vezes por variagio percentual) fo1 eliminada, 0 que constitui outra vantagem.

Resultados e Analises

Os coeficientes de sensibilidade calculados por CSFM sho exibidos na Tabela 3.
Tabela 3 Coeficientes de sensibilidade

Funcionais
Entalpia média Pressao média Entalpia 7z Prassio Z.
P h [JiKg] P mim?) hz (K] Py (nim?)
Po [Kg/m?] -1,70 -5.80 -1.70 +5,90
Po [N/m’] 0,00 1.00 0,00 1,00
hg [J/Kg] 1.00 0.00 1,00 0,00
vp [mis] -135,00 -1679.20 -138,90 -1727.20
Dp [m] -15605442.80 1501329.10 -15793361.40 1556794,60
7 representn 2 coscdenadi capacial do poato médio de canal guente

E importante notar, no entanto, que a Tabela 3 exibe valores relativos dos coelicientes de
sensibilidade (coeficientes dimensionais), Em outras palavras, nao sdo possivels de serem comparados
em escala absoluta,

No intuito de uma comparagio real entre vdrios parmetros, a fim de expor as variagdes
paramétricas mais criticas de um determinado sistema (um dos objetivos da andlise de sensibilidade), é
possivel defimr o coeficiente de sensibihdade absoluto como:

RIRgir _ R pREF
d!prer  dp Rper

CS aps = (34)
em que:

C8 \ps € 0 coefliciente de sensihilidade absoluto;

dR . i :
— & o coeficiente de sensibilidade relativo:;

Rigr € o valor do funcional em estudo nio perturbado;

pre: € 0 valor do parimetro em estudo nio perturbado.

Os valores ndo perturbados de funcionais e parimetros sio obtidos pelo conjunto de dados de
entrada (Tabelas 1 e 2) sem perturbagdo no sistema. Eles siio exibidos na Tabela 4 a seguir.

Tabela 4 Valores néo perturbados

Grandezas de interesse Valores nédo perturbad
Entalpia meédia [J/Kg)] 1493838.60
Pressao média [N/m’] 1606133950
Entalpia em Z [J/Kg) 145050810
Pressao em Z [N/m?] 15630348,30
P [Kg/m?) 7473 5
P, [N/ 1.573x10
hs, [W/Ka] 1278144
Vo [mis] 4.7

Oy [m] 0,01085
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Através da Eq. (34} ¢ dos resultados da Tabela 4 é possivel agora determinar os cocficientes de
sensibilidade absolutos. Os resultados sao exibidos na Tabela 5 a seguir,

Tabela5 Coeficientes de sensibilidade absolutos

Funcionais
Entalpia madia Pressfo média Entalpia Pressio
p [JKg] [N/m?] [V/Kg) [N/

Po [Kg/m?] -0,00085 -0,00027 -0,000876 -0.00028
Pg [N/m?] 0,00000 0,97900 0.00000 1,01000
hg [J/Kg] 0,85600 0,00000 0,88100 0,00000
v [mis] -0,00043 -0,00049 -0,00045 -0,00052
Dy [m] -0,11300 0,00101 -0,11800 0,00108

Pela andlise da Tabela 5 € verificado que os parmetros P, e h, s30 os que mais afelam os funcionais
escolhidos, havendo, é claro, a restriciio para o caso de funcionais que caracterizam lungdes de estado
independentes do parmetro em estudo (hy em relagdo aos funcionais de pressio e P, em relagio aos
funcionais de entalpia). A maior sensibilidade indicada pelo método perturbativo a estes parmetros é
esperada levando em consideragdo o fato de terem influéncia direta no valor do funcional.

Pela Tabela § é também verificado que os parimetros v, e P, sdo 0s que menos influenciam o
sistema e 0 fazem na mesma ordem de grandeza. Uma justificativa para tal comportamento é o fato dos
termos de “crossflow” serem desprezados nas Eqs. (2) ¢ (3}, conduzindo a uma sensibilidade menor do
sistema (w depende diretamente destes parimetros). Além disso, ainda pelas hipéteses H1 e H2, o
sistema €, aparentemente, pouco sensivel a estes devido As pequenas contribui¢des que fornecem &s
equagdes de conservagio.

Por fim, o parimetro Dy, tem razodvel influéncia sobre o sistema, apresentando, no entanto, uma
agao perturbativa maior com relagiio aos funcionais ligados a entalpia. Isto € aceitivel em virtude deste
parimetro ser utilizado em um bom niimero de correlagdes, utilizadas pelo modelo, de determinacio de
grandezas referentes & transferéncia de calor no sistema (coecficiente de transferéncia de calor entre
revestimento e refrigerante, por exemplo). O fato de sua presenca no célculo dos coeficientes de atrito
isotérmico e ndo isolérmico e a lembranga que os lermos de perda de pressdo desta natureza, em um
sistema, representam parcelas significativas, conduzem a uma coeréncia dos resultados obtidos,

Os resultados perturbados provindos do formalismo matncial e da varaciio direta no modelo sio
cxibidos nas Tabelas 6 e 7 a seguir.

Tabela6 Dados dos funcionais refativos a entalpia

Funcional  [J/Kg] Funcional [JKg]

p apa’po PD, FM Erro PO FM Erro
(x100) {x107) {x107%) {%a) {x107) (x107) (%)

Po +10% -0,06 -0,13 0,01 -0,086 -0,13 0,01
o) ' . -10% 0,07 0.13 <001 0,07 0,13 =0,01

a/m

PO +10% -0,90 0,00 0,06 -0,80 0,00 0,06
[N/ -10% 0,96 0,00 0,06 1,08 0,00 0,07
h0 +10% 136,69 127,81 0,54 132,08 127,81 0,27
[JKg] -10% -134,69 -127.81 S -128,62 -127.81 0,08
) +10% -0,06 -0,08 0,00 -0,06 -0,07 < 0,01
[mis] 10% 0,07 0,06 <0.01 0,07 0,07 0,00
Dy, +10% 217,71 -16,93 0,05 -16,65 -17.14 0.03
(m -10% 19,94 16,93 012 18,75 17.14 0,11

O/ . Vanacan relanva percentual
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Tabela 7 Dados dos funcionais relativos a pressao

- 2
Funcional {M’m2] Funcional [N/m ]
" 5p,rp0 PD FM 4 Erro PD )4 Fi M Erro
(‘100} (x10 ) (x10 ) (o&] (x10 ) {(x10 ) (‘-"b]
Po. +10% -1.06 0,04 0,06 -1,00 -0.04 0,06
Kgm)]  -10% 1.06 0.04 0.06 1,00 0,04 0.0
Po +10% 161,62 157.30 025 157.27 157.30 0.00
% 01
[N/m?) -10% -161,58 -157.30 0,30 157,18 -157,30 o
hg +10% 0,10 0,00 0,01 0,21 0,00 0,01
[JKg] -10% 0.15 0,00 0,01 0,28 0.00 hAe
Vo +10% -1.10 -0,08 0.06 -1,04 -0,08 g.g
[rv's] -10% 1,09 0,08 0,06 1,03 0,08 '
Dy, +10% 0.20 0.6 <0,01 0.20 017 <001
[m] 10% -0,23 0,16 <001 -0,24 0,17 <0.01

A Tabela 6 exibe os resultados obtidos para os funcionais associados a entalpia do fluido
refrigerante. As colunas referenciadas como “PD" exibem as diferengas entre o valor obtido pela
simulagdo direta no modelo e o valor de referéncia do funcional resposta. As colunas referenciadas
como “FM™ cxibem as diferengas entre o valor obtido pelo formalismo matricial € o mesmo valor de
referéncia do funcional resposta. Finalmente, para uma anélise do erro relativo entre o valor perturbado
via formalismo matricial e o valor perturbado via alteragio direta no modelo, tendo este (ltimo como
valor padrio, sao exibidas as colunas referenciadas como "ERRO" a fim de evidenciar a precisio do
método perturbativo.

Na Tabela 7 sdo realizados os mesmos cilculos da Tabela 6, envolvendo agora os funcionais
relativos & pressio do refrigerante.

Nos resultados das Tabelas 6 ¢ 7, sdo mostrados os sinais resultantes das variages estudadas, Isto
visa formecer informagoes qualitativas a respeito do acréscimo ou do decréscimo do funcional
perturbado em relag@o ao seu valor de referncia e, assim, possibilitar a anilise do formalismo matricial
quanto a sua representatividade do comportamento do funcional.

Pela andlise das Tabelas 6 e 7, o formalismo matricial formece os seguintes resultados relativos ao
sistema perturbado:

a Erros relativos baixos (no geral inferiores a 1%), indicando boa precisao;

b Descrigo correta (ver sinais ) do comportamento dos funcionais, evidenciando, a priori. boas
caracteristicas de represcntatividade;

s

Funcionais relativos a pressio com maior sensibilidade a P, ¢ os funcionais relativos a entalpia
com maior sensibilidade a hg, coma esperado. Para estes casos, também sdo detectadas as
maiores variagdes absolutas do estudo, indicando, assim, que P, ¢ h, representam parmetros
criticos do sistema;

d Funcionais relativos & pressiao apresentam erros percentuais em relagio a p, e v, maiores que a
Dy, Novamente ¢ plausivel aceitar a ndo consideragio do termo de “crossflow” como
responsiavel por tal discrepincia. No entanto, os erros decorrentes de Lal hipétese ndo
representam valores expressivos no ambito geral;

¢ As vanagdes decorrentes de v, e P, apresentam valores pequenos € na mesma ordem de grandeza
para un dado funcional, ratificando a andlise feita a respeito da Tabela 5;

O parimetro D, ratifica sua contribuigdo mais significante do que os parimetros v, ¢ P, para os
funcionais associados A entalpia do refrigerante. Isto conduz a uma maior aceitagao da hipétese
H2.
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Conclusoes

As principais conclusdes do trabalho sdo:

a) A determinagdo do coeficiente de sensibilidade absoluto constitui uma importante etapa na
identificagdo dos parimetros de maior relevancia no valor de um funcional perturbado;

b) Os resultados obtidos demonstraram o formalismo matricial de teoria de perturbagao com boa
representatividade para a maioria dos casos estudados;

¢) Em alguns casos a exatiddo dos resultados [oi muita boa e na maioria o formalismo apresentou
boa precisao e exatidio;

d) Os pardmetros mais relevantes para os funcionais escolhidos foram P, e h;

¢) Uma desvantagem do método ficou evidenciada na limitagdo deste em descrever sistemas nio
bem comportados devido as suas caracteristicas de lineariza¢do. Teorias de perturbagio de
ordens supenores podem atenuar tal discrepancia.
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Abstract

The behavior of aqueous polvacrilamide solutions (Igapel PA) in the reduction of viscous friction in turbident pipe
Mo s experimentally analised. Due 1o the polviner addinon, a reduction of 30% can be verified in the Darcy friction
Javtor § for valies of the Revaoldy number around Re=5 10" and concentrations (C..} higher than 70 ppm (up to 110
ppm). An equarion iy presented for fas a function of the Revnolds number and the concentration, differing from
experimental results 7-9% i average

Twer expressions of the fiterature are evaluated: the Vartinshava's equation and the Tam's general correlation. A
good agreement with the Vortinskaya s equation way obtained, with differences of about 1% in the range of the
experiments carried ouwt. However the Tum's general correlation deex not apply for the comditions of the present
snedv,

Kevwords: Drag Reduction, Turbulence. Veloeny Prafites. Polvmer Solutions.

Resumo

Neste rrabathe analisa-se experimentalmente a influéncia do use de selugoes polunéricas (dgua e poliacritamida) de
Iqapol PA na resisténcia hidraulica de wm escoamento surbulento em tubulugoes. Devido a adicdo de polfmeros
verifica-se woma diminwgdo do coeficiente de perda de carga universal f da ordem de 30% puara valores de Re =
5.01F e concentragies (Cu) maiores do que 70 ppm (uté |10 ppm). Apresenta-se uma equagdo para determinar f
voma funcde do numere de Reynolds e da concentragae com diferengas médias nu faixa de 7-9% com rela¢de aos
resultados experimentars.

Duas expressoes da literatura sio avaliadas; « equagae de Vortinskava e a correlagdo geral de Tam, obiendo-se boa
concardineia no caso da wtilizag do da equagao de Vortinskava, com diferengas da ordem de 10%, para a faixa dos
experimentos efetwados. Todavia, verifica-se que a correlagdao geral de Tam ndo se aplica para as condi¢des do
presente estudo.

Palavras-chave: Reducdo de Awito, Turbuléncia, Perfis de Velocidade, Solucies Poliméricas.

Introducao

A adigio de polimeros a um escoamento turbulento provoca diminuigées do coeficiente de perda de
carga universal, f, tormando tecnologicamente atrativa sua aplicagdo nos escoamentos hidriulicos em
condutos forgados. Os polimeros, quando adicionados a dgua, permitem acréscimos significativos das
vazoes volumétricas, em comparagio com as vazdes dos escoamentos hidriulicos turbulentos (dgua
pura). para os mesinos gradientes de pressao.

Embora a bibliografia reflita de forma ampla as aplicagdes prdticas da adi¢do de polimeros, que
inclui diversas dreas tecnoldgicas. tais como: transporte de sélidos a longa distancia, biomedicina,
agricultura, indistna de minérios e de petrdleo, escoamento e tratamento de esgotos elc, 05 mecanismos
que governam o processo de reducio de atrito por adigao de polimeros, ainda hoje, ndo estio totalmente
esclarecidos. Existem duas abordagens fundamentais para o estudo do problema: a abordagem
molecular e a abordagem da dindmica dos (luidos (considerados estes como meios continuos).

No estudo da teorfa da camada limite, normalmente ¢ importante definir a forga de arrasto, F,,, que
alua sobre as fronteiras sélidas imersas em uma corrente fluida ¢ consequentemente o respectivo
coeliciente de arrasto, C.. Apesar do termo “drag reduction” (literalmente traduzido como redugio de
arrasto) relacionar-se, em principio, com a diminuigae do cocficiente Cp, ao longo da bibliografia
Manuscnpt received. April 1396. Technical Editor: Angela Ourivio Nieckele,
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consultada encontramos que este termo estd muilo mais associado 2 redugio do coeficiente de perda de
carga f e do cocficiente de atrito, C,, coelicientes estes de maior interesse na andlisc de escoamentos
turbulentos em condutos forgados. Portanto, neste trabalho, utilizar-se-d. indiferentemente. o termo
Redugao de Arrasto ou Redugio de Atrito (R.A.). significando portanto, a redugdo do coeficiente de
perda de carga universal. f.

Este trabalho tem por objetivo estudar as caracteristicas redutoras de atrito da poliacrilamida lqapol
PA para escoamentos turbulentos em condutos forgados, assim como apresentar uma comparagio dos
resultados obtidos com aqueles disponiveis na literatura consultada.

O estudo experimental foi feito através da determunagio da relagio Ap vs @ e dos perfis de
velocidade. Esta é a forma de andlise mais comum registrada na literatura |, ji que estas medigdes sio
relativamente simples de serem obtidas, embora ndo oferecendo informagdes detalhadas, necessdrias
para a descrigio do complexo comportamento dos escoamentos turbulentos nus proximidades das
paredes da tubulagao,

O Fendmeno da Reducgao de Atrito: Uma Visao Geral

A esséncia da definigdo de redugdo de atrito por adi¢do de polimeros pode ser explicada da seguinte
forma: em certas condigdes, um escoamento turbulento de solugbes soluto-solvente precisa de uma
menor energia quando comparado com o escoamento turbulento do solvente puro. Desta forma, a R.A.
pode ser definida coma qualquer modificagido em um escoamento que resulte numa modificagio da taxa
de perda de energia,

Sabe-se que a R.A. € um lenémeno que ocorre na regido de parede (O<¥'<100) . Todavia, devido a
pequena espessura desta regido, as pesquisas experimentais sobre as modificages nas escalas de
turbuléncia que ocorrem nos escoamentos turbulentos, provocadas pela adi¢io de polimeros, necessitam
de instrumentos de medicio de velocidade instantinea (média ¢ flutuagdes), cuja resolugdo permita
medigoes precisas na camada hmile do escoamento. Em termos préticos, isto resulta em algumas
limitagoes no uso de medidores de velocidade convencionais, privilegiando o uso dos Sistemas de
Anemometria Laser.

As primeiras nogoes sobre este fenémeno {oram registradas no final da década de 40, quando foram
publicados os resultados de Toms (1948) demonstrando que o escoamento dc solugdes poliméricas
(solugoes diluidas de polimetilmetacrilato em monoclorobenzeno como solvente) em condutos forgados
precisam de menor energia por unidade de vazio volumétrica que o solvente puro. Outros estudos
posteriores confirmaram este fendmeno. que ficou conhecido na literatura como “efeito Toms ™.

Desde entdo um sério esfor¢o investigativo tem sido dispendido, no sentido de tentar obter uma
generalizagio do estudo deste fendmeno, tendo em vista a utilizagiio cada vez maior de substincias
redutoras de atrito na indidstria.

— Nomenclatura
A = C(;?ICIBFIIG nas relagbes 11 K = Coghciante nas relagdes 11 B. = Coeficiente nas relacées 16
g - e13- e 18-
A, = Desvios aleatorios - L = Comprimento da sacao de d = Declividade do pedil de
B, = Deswios sistemalicos - teste, m < veloc. adimensionalizado -
C = Constante adimensional Q = Vazaovoluméinca, m'/s ¢ = Coeficiente na relagac 21 -
definida na equagao 5 - Re = Numero de Reynolds - ¢ = Coeliciente de Eficiéncia da
Cp = Coeliciente de arrasto - T = Constante na determinagdo Reducao de Arrasto -
C. = Coeficiente de atrito - de k(=02 ) - y = Pesg especifico do fluido
Cy = Concentragao volumétnca. v Vg_lomdapa Itlzfcald W' N/m
% agimeansionalisada ) - £ e i i i At
C. = Concentracido em peso, ppm U = Velocidade média do 2 H&?gg.s:'lc"\afge ke
0 = Didmetro interno da escoamento, m/s t, = Tensdo de cjsalhamento de
tubulagio. m u- = Velocidade de atito mis : parede, Nim
Dy = Dlamel rgg eletivo da molécula U = X_Siocldﬁde média local axial Ap = Queda de pressao, N/m?
em solugao, m S A ¥
e = Rugosidade absoluta da u' = Componente Flutuante da s Egredﬁadﬁtca;gg. S nadb
tubulagéo. m velocidade u, m/s e eleh iy
j = Coeliciente de perda de v = Componente Flutuante da Sobrescrit?.’m
caga, - velocidade v, m/s * = Relativo ao inicio da
Fo x Fofadoammm Ny, x Dmncadepascen Redueis do At
= Aceleragao da gravidade = - VO &
9 e g Alfto {y.uv) - 3 + = Fierlgg;oas coordenadas de
b = Incﬂﬂegas na determinagao w* = NUI;I@IO de Ol'\d_a"é no Inicio mrﬁg'
def - ) _ daRAfuN)m s = Relativo ao solvente
k; = Numerode gnda dssipativo = Coeficiente nas relagbes 16 p = Relativo ao polimero
(T urv), m el7- w = Na parede
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Conforme mencionado anteriormente, existem duas abordagens bdsicas para o estudo deste
fendmeno: a abordagem molecular ¢ a abordagem da dindmica dos meios continuos. Embora os estudos
de interpretag@io fenomenoldgica da R A. tenham sc iniciado na década de 60, pesquisas especificas
relativas  aos aspeclos quimicos, mecdnicos ¢ hidrodinAmicos associados ao fenbmeno ¢
consequentemente a respectiva interpretagdo da diminui¢do da resisténcia hidrdulica necessitam ser
aprimoradas.

Em um trabalho mais recente Stupin (1990) retoma a discussao das abordagens para a andlise da
R.A. Apoiado na abordagem da dinamica dos meios continuos, destaca a utilizagdo das equagdes
constitutivas do escoamento nido-Newtoniano. enfatizando, no entanto, a necessidade de um modelo
reoldgico nao-linear que possa descrever adequadamente o comportamento das solugdes poliméricas.
Por outro lado. Stupin (1990) destaca gue a andlise tedrica da R.A. pode scguir um caminho que ele
denomina de “via estrutural™, que se baseia na andlise da interagdo entre microparticulas individuais
(moléculas) com as perturbagoes lurbuleptas do escoamento. A principal dificuldade desta via de
andlise ¢ a descrigio do mecanismo de inleragio do movimento molecular com as perturbagoes
turbulentas, além da necessidade de se utilizar equagdes constitutivas ndo-lineares.

A anilise da literatura mostra que existem, basicamente, dois modelos, a partir dos quais, tenta-se
explicar, fenomenologicamente, a R.A.: o Modelo de Expansdo Molecular (Lumley 1977) € o Modelo
da Sub-Camada Eldstica (Virk 1971).

No Modelo de Expansio Molecular de Lumley (1977) busca-se uma explicacdo através da relagdo
entre a taxa de deformacio e a vorticidade nas trés regides da camada limite (a subcamada viscosa, a
subcamada eldstica e o nicleo turbulento), considerando o efeito da influéncia da expansao molecular
na variagio da viscosidade das solugdes poliméricas.

Esta andlise esta baseada no fato que no nicleo turbulento de um escoamento sujeito a altos valores
de nimeros de Reynolds a vorticidade e a taxa de deformagio nio estio correlacionadas uma com a
outra, podendo ocorrer virtualmente qualquer combinagdo entre clas. Ambas apresentam uma
distribuigiio de probabilidades para os extremos (“long tail™), ndo ocorrendo portanto uma distribuigdo
Gaussiana. Deste modo, hd uma possibilidade de se encontrar regides em que ocorrem altas taxas de
deformagao com baixa vorucidade, sendo esta a condigio que penmile a expansdo da molécula, Na
subcamada viscosa, no entanto, os valores da taxa de deformacio e da vorticidade sdao da mesma ordem
de grandeza. sendo que nido ¢ de se esperar nesta regido a ocorréncia de uma expansio molecular
sigmificativa.

Quando a molécula de polimero se expande, a viscosidade da solugdo se incrementa.
Essencialmente este incremento depende do campo de velocidade ao redor da molécula. Como a
molécula pode-se expandir por um fator de subunidades moleculares da ordem de 10°, o incremento na
viscosidade pode ser significativamente alto. Isto significa que a viscosidade no micleo turbulento do
{luido se incrementa mas nio na subcamada viscosa. Este efeito provoca a supressdo da vorticidade ¢
consequentemente das tensdes de Reynolds na subcamada intermediaria, provocando um incremento da
espessura desta subcamada e portanto a redugio de arrasto. Hoje, esta teoria € apontada como uma das
mais satisfutérias para explicar, molecularmente, a R.A.

E importante frizar que, quando proposta, esta teoria estava baseada no que “presumivelmente
acontece” sem gue existisse uma comprovagio real da mesma.

O Modelo da Sub-Camada Elastica (S.C.E.) de Virk (1971) destaca que o efeito dos polimeros pode
ser observado pela formagdo de uma regido entre a sub-camada viscosa ¢ o nicleo turbulento,
denominada Sub-Camada Eldstica. As caracteristicas desta sub-camada dependem do tipo de polimero e
de sua concentragdo na solu¢io polimérica. A espessura da S.C.E. ¢ um indice do efeito redutor de
atrito de um polimero determinado e pode aumentar até ocupar toda a segdo da wbulagido para a
condigao de maxima redugio de atrito.

() comportamento de uma solugdo polimérica pode ser analisado a partir da Fig. 1, onde podem ser
observadas regides caracterfsticas que abrangem os cinco regimes de escoamento (Virk 1975).

Na Figura 1, na regido onde Re<I0", independentemente dos pardmetros poliméricos, ndo existe
efeito redutor de arrasto das solugdes poliméricas. Nesta regido ocorrem os seguintes regimes:

e  Regime Laminar (Re<2300): Aqui, tanto as solugdes poliméricas quanto o solvente, seguem a

mesma lei (Lei de Poiseuille) para tubulagoes lisas e rugosas, nao existindo redugdo de atrito.
O valor do coeliciente de perda de carga, f, pode ser calculado pela relagio
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e Regime de transi¢io do escoamento laminar para turbulento; Neste regime o solvente e as
solugdes poliméricas devem seguir o mesmo comportamento tanto para tubulagdes lisas quanto
para as rugosas, embora ndo se conhega uma lei matemdtica que caracterize este
comportamento.

s  Regime trbulento sem redugio de atrito: Até a faixa de Re=10" (ponto A na Fig. 1), as
solugdes poliméricas e o soluto obedecem & mesma relag@o para o fator de perda de carga, f,
com f=f(Re), sendo vilida a equacio para regime turbulento hidraulicamente liso:

rI——=2[ochJj_‘—0,8 2)

7

A partir do ponto A, inicio da reducdo de atrito, as curvas das solugdes poliméricas comegam a se
afastar da curva de Prandil-Kdrmédn, entrando o escoamento em uma regido polimérica que estd
caracterizada pelos seguintes regimes:

s Regime turbulento com redugéo de atrito: O comportamento das solugdes poliméricas depende
de pariimetros, lais como: concentragio, peso molecular e solvatizagio (associagio molecular
soluto-solvente). A influéncia destes parimetros pode ser vista pelo incremento na declividade
{8} do perfil de velocidades adimensionalisado das solugdes poliméricas com respeito ao do
solvente e pela variagdo das caracteristicas da tensio de cisathamento de inicio de R.A. na
parede, Tf (ou equivalentemente, do nimero de ondas no infcio da R,A., W), A relagio que
representa este regime, conforme Virk (1975), estd dada por:

1 |

[Hz =(4.U+6)103R3[§]3 -04-8log20W" 3

Para as mesmas condigbes de escoamento, o coeficiente de perda de carga pode diminuir em até
70%. sendo que os valores médios estao nas faixa de 30-40%.

s Regime polimérico com redugio de atrito, independentemente dos parfimetros poliméricos:
Quando o escoamento alcanga o ponto B {Fig. 1). o fendmeno em estudo € limitado por um
valor que € independente dos pardmetros poliméricos, ou seja, incrementos dos valores da
concentragdo ndo conseguem mais melhorar o desempenho dos polimeros, valendo a cquagao:

7 s
4
Este limite é conhecido na literatura como Assintota de Médxima Redugdo de Atrito (AM.R.A.)

obtida por Virk er al., (1967).
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Fig. 1 Regioes tipicas de um escoamento de solucdes poliméricas redutoras de atrito.
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O Inicio da Redugao de Atrito

Do ponto de vista do estudo ¢ da compreensio do fendmeno da R.A, é importante a andlise dos
aspectos relacionados com o inicio do efeito dos polimeros sobre os escoamentos turbulentos. Trés
critérios estao hoje estabelecidos para caracterizar o processo de infcio de R.AL:

Como primeiro critério, Virk ef al., (1967), a partir da forma brusca como se inicia a R.A., destacam
que deve existir uma condigdo que explicitamente relacione a molécula de polimero com as
caracterfsticas turbulentas do escoamento. e que deve ser salisfeita para a ocorréncia da R.A.

Considerando as caracteristicas energélicas da R.A. os autores delinem o parfimetro k., nimero de
onda dissipativo. para caracterizar a turbuléncia. Este valor é obtido a partir do espectro de encrgia
turbulenta na regido préxima da parede e definido como o nimero de onda onde a dissipagio € maior.
Desta forma, k, estd associado a uma medida das menores escalas de turbuléncia para as quais ocorre a
dissipaciio de energia turbulenta. Considerando estes aspectos, os autores propuseram uma hipdrese de
inicio de arrasto, que ¢ uma tentativa de relacionar o didmetro molecular com a escala dissipativa da
turbuléncia durante o inicio da R.A. Esta hipdtese eslabelece que a R.A, se inicia para um valor
constante do produto Dyg k), que ¢ uma relagio entre as dimensdes moleculares e as menores escalas
de turbuléncia:

Dyky =C (5)

onde: C € uma constante adimensional que independe do polimero ¢ da concentraggo.

Um scgundo critério estd associado a influéncia da sub-camada viscosa no inicio da R.A. Utilizando
um método de visualizagdo de escoamentos Tiederman er al, (1985) e Luchik ¢ Tiederman (1988)
concluiram que os eleitos dos polimeros sio sentidos na sub-camada viscosa (¥ <3), sendo que a causa
da redugdo de atrito é a inibigao da formagio da estrutura de estrias tipica nesta regido. Isto ocorre
devido a capacidade das solugdes poliméricas de resistir ao fenémeno de esticamento de vértices. Por
outro lado, resultados experimentais {(Spangler 1969, Virk 1971, Usui 1990 ¢ Wei ¢ Willmarth 1992)
tem demonstrado que os polimeros atuam na Regido Intermedidria (10<Y"<70). A agio dos polimeros
nesta regido provoca mudangas no balango de cnergia (produgio e dissipagdo), sendo que o principal
efeito € um incremento da componente flutuante da velocidade na diregao axial, u” e uma redugdo da
componente flutuante na diregio normal v'.

Finalmente, como um terceiro critério, Virk (1975) faz uma extensa andlise para determinar a
relagio entre a lensdo de cisalhamento de parede no inicio da R.A. (15 ) como fungdo do didmetro da
tubulagdo, da concentragio das solugdes poliméricas e da viscosidade do solvente. Os resultados da
andlise de Virk estdo apresentados, resumidamente. a seguir:

*  Difimetro da tubulagio: depots de analisar um conjunto de resultados experimentais mostra que

th ¢ essencialmente independente do didmetro, Resultados mais recentes, todavia, tem
demonstrado que existe dependéncia deste parimetro. Hovt (1991) obteve que para maiores
didmetros da tubulag@o (para um mesmo polimero e concentragdo) o inicio da R.A. se verifica
para um valor do nimero de Reynolds mais alto.

s Concentragio do polimero (C, 1 os resultados de Paterson ¢ Abernathy (1970) e de Hansen e
Lattle (1971) [apud Virk 1975] mostram gque tj. diminui com o incremento de C,. Por outro
lado Clarke (1971) ¢ Virk (1966) [apud Virk 1975], obtiveram como resullado que 7 ¢
independente de C,, com valores 13 = 8,0 N/m' e 20<C,<1000. Como conclusio desta andlise,
assinala-se que ndo existe uma dependéncia precisa de t, e C..

e Viscosidade do solvente: ndo existe efeito significativo da viscosidade do solvente sobre 7, .

Procedimento Experimental

Bancada experimental e processamento de dados

A instalagio experimental usada neste cstudo € apresentada na Fig. 2, Nakae (1994).
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Os prnincipais equipamentos da bancada sdo os seguintes:
Motor Elétrico;

V.E Varador Eletromagnético de Rotagao;

B.C Bomba Centrifuga:

T.P Tomada de Pressio.

T.D  Transdutor Diferencial de Pressao;

T.T Tubo de Pitot:

M.V Medidor Electromagnético de vazio:

T.M Termometro;

S.T Sensor do termémetro.

Também faz parte da bancada experimental um microcomputador que recebe os sinais enviados
pelos instrumentos de medigio (transdutores de pressio diferencial, medidor eletromagnético de vazio
e tlermdmetro), Estes sinals apos passurem por uma placa de conversio de sinais analdgicos em digitais,
sio analisados por um programa denominado AQUI3 (Fundagao Centro Tecnolégico de Hidriulica,
F.C.T.H.}. calculando-se a vazio (Q), a queda de pressdo (Ap) e a velocidade média local (u). A leitura
dos dados € feita num periodo de tempo de 100 segundos, com 20 pontos por segundo, sendo portanic
aguisitados 2000 ponlos por ensaio.

® &% 9 0 & & & B @

PWC
u
TD 1
[ |
, = TP Segin | TP
Acrilico
Secdn 2 —| =
ST
|
TM 1 PYVC
74
ST
s i = ﬁ:
o VE ME

Fig. 2 Esquema da bancada experimental.

A instalagie oferece a possibilidade de trabalhar com vazdes de 8 a 40 Ifs, ou seja, velocidades
médias entre | e 4,8 m/s. Consequentemente, os valores de nimero de Reynolds cobrem a faixa de 107 a
5.10°. Através da andlise da bibliografia nfio se encontrou nenhum trabalho no qual a faixa de nimero
de Reynolds losse tio alta. Geralmente as instalagdes cxperimentais estdo projetadas para trabalhar com
Re=10, valor tipico para a ocorréncia do fendmeno de inicio da redugio de atrito.

O perfil de velocidade média local foi medido com tubo de Pitot. Hoyt (1972) faz referéncia as
limitagdes do tubo de Pitot para medigbes de velocidade em escoamentos de solugdes poliméricas,
destacando a necessidade que seu uso estivesse restrito s aplicagdes onde pudesse ser feita uma
calibragio precisa sob as condigdes de uso. No presente trabalho, a existéncia de um medidor
eletromagnético para determinar a vazdo no sistema, eliminou qualquer limilagio. pois (oda vez que o
tubo de Pitot foi utilizado na obtengdo do perfil de velocidade, determinou-se a constante do aparelho
(C) para os ajustes de calculo (Nakae, 1994 e Vilalta, 1995).

A instalagio experimental estd constituida por duas secdes de testes, cujas caracteristicas sdo
apresentadas a seguir;
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Tabela 1 Caracteristicas das segoes de lestes.

Segao Dimensao (m) Material da tubulagao  Medigbes feitas Resultados obtidos
1 L=3.00m P.V.C. Queda de Relacédo | vs. Re
D=0.10295 m pressao
2 L=2,00 m Acrilico Velocidade meédia Perfil de velocidade
D=0.100 m local

Solugdes Poliméricas

A solugao polimérica foi preparada como solugdo-mie a uma concentragao de 1%. A adigio do
polimero a dgua foi lenta e gradual incidindo diretamente no vértice formado pela agitagdo a fim de
evitar grumo e mé dissoluglo. A agitagao méaxima nio ultrapassou a 450 rpm de modo a evitar a quebra
das cadeias poliméricas. Depois do preparo desta solugdo-mie esperou-se aproximadamente 4 horas
para que se completasse a hidrolise das solugdes. A dgua utilizada tanto na preparacio da solugiio mie
quanto na realizagio dos ensaios era proveniente da rede piblica.

Andlise de Incertezas

() coeficiente de perda de carga [ for determinado aplicando a equagio da energia entre as duas
segles de teste, obtendo-se:

2¢DAp  2gDAH

1 3 -
wu= Lu=

(6)

Nesta equagio os termos de perda de carga (Ap/y=AH). comprimento (L) ¢ didmetro (D) foram
medidos diretamente na instalagio experimental, enquanto que a velocidade (I/) foi determinada
indirelamente através da equagio da continuidade, sendo que os desvios sistemiticos destes pardmetros

foram B,=20.0153, B,=+0,001. B,=+0,00005, B,=H),0057, respectivamente.
As incertezas na determinagdo de f foram calculadas pela relagdo:

Y 5
Iy=y B} + A7 (7

Como, durante a realizagdo dos ensaios, cada ponto foi medido uma tinica vez, o termo dos desvios
aleatérios (A) ndo foi considerado. Devido a isto a incerteza de f [oi calculada como fungdo, apenas,
dos desvios sistemdticos (B}, de modo que a relagio (7) pode ser simplificada:

(8

Considerando-se as Egs. (6) e (8), lem-se que:

_ iz 2 _@ﬁz 2 iz 2 il 2
_J[w oo (Z] oo (& w2

Determinando-se [, para cada ponto da relagio [ vs Re (lanto para o solvente quanto para as
solugdes poliméricas a diferentes concenirages), obtém-se que o valor da incerteza na determinagio de
f € £0,00054 , ou seja, uma incerteza relativa de 3,70% (com um intervalo de confianga de 95%).

Analise dos Resultados

Para uma melhor compreensio dos resultados obtidos € importante destacar alguns aspectos que
caraclerizam o presente trabalho.
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Primeiramente é necessdrio apontar o fato que a tubulagio utilizada para estudar a perda de carga é
considerada lisa (e=0). Portanto os resultados estio restritos ao regime hidraulicamente liso. Um outro
aspecto a considerar € que, pelo préprio projeto da instalago, a faixa de mimero de Reynolds estd entre
107 a 5.10° , ndio permitindo a andlise direta do processo de inicio da R.A, Numa tentativa de solucionar
esta dificuldade, o estudo da faixa Re= 10" foi feito por extrapolagfio grafica,

Por dltimo € importante salientar o fato que na realizagdo dos cdlculos as propriedades fisicas das
solugdes poliméricas foram consideradas com idénticos valores ao da dgua para as condigdes do
escoamento. Isto é possivel, tendo em vista que a solugio polimérica utilizada € perfeitamente diluida e
que os valores de concentragio utilizados nos ensaios sdo baixos (C,, = 110ppm) .

Andlise da Degradacao Mecénica por Cisalhamento

Do ponto de vista pritico é importante a determinagio das caracleristicas relativas & degradagio
mecinica por cisalhamento da solu¢do polimérica, j que esta determinagio da uma idéia da perda do
efeito redutor de atrito no tempo. A degradagdao mecénica é definida como a perda da capacidade
redutora de arrasto, a qual pode ocorrer, principalmente, pelo intenso cisalhamento no interior das
hombas centrifugas, Outra causa que pode provocar este fendmeno é o envelhecimento das solugdes
poliméricas.

A andlise da degradagio mecfinica foi feita a partiv da determinagio do perfil de velocidade
adimensional " vs ¥Y* e da comparagio dos perfis do solvente ¢ das solugbes poliméricas para
diferentes concentragbes e tempos (tempo de circulagiio das solugdes poliméricas na instalagao depois
de comegados os ensaios). A avaliagio foi feita para dois valores de vazdes (20 e 30 I/s) ¢ quatro
concentracdes (10, 50, 70 ¢ 110 ppm).

A Figura 3 apresenta os resultados obtidos para vazao de 20 I/s e C,=50 ppm (Fig. (3a)} e para 30
I/s e C,=50 ppm (Fig. (3b)). Nestas figuras observa-se que a tendéncia dos perfis é de coincidir com o
da dgua com o passar do tempo. Para o tempo maximo de ensaio (duas horas) € possivel observar
variagoes da ordem de 5% com respeito 4 solugao fresca {r = 0). No caso da Fig. (3b), a tendéncia a
coincidéncia ¢ maior jd que o incremento da vazio favorece as condigdes turbulentas, o que implica em
uma perda mais ripida da capacidade redutora de atrito do Igapol PA.
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Fig. 3 Perfil de velocidade adimensional para a analise da degradacgio mecénica:
{a) 20 /s e Cy=50 ppm, (b) 30 I/s e Cy=50 ppm.

Como os ensaios foram feitos no periodo de 30-40 minutos apds o inicio de operagiio da bomba
centrifuga, nota-se que os resultados caem na faixa entre as curvas dos perfis de velocidade para =0 e
=2 h, com ligeira tendéncia a coincidir com o perfil da solugio fresca (+=0). Portanto pode-se concluir
neste caso que a degradagio mecénica nao € relevante e que os resultados experimentais ndo estao
afetados por este efeito.

Determinacao do Gréfico f vs Re

A diminuigao do coeficiente de perda de carga f é uma conseqiiéncia do efeito provocado pela
adi¢do de substincias redutoras de arrasto a um escoamento turbulento. Constitui portanto um dos
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objetivos deste trabalho quantificar a magnitude da diminugdo de f. assim como sua dependéncia com
relagio i concentragiio das solugdes poliméricas.

A Figura 4 representa o grifico do coeficiente de perda de carga f versus 0 mimero de Reynolds
(em cscala logaritmica) onde aparecem os resultados para as solugoes poliméricas de Igapol PA a
diferentes concentragoes.

1.7
angertes rehalive (17% )
1.8
Log ! —e— aq. Prandtl
yil —m—égua, exp |
! —h— 10 ppm
—»— 50 ppm
—m— 110 ppm
- |
2.1
49 5 53 55 5.7

Log Ae

Fig. 4 Variagao do coeficiente de perda de carga f, como fun¢ao do numero de Reynolds e da
concentragio das solugoes poliméricas de IQAPOL PA.

Inicialmente pode-se destacar que a curva da digua adere-se bem a equagdo de Prandt] enquanto que
para as solugdes poliméricas existe um afastamento da curva do regime hidraulicamente liso, tendendo-
se para o regime polimérico, onde o comportamento e a magnitude da redugio de atrito dependem da
concentragio. Esta dependéncia significa que com o aumento da concentragdo, para um mesmo valor de
Re. os valores de f sdo menores até atingir a regido da A M.R.A.

A magnitude da diminuigio do coeficiente f, é medida a partir da definigdo da Eficiéncia da
Redugdo de Arrasto (@), que pode ser determinada como:

tp=wlnﬂ (10)

£ 8
E possivel observar, da Fig. 5, que para as concentragdes menores e nimcros de Re=2.10° nio

existe um efeito importante na redugio de atrito, ficando esta na ordem de 10%. S6 para concentragoes
maiores (>70) ppm) ¢ valores de Re=4.10" ¢ que a adi¢do de polimero resulta em valores significativos

do coeficiente ¢
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Fig. 5 Relagao entre a Eficiéncia da Reducao de Arrasto (¢) e a concentragdo para diferentes
valores de numero de Reynolds.
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A partir dos resultados obtidos determinou-se uma equacdo para o céleulo do coefliciente de perda
de carga, f, como fungado do nimero de Reynolds (Re) e da concentragio (C,,). Ajustando as curvas (f
vs Re) segundo uma fungdo logaritmica ¢ buscando a relacdo entre os coeficientes da mesma com a
concentragio tem-se que:

f=-AlogRet+ K (11)

sendo A e K coeficientes que dependem da concentragdo (em ppm} e podem ser determinados pelas
relagdes:

A=-9210" ¢l +115.107%¢C,, +69.107 (12)

K=-510"%c2 +6.10~%C, 4522107 (13)

Os coeficientes de correlagao no ajuste da fungao f=f(Re), foram sempre maiores que 0,99 e para o
ajuste dos cocficientes A ¢ K estdo na faixa de ),92-0,93, sendo que o ajuste polinomial (o escolhido)
oferece melhores resultados que os outros ajustes possiveis neste caso (exponencial ou linear).

Para estudar o inicio da redugio de arrasto foi feita a extrapolagdio grdfica dos resultados
experimentais {ver Fig. 6). As curvas apresentadas nesta figura, para Re<1(, correspondem & aplicagio
daEq. (11}

0.1 Il . f ' .-_ __'
| — i—-l—10ppm
i i | : = %—*—-—SOppm
f . . | —¢— 70 ppm
| | —%— 110 ppm
| E : Lo
| £y
0,01 ! Y ..
1.00E+04 1,00E+05 1,00E+06
Re

Fig. 6 Diagrama que mostra o inicio da R.A. por extrapolagao grafica,

Da andlisc desta figura é possivel observar que a solugdo polimérica mostra o comportamento
caracteristico associado ao efeito Toms em tubulagoes lisas. Note-se, conforme estabelecido pela teoria
de Virk et al, (1967), que o inicio da R.A. corresponde 4 faixa de nimero de Reynolds da ordem de 10°.
Duas regides tipicas do escoamento sio identificadas. Para Re<I{F, ha uma tendéncia no sentido de que
4 solugio polimérica e o solvente apresentam mesmo comportamento descrito pela equagio de Prandtl
(para tubulagoes lisas), sem que exista R.A. Para Re> 10, a chamada regidio polimérica, existe R.A. cuja
magnitude vai depender da concentragio, do regime do escoamento (Re) e do polimero utilizado.

Avaliagao dos Resultados

Com o intuito de se tentar uma generalizagio dos resultados obtidos, estes foram comparados com
duas relagOes importantes da literatura,
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A primeira relagao, devido a Vortinskaya (apud Rabinovich 1987), permite o célculo de f a partir
de diferentes parfimetros: concentragdo volumétrica (Cy, em %), velocidade de atrito (u.), velocidade
média do escoamento (L) ¢ rugosidade relativa (e/D). Esta relagio lem a forma:

g
1 28us 373 251 €
= = -2log| — 4 (14)
Jr uJs Re J}' 31D
sendo que f ¢ o termo que depende da concentragio e pode ser determinado por:
B=10"cy (15)

Esta equagdo € valida para 0,0005<C'<0,012. Verifica-se que para escoamento de dgua (Cy=0, =0)
a Eq. (14} resulta na equagio de Colebrook-White.

As Tabelas 2 ¢ 3 mostram a comparagao dos resultados de f obtidos por trés vias: utilizando os
pontos experimentais. utilizando a equagiao proposta neste trabalho (11) e utilizando a relagao de

Tabela 2 Resultados da comparagédo do coeficiente f para 50 ppm

Re 1 axp. [ proposto 1 Vortinskaya % diferenca % diterenga
axp vs proposto exp. vs Vortinskaya
1.57E+05 0.0153 0,0158 0,0153 33 0
2 31E+05 0.0137 0,0141 0.0137 20 0
3,09E+05 00127 0.0128 00127 08 0
3 79E+05 0.0117 0,0119 00124 1.7 59
4,36E+05 0,0112 0.0112 00121 0 8,0
4,78E+05 0.0104 0.0108 0,0118 38 134

Vortinskaya (14), para dois valores diferentes de concentragao das solugdes poliméricas (50 e 70 ppm)
respectivamente. Estes valores foram escolhidos por estarem na faixa de validade da equagio de
Vortinskaya.

Tabela3 Resultados da comparacéc do coeficiente f para 70 ppm

Re fexp f proposto § Vortinskaya % diferenca % diterenga
OxXp. Vs proposto exp. vs Vortinskaya

1,38E+05 0,0153 0,0159 0,0153 3.9 0

2.50E+05 0.0116 0.0132 0.0120 138 34
3,14E+05 0,0106 00123 0,0115 16.0 85
3,74E+05 0,0099 0.0114 0,0108 15,1 71
4,33E+405 0,0092 0,0107 60,0101 16.30 98
4,52E+05 0.0091 0.0100 0,0100 99 99

A andlise dos resultados das Tabelas 2 ¢ 3 permite estabelecer a validade dos resultados
experimentais ¢ das Eqgs. (11) e (14) tendo em vista a magnitude das diferengas obtidas entre estes
valores. Verifica-se, via de regra, que estas diferengas aumentam fundamentalmente para os maiores
valores de nimero de Reynolds. [sto ocorre devido a problemas operacionais existentes para os maiores
valores de vazdes e que impedem uma maior precisio nos resultados.

A segunda relagdio importante da lileratura € a correlagio geral proposta por Tam er at., (1992) para
descrever o perfil de velocidade das solugoes poliméricas. Esta correlagao foi obtida a partir do modelo
de mistura de Prandil.

A correlagio obtida tem a forma:

a(LJ;-I')«,ﬂr=z.43lny*+6.5 (16)

onde os parimetros e, f. e I podem ser determinados pelas relagoes seguintes:
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@ = —2.864 + 105.5¢ — 654.4¢ (17)
B, =24.98-679.9¢ +4140¢> (18)
[ =-3961+1692x10% - 1,665x10°¢”  para  €<0,05 (19)
=22 i para  &>0,05 (20)

O mérito da Eq. (16) é que permite a determinagio do perfil de velocidade a partir do coeficiente de
perda de carga. f. pela relagao:

gt @1

Ao estabelecer a validade da Eq (16). Tam ef al. (1992) compararam os scus resultados
experimentais com os obtidos aplicando a correlagio, comprovando portanto a boa concordéncia dos
resultados. Todavia nas conclusdes do trabalho de Tam existem dois pontos conflitantes. Em um ponto
estabelecem que a Eq (16) permite determinar, com precisao, o perfil de velocidades para “qualquer
solugido polimérica”, mas em outro ponto fixam que os testes estfo restritos somente a quatro polimeros,
para uma faixa de concentragdo entre 20 e 200 ppm e valores do nimero de Reynolds entre 4000 ¢
15000,

A Figura 7 apresenta os resultados comparativos para concentragdes de 50 ppm (Fig. 7a) e 110 ppm
(Fig. 7b) respectivamente, observando-se que, para as condigdes de ensaio do trabalho aquf
apresentado, a aplicagdo da correlagio de Tam ndo conduz a bons resultados.
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Fig. 7 Comparagéo dos resultados experimentais com a correlagio de Tam para Re=10° (do presente
trabaltho); Resultados de Tam et al., (1992), (a) C,=50 ppm, (b) C,=110 ppm

Acredita-se que isto deva-se ao fato desta correlagio ter sido obtida para condigdes muito
especificas, ficando dificil de se generalizar os resultados de um fenémeno tdo complexo, onde
intervém diversas varidveis e onde, ainda, ndo existem bases sélidas para definir relagdes universais que
expliquem o fenémeno da R.A.

A Tabela 4 mosira uma comparagao das principais caracteristicas do trabalho de Tam er al., (1992}
com o presente trabalho.

Tabeia 4 Caracteristicas gerais do trabalho de Tam et al. (1992) e do presente trabalho.

itens Tam ef al., (1992) Presente trabalho
Material da tubulacéo Vidro Acrilico e PVC
Diametro interno [mm} 9 100
Faixa do numero de Reynolds 4.10°a1,510° 10°a 5.10°
Faixa de concentragao [ppm] 20 a 200 5a 110
Instrumento de medigédo da Anemoémetro Laser Tuba de Pitot

velocidade média
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Conclusoes

No trabalho aqui apresentado, determinou-se o coeficiente de perda de carga universal, f, para
escoamentos turbulentos em tubulagées com e sem a adigio do polimero Igapol PA.

Os resultados experimentais mostram que f diminui com a adigiio de polfmeros até os limites de
concentragio estudados, sem ter-se alcangado a Assintota de Mdxima Redugdo de Atrito. Os melhores
resultados foram obtidos para valores de Re=4.1(¢ ¢ C,>50 ppm, onde a redugdo do coeficiente f é da
ordem de 30%. Para aplicagdes industriais deve-se tomar especial cuidado no que se refere a
degradacdo mecénica das solugdes poliméricas.

A aplicagio da equagdo obtida neste trabalho oferece bons resultados quando comparados com os
resultados experimentais na sua faixa de validade. Neste sentido destaca-se a boa concordéncia ao
comparar os resultados experimentais com a equagdo de Vortinskaya o que ndo acontece com a
correlagio geral de Tam, que néo pode ser considerada como geral e aplicdvel a “qualquer solugio
polimérica” (Tam et al., 1992),

E necessério aprofundar o estudo do mecanismo fisico da R.A., de modo a se obter maior
consisténcia na andlise ledrica-experimental deste fascinante fendmeno.
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Abstract

The present paper deals with the theoretical calewlation of steady aerodviamice loads and moments on nonplanar
lifting surfaces. The sieady counterpart of the doublet lattice method 15 used in the analysis. Several numerical
results are presented and these are compared with experimental findings. It is shown that the steady counterpart of
the doublet lattice method. while bemng exiremely cost efficient in terms of computatton requirements, can predict
with a high degree of precision the aivloads and the aerodvnamic coefficients for nonplunar lifting configurations.
Keywords: Nonplanar Lifting Surfuces. Air Loads. Aerodvnanue Coefficients,

Introduction

Multhopp in 1950 was the first to introduce an accurate numerical method for the calculation of
aerodynamic load distributions on wings of various shapes in low speed flows. The method uses the
potential flow theory to relate the pressure difference across the wing to the downwash field on the
wing surface. The method was then modified for complex planforms, as well as adapted in a form
suitable for high speed computation by Lamar in 1968. The Multhopp method is applicable to a wing
alone and therefore cannot predict aerodynamic loads on general configurations such as bodies, wing-
bodies or nonplanar lifting surfaces. In 1966, Hess and Smith presented for the first time a method for
the calculation of pressure distributions on general slender nonlifting bodies for incompressible flows,
approximating the integral equation of the source distribution by a set of discret sources distributed on
the surface of the body. Applying the condition of tangency of the flow on the body, a set of algebraic
linear equations are obtained and their solution provides the values of the source intensity, from which
the velocity and pressure distributions can be calculated. The Hess and Smith method was the precursor
of panel methods, nowadays extensively used in aerodynamic computations, Later on, Hess and Smith
(1972), extended the application to lifting cases by superposing to the surface source distributions a
system of vortex distribution. The inclusion of compressibility effects was then treated in the review
paper of Hess in 1975. The main disadvantage ol the use of the vortex method over finite span lifting
surface 15 the requirement of the vortex extension as a trailing vortex sheet in the wake. Another
limitation ol the method is that it is not directly applicable for the supersonic case, Further
developments using the source distributions superposed to a vortex system resulted in several
operational programs. Among these. one can cite Margason and Lamar code (1971) and the Woodward
codes puplished in 1968, 1973 and 1980. In 1981 Carmichael and Enickson presented the PAN AIR
program, which is possibly the most advanced program for general three dimensional subsonic and
supersonic flows over arbitrary configurations. The PAN AIR program is documented in the NASA
reports CR 3251 to CR 3254 published in 1980. The PAN AIR program uses a superposition of linear
sources and quadratic doublet distributions in order to attain a higher degree of precision and ensure
convergence for general arbitrary configurations, The PAN AIR program, while probably the most
eflicient panel method computer program, has the disadvantages of requirements of high hardware
capabilities and being an operationaly costly program. The doublet lattice method originally proposed
by Albano and Rodden in 1969 for the calculation of incremental nonstationary airloads on general
nonplanar configurations is nowadays widely used in aeroelastic numerical computations for subsonic
stability and response problems. This method has proved lo be versatile, can treat nonplanar surfaces
and can be applied to problems with control surfaces without difficulties. In the doublet lattice method
the lifting surfaces are divided into panel segments. Each panel is constructed such that the two side
edges are parallel to the unperturbed flow, which in turn is assumed to be in the x-direction of the
coordinate system. At the quarter mean chord position of each element an acceleration doublet of
unknown intensity is assumed to be positioned. The boundary conditions are applied at the 3/4 position
of the mean chord of each element, resulting in a set of lincar algebraic equations. The solution
Manuscript received: June 1997. Techmcal Editor Agenor de Toledo Fleury
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provides the values of the doublet intensities, from which the velocity and pressure distributions can be
calculated. In the present paper the steady state counterpart of the doublet lattice method is used for the
calculation of aerodynamic load distributions on general nonplanar lifting surfaces. Several numerical
results are presented and these are compared with experimental findings. It is shown that the steady
state counterpart of the doublet lattice method, while being extremely cost efficient in terms of
computation requirements, can predict with a reasonable degree of accuracy the airloads and the
aerodynamic coefficients for nonplanar lifting configurations,

Problem Formulation

The inlegral equation relating the pressure and the normalwash distribution in (unsteady or steady)
potential (subsonic or supersonic) three dimensional flows was first derived by Kiissner in 1940 and can
be writlen as

3 Heng ) Kix,v.z.En¢ kM)
b qr

wix, .2} _
{_‘r

where w(x,y.2} is the normalwash velocity at point x,y.z: I7 is the free stream velocity of the unperturbed
Mow assumed in the x-direction, Ap (£1,8) is the aerodynamic pressure difference al point £n,¢. The
free stream dynamic pressure is denoled by g and is equal 1o pU#/2 where p is the free stream air
density, and K is the Kemnel function of the integral and is a function of the relative position, the free
stream Mach number M, and the reduced frequency k=ae/U, where @ is the hifting surface oscillation
frequency and ¢ 1s any reference length (usually taken as the mean aerodynamic chord of the main
lifting surface) used for nondimensionalizing the reduced frequency. For the steady state counterpart of
the doublet lattice method @ = 0, and therefore & = 0. The Kernel function of the integral Eq. (1) for
three dimensional problems can be written as

Ry

K=et [k/Ti+keT: ], 2)
where T, and T’ are geometric relations, and are given by
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(4)
r=f ty-nr+z-¢ /2 17,

The subscripts r and s stand for the receiving and the sending points respectively. The lunctions K,
and K were evalvated by Landahl in 1967, as well as Albano and Rodden in 1969, and are given by
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Since Kiissner (1940) introduced the integral equation relating the pressure and the normalwash
distribution in unsteady potential three dimensional flows, many authors investigated his integral
equation in order to reduce it to a form suitable for digital computation. The main contributions are due
1o Watkins, Ruyan and Woolston (1955), Laschka (1963), Landahl (1967), Albano and Rodden (1969),
Dat and Malfois (1970), Demarais (1982) and Bismarck-Nasr (1991a,b,c and 1994). In the doublet
lattice method, a constant strength acceleration doublet with unknown intensity is assumed to be
positioned at the quarter mean chord location of each element. The boundary conditions are applied at
the 3/4 position of the mean chord of cach element. Thus, at the control point r we can write for the
contribution of all the elements

ur.r ¥zl
Zd:rpu* f‘f i (M

where f; is the intensity of the doublet of the element j, {, is the span of the element j and the integration
is performed along the span of the element j. The aerodynamic pressure dilference for the element j can
be written as

force f 1 i[

P;= = 3
’" element area aj ®)

where 4, is the area of the element j. Using Eqgs. (7) and (8), the integral Eq. (1) 1s transformed to an
algebraic equation given by
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The elements of matrix [D] are given by

e

D= JJ’;‘ Kdu . (10)

—EI

Finally, matrix [D] is inveried and we obtain a relation between the pressure difference vector and
the downwash vector in the form

F [ w
{pug /2}“’%]{5}' (1n

where [A] = [D]'. The matrix relation (11} relates the pressure difference to the normalwash
distribution. In order to evaluate numerically the aerodynamic influence coefficient matrix, we write for
the integral of Eq. (7) a quadratic approximation in the form

3 Z .
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where e = [, cos A, /2, A is the local sweep angle of the element j, and
Ma= f Y= y.mr! Las Y_c+ir3fr' Zsmjsm Yo
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The subscripts i.m and ¢ indicate values at the innermost extreme point, middle point and outermost
point of the line doublet, and the coordinates 7 and { are given by

=y cos y +zsiny

(14)
{=-ysiny +zcosy, .
We can thus perform the integration analytically and the result reads
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where r, = ( 7'+ §* )" and for the case of planar condition, i.e., { — 0, the integral reads
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In order to compute the constants A8 and C, the Kernel function K must be calculated at the three
points i,m and o. For steady low these functions are directly obtained in an explicit form using the
exact solution of Bismarck-Nasr (1991a.b,c and 1994).

Analysis

Two cases have been treated, The first case is the model tested in wind tunnel by Clevenson and
Leadbetter in 1958, where aerodynamic mcasurements of forces and moments were made for a
simplified T-tail configuration. The T-tail model consisted of a 12" (0.305 m) span, 12" (0.305 m)
chord vertical tail and a 12" (0.305 m) chord, 12" (0.305 m) span horizontal tail mounted at the fin tip.
The root chord of the fin was mounted on the tunnel wall. Aerodynamic forces and moments due to
yawing were measured. This model is analyzed in the present work using the "doublet lattice method"
and the aerodynamic cocfficients as defined in the original paper. In the analytical model a system
image was miade in order (o simulate the tunnel wall effect. Eight spanwise elements and five chordwise
elements were used in the model for the horizontal tail while four spanwise elements and five
chordwise elements were used for the In. This results in a total of 120 elements including the image
system. Figures | and 2 show the dimensions of the model, the sign convention used and the
idealization made. The pressure distribution was calculated for a yaw angle of 0.1745 radians (=107).
The load acting on each element was then considered to act at the midspan and 1/4 chord position of the
element with a uniform pressure distribution over the element arca. These loads were then integrated in
order to produce forces and moments. Acrodynamic coefficients were then calculated using the same
definitions as made by Clevenson and Leadbetter in 1958, Namely, the side force coefficient, the rolling
moment coefficient due 1o yaw, and the yawing moment coefficient due Lo yaw were calculated. The
analysis was made for incompressible flow, 1.e.. M was taken equal to zero. The second case treated is
that of Riley (1953). where a wind tunnel investigation has been conducted on a vertical tail with a stub
fuselage in combination with various horizontal tails dimensions and positions. The dimensions of the
models tested are shown in Fig. 3. For this model four chordwise elements were considered, together
with sixteen spanwise elements for the horizontal tail and four spanwise elements for the vertical tail for
the numerical calculations performed in the present paper. The main objective of the present analyses is
to calculate the rolling moment coefficient due to sideslip of the horizontal tail. In the present analysis
the stub fuseluge was not considered. The analyses were performed for a Mach number equal to 0.131,
which corresponds to the tested wind tinnel condition,
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Fig. 1 Simplified T-tail model, sign convention and notations.
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Fig. 2 Aerodynamic idealization of the simplified T-tail model.
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Fig. 3 T-tail with a stub fuselage model, dimensions and geometry.
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Numerical Results and Comparison with Experimental Findings

Results of the pressure coefficient distribution for the first example considered are given in Table |

Table 1 Local C, distribution due to a 10° angle of attack on the vertical tail of the simplified
T-tail model of Fig. 1.

Element G, Element G, Element G,
1 02199 21 04451 81 -1.5793
2 01163 22 02157 82 05736
3 00801 23 01243 83 -0.3450
4 00525 24 00764 84 02164
5 00298 25 00409 85 01213
6 03362 26 04321 86 -1.7296
7 01858 27 02360 87 06263
8 01216 28 01446 88 -0.3815
9 00771 29 00893 89 02418
10 00423 30 00478 90 01377
1 -0.4321 N 0.3362 a -1.8060
12 02360 32 01858 92 -0.6575
13 01446 33 01216 93 -0.4030
14 00893 34 00771 94 02574
15 00478 35 00423 95 -01478
16 04451 36 0.2199 96 -1.8407
17 02157 37 01163 97 06728
18 01243 38 00801 98 0.4137
19 00764 39 00526 99 -0.2651
20 00409 40 00298 100 0.1528

From these pressure coefficients the following have been calculated:
a- Side force F, . The side force F, can be written as

Fv=9 ) aicp - (7

where a, is the element area, ¢ is the corresponding pressure coefficient and g is the dynamic pressure.
Clevenson and Leadbetter (1958) defined the side force coefficient C,, as

F. (18)
C\.l,v: Ty
sy

where & is the fin area and y 15 the vaw angle in radians. Using Eqgs. (17) and (18) we obtain (or the
side force coefficient €, a numerical value equals to 1.146. The experimental value measured by
Clevenson and Leadbetter (1958) is 1.2,

b- Roiling moment due to yaw. The rolling moment due to yaw M, was measured by Clevenson and
Leadbetier (1958) aboul an axis six inches inboard of the root fin. The rolling moment can be wrilten as
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Mep= an,‘r_p 7,+qz aycp ¥

(19}

where the first summation is made over the in and the second summation is made over the horizontal
tail. The coordinates Z, and ¥, are measured from the point where the corresponding ¢, coefficient acts
to the axis ol the rolling moment. The rolling moment coefficient due to yaw, C,, was defined by
Clevenson and Leadbetter (1958) as

. . N =
Y mgsyes2

where ¢ is the fin chord. Using Egs. (19) and (20) we obtain C,, as 2.381. The experimental value
measured by Clevenson and Leadbetter (1958) is 2.5.

¢- Yawing moment. The yawing moment M, was measured by Clevenson and Leadbetter (1958)
about the midchord axis. The yawing moment can be written as

Mw"'fi' Z d; (.'Irrr.Xf' .

' (21}

The yawing moment coefficient due to yaw C, , is defined as
C' . Ml||'.l" .
gy s W2 4 {(22)

Using now the pressure coefficients of Table. 1, we obtain C,, as 0.638. The experimental value
measured by Clevenson and Leadbetter (1958) is 0.61.

Results of the pressure coefficient distribution for the second example considered are given in Table
2. Three sets of calculations have been made. The first case was calculated for a horizontal tail span of
ten inches. In the second case, a twenty inch span for the horizontal tail was considered. In the third
casc the horizontal tail span was taken equal to forty inches. From the results shown in Table 2, the
rolling moment coefficient due to yaw of the horizontal tail has been calculated using the same
procedure described in the first example analyzed. Riley (1953) defines Lhis coefficient as

a(‘l’
Cw=—=5 B (23)
and
: L’ (24)
= X
q 5‘1'!3'\-

where L' 15 the rolling moment, ¢ is the dynamic pressure, s, is the vertical tail area, b, is the vertical tail
span and 3 1s the side slip angle in degrees. The results obtained are shown in Fig. 4 and are compared
with the experimental results of Riley (1953). The small discrepancy between the result here obtained
and the experimental value for the case of a 40" span would be due to the fuselage effect, which has not
been considered in the present analysis. This can be confirmed from the experimental results of Riley
(1953), where it is clearly observed that the effect of the fuselage is negligible for the cases of a span of
10" and 20",
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Table 2 Local C, distribution due to a 10° angle of attack on the vertical tail of the simplified
T-tail model of Fig. 3.

a- Honzontal tail span 10 .

Element Cy Element Cp Element G,

1 -0.1404 17 03386 65 -1.7375
2 00715 18 01744 66 -0.5295
3 -0.0435 19 -0.0949 67 -0.3037
4 0.021 20 00475 68 {01636
5 02114 21 03383 69 -0.7896
6 01097 22 01715 70 05171
7 00650 23 -0.0906 71 -0.3025
8 00339 24 00405 72 -0.1684
g 02652 25 -02589 73 -1.7128
10 01338 26 -0.1337 74 0.4740
1 0.0800 27 0.0678 75 02721
12 -0.0417 28 00334 76 -0.1509
13 0.3085 29 -0.0297 77 -1.4027
14 01611 30 00371 78 -0.3320
15 00903 31 -0.0148 79 01841
16 00456 32 0.0063 80 01018

b- Horizontal tail span 20 in,

Element G Element G Element Co

1 0.1248 17 03519 65 -1.8880
2 -0.0617 18 0.1953 66 -0.6187
3 -0.0430 19 0.1241 67 -0.3672
4 -0.0262 20 -0.0673 68 -0.2008
5 0.1910 21 04022 69 -1.8900
6 00996 22 02225 70 05674
7 00680 23 01343 T -0.3406
8 -0.0402 24 00707 T2 -0.1929
9 -0.2465 25 04254 73 17724
10 -0.1330 26 -0.2276 74 05012
11 -00892 27 01204 75 -0.2926
12 00513 28 00665 76 -0.1645
13 -0.2993 29 -0.2085 7 -1.4346
14 -0.1849 30 01211 78 -0.3453
15 -0.1081 3 -0.0624 79 -0.1940
16 -0.0604 32 -0.0311 80 -0.1085

¢+ Horizontal tail span 40 in.
Element Gy Element Ceo Element G

1 -0.0891 17 03282 65 22773
2 -0.0400 18 01739 66 -0.8922
3 -0.0283 19 01219 &7 -0.5466
4 -0.0183 20 -0.0736 68 030318
5 01415 21 04224 69 -2.1223
6 -0.0684 22 -0.2302 70 -0.6830
7 00480 23 -0.1576 " -0.4259
8 -0.0302 24 0.0917 72 -0.2467
9 0.1939 25 -0.5457 73 -1.9081
10 -0.0971 26 03043 74 -0.5623
1 -0.0685 27 -0.1853 75 -0.3381
12 00427 28 0.1073 76 0.1945
13 02542 29 -0.6559 L -1.501
14 013089 30 03455 78 -0.3757
15 -0.0524 < b -0.1986 79 0.2165

16 00570 32 0.1041 80 1237
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1. Elements | to 32 represent the left horizontal tail,
2. Elements 32 to 64 represent the right horizontal tail. and are antisymmetric to the elements 1 to
a2,
3. Elements 65 to 80 represent the vertical tail.
CI
;A
Thearetical prasent
LAt
® Experimental peinls
ik
(131}
[
(s
s
LXK
Hurizental tail span
" L] k) “w

Fig. 4 Variation of C,;, with the horizontal tail span and comparison with the wind tunnel results
of Riley (1953), for the T-tail with a stub fuselage models.

Conclusions and Final Comments

The steady slate counterpart of the doublet lattice method has been used for the calculation of
aerodynamic load distributions on nonplanar lifting surfaces. Several numerical results have been
presented and these have been compared with experimental findings. It has been shown that the steady
state counterpart of the doublet lattice method, while being extremely cost efficient in terms of
computation requirements, can predict with a high degree of precision the airloads and the aerodynamic
coefficients for nonplanar lifting conligurations.
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Abstract

In a running rotor, bearings are of fundamental importance in defining its dvnamic behaviour, Physically. the oif
Silnr viscous flow caused by the relative motion hetween the shaft and the bearing internal part builds up a pressure
distribution on the rotor surface, vielding o non-linear hvilrodvnamic forces which are position and fluid condition
dependent, in journal bearings, The knowledge of these forces is of fundamental importance in the analysis of the
vibratory motion tn mechanical equipmenis, This work consisis in the presentation und the application of non-linear
mathermatical models that can represent hyvdrodyvnamic forces exerted by the oil film in bearings, which support a
vertical flexible shaft in rotating machines. These non-linear forces are analvucally evaluated based on the rotor
shaft orbial position in the hvdrodynamical bearings. These hyvdrodvnamic forces, as well as those resulted from any
eccentric unbalunce, are the external excitation sources cluded in the svstem equation of motion. A particular
characteristic of this method iy the casy determination of the non-linear forces through an indirect solution for the
pressure distribution integration, The dynamical behaviour of the svstem. due 10 external unbalancing forces, is
analised by means of the orbits, graphically ploted for some interesting running conditions. From the mumerical
analvyis presented, the ofl film whip phenomena as well us a linur cycle in evlindrical bearings for the orbity a
different rotational speeds can be ohserved. Strong non-linearifies can be observed in the tilting-pad bearings due 1o
irs variable geometry. anaivsing the tilt angle of the pads. The tilting-pad bearing high stability can be naticed by the
rator frequency response and its orbit amplitudes in this (ype of bearings.

Keywaords: Hvdrodvnamical Bearings, Pressare Distribution, Vertical Fiexible Shaft, Non-Linear Model

Introducao

O conhecimento dos fendbmenos de vibragdo em rotores possibilitou a concepgo da Dinfimica de
Rotores como sintese de duas importantes drcas de pesquisa: Vibragoes em Estruturas e Andlise de
Mancais Hidrodindmicos. Este fato ocupa uma posigao de destaque na Engenharia, por ser, atualmente,
um procedimento indispensdvel na fase que antecede ao projeto de equipamentos rotativos. Assim, o
conhecimento do comportamento dindmico dos sistemas rolativos através do emprego de modelos
matematicos elaborados antes do projeto definitivo permitem ao analista a “predigao™ de possiveis
problemas de operagdo. principalmente em relagiio aos niveis admissiveis de amplitudes dos
deslocamentos devidos ao movimento vibratério do rotor e, especialmente, quando da passagem por
alguma de suvas velocidades criticas no caminho para a velocidade de operagio.

Para analisar o comportamentoe de um sistema dindmico com estas caracleristicas, simulages
numéricas para mancais do tipo cilindrico foram apresentadas por Capone G., 1986, 1991 ¢ Dedini F.G.
et al., 1994, oblendo as 6rbitas descritas pelo movimento do centro do rotor com relagao a um sistema
de referéncia fixo no centro do mancal. Nestes trabalhos, algumas condigdes de operagio para um
modelo proposta de rotor sdo simuladas. Outro problema especificamente abordado na literatura refere-
se a modelagem de mancais hidrodindmicos do tipo segmentado (Cavalca K.L. et al., 1994 ¢ Cavalca
K.L., Lima EN., 1997). Neste caso, a dedugdo do modelo emprega um sistema de referéncia fixo ao
mancal. estabelecendo-se fungoes que definem as distribuices de pressoes geradas no filme de dleo.
Também este modelo tem sido utilizado na verificagio do procedimento matemdtico apresentado por
Cavalca K.L. et al.. 1994 para representar as forgas fluidodindmicas ndo-lineares resultantes do campo

Manuscripf received: June 1996, Techmical Editor: Agenor de Toledo Fleury.
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de pressio presente em mancais hidrodinimicos do tipo segmentado, presentes em um rotor vertical
flexivel.

Um dos pnmeiros tipos de mancais a ser desenvolvido e a ter sua patente requerida foi o mancal do
tipo segmentado, concebido no inicio deste século por Kingsbury e Michell. Seu emprego em grande
escala, entrctanto, s6é ocorreu apés a constatagdo da presenca de instabilidades nos mancais de
geometria fixa. devidas as condigoes mais severas de carga aplicada ou velocidades de operagdo
impostas pelo advento dos turbo-rotores. Com o desenvolvimento dos rotores que operam em alla
rotagio, e objetivando melhorar as suas condigdes de operagio, o projeto destes equipamentos passou a
utihzar a dependéncia das caracteristicas diniimicas do sistema sobre a folga radial, chegando-se a
concepgio dos mancais segmentados.

Desta forma. os mancais segmentados sio projetados para melhorar as caracterfsticas de
estabilidade pelo aumento da folga radial em operagdo. ou do setor carregado do mancal. Este tipo de
arranjo reduz o problema da instabilidade nos rotores pela minimizagio dos termos de acoplamento da
rigidez, por exemplo K,, ¢ K... nos mancais cilindricos. Neste tipo de mancal existem segmentos’
pivotados internamente, que oscilam em torno do ponto de pivotamento. Esta condigiio possibilita um
ajuste da geometria do mancal & distribuicao da pressido interna no filme de dleo entre o rotor ¢ a
superficie do segmento. Nio existe limite para o nimero de segmentos a ser utilizado no projeto de
um mancal. As usinas hidroclétricas, por exemplo, apresentam mancais com 12 ou ate 16 segmentos, de
acordo com as necessidades de projeto,

No inicio do movimento. o fluxo de dleo lubrificante gerado pela diferenca de pressoes interna faz
com que o scgmento se incline de um certo angulo ao redor de seu ponto de pivotamento. O mesmo
fendmeno ocorre em todos os segmentos do mancal, porém cada uma terd um angulo de giro proprio. A
forga hidrodindmica sobre o rotor € resultante das componentes cartesianas da forga desenvolvida em
cada segmento 1soladamente.

Modelo Matematico

Modelo Matematico do Rotor

Para um sistema dindmico, composto por um eixo rotativo vertical, a equagdo diferencial que
descreve seu movimento € dada pela expressio:

ki) + [cklo)+ [Kl)={fe d+ 1o} ()

onde:
M| = Matriz de massa do eixo e elementos associados
[C] = Matriz de amortecimento do eixo, que inclui a matriz giroscopica
[K] = Manzde rigidez do cixo
{f.} = Vetor forgas cxternas
{f.} = Vetor forgas do filme de dleo
{@] = Vetoraceleragio das coordenadas do centro do eixo
[q } = Veworvelocidade das coordenadas do centro do eixo
{g } = Vetor deslocamento das coordenadas do centro do eixo

Na Equacio (1) o vetor forgas externas {f.] pode agir em qualquer uma das coordenadas do sistema.
Neste estudo, as forgas exiernas agem apenas na mesma sec¢io do Disco Rigido e sao devidas &
excentricidade de massa, que causa um desbalanceamento no rotor. O vetor {f,} representa as forgas
fuido-dindmicas exercidas pelo filme de 6leo, e contém as forgas nao-lineares, dependentes da posi¢ao
¢ da velacidade do centro do rotor com relagiio ao centro do mancal hidrodindmico. Consideram-se
assim o5 efeitos da nido-linearidade envolvida no movimento.
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Modelo Matematico para Mancais Cilindricos

O mancal cilindrico plano é o tipo mais simples e também o mais usado entre os mancais
hidrodindmicos, na auséncia de altas velocidades de rotagio ou elevadas cargas aplicadas, Os
parimetros dinimicos equivalentes sio 0 amortecimento e a rigidez.

O movimento relativo entre as superficies do rotor e do mancal, na presenga do filme de dleo e
devido s varnagdes de atrito do lubrificante, provoca uma variagio na distribuigio da pressao interna. A
Figura 1 mostra o sistema de referéncia em um mancal cilindrico plano, Devido ao efeito cunha
(divergente e convergente), o fluido situado entre o rotor e a superficie do mancal é for¢ado a escoar
pelo movimento do rotor. lendo sua pressio aumentada. Formando assim um [luxo de lubrificante no
senhido da regiao convergente para a divergente do mancal. A pressdo varia devido ao atrito viscoso do
lubnficante. A distribuigio da pressdo hidrodinimica atuante no rotor ¢ equivalente a uma forga que
reage d carga aplicada. A nio-linearidade inerente aos mancais hidrodinimicos depende do movimento
relativo do eixo no filme de dleo (Capone G., 1986, 1991). No caso de mdquinas rotativas com
posicionamento vertical, este movimento € relativamente grande, pois a forga gravitacional que age
sobre o rotor ndo possui componente horizontal. Esta forga € a responsdvel pela ocorréncia de um
ponto de operagdo nos mancais em méiquinas de posicionamento horizontal. O problema bdsico na
andlise de mancais hidrodindmicos € o da determinagdo da distnibuigdo da presso no filme de dleo para
dada geometria de mancal. Esta distribuigdo de pressdo €, nesie trabalho, estimada pela solugdo da
equagdo diferencial de Reynolds.

Na Figura 1 representa-se o esquema de um corte na se¢do transversal de um rotor horizontal e do
mancal com um sistema cartesiano de referéncia (Oxyz) fixo ao seu centro. A carga W, ou peso
proprio, é aplicada sobre o centro do rotor na diregiio do eixo cartesiano X, porém com sentido oposto a
este. O centro O do sistema de referéncia € coincidente com o centro O, do mancal e o eixo Oz é
coincidente com o eixo central do mancal e a diregio do vetor . Oe é o centro geométrico do eixo, h é
a espessura do filme de Gleo ¢ C ¢ a folga radial do mancal. As caracteristicas geométricas deste mancal
sao dadas pela relagio entre o raio R=D/2 ¢ o comprimento L. Nio sdo considerados os efeitos de
outras forgas, a ndo ser aquelas descritas na equagio de movimento {1).

X
™ e ANX
_~
D=2R
A

Om 3 Om \
> > >
R Oe >\ Y TOB z

hmin ¢

Fig. 1 Mancal cilindrico: principais carateristicas geométricas

A Equagdo (21 descreve como a pressao se desenvolve no interior de um mancal hidrodindmico
cilindrico plano. em fungdo da espessura do filme de oOleo, considerando-se os gradientes
circunferencial (@) e axial (z) devidos ao movimento do fluido lubrificante.
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Py = 6!10)[ C J

h = espessura do filme de dleo

p = pressdo

R = raio do mancal

r = raio do rotor

H = viscosidade do lubnficante
7.8 = coordenadas polares

(0] = velocidade de rotagao do eixo.

0 método desenvolvido considera a hipotese de mancais curtos, onde o gradiente de pressio na
diregdo circunferencial pode ser desprezado em relagdo ao gradiente na diregdo axial. Nestes mancais, a
relagiao K=R/L. é¢ maior que 1. Assim, a Eq. (2) reduz-se a:

28 (,3ap) oh : -
KA 0?2 =24 2 3
&,{’az];m*’ &

Considerando-se a configuragio geométnca apresentada a Fig. 3, a espessura do filme de éleo, em
sua forma admensionalizada, pode ser obtida:

h= E—r =] ycosid— vsent} (4)

A condigio de contorno impde pressdo nula nas extremidades do mancal. Assim. integrando-se a

Eq. (3) sujeita a estas condigdes para —1/2< z £1/2, obtém-se:

-

1td
p(l?.h)*‘z—('[;}

/

-_ vk =y +2x
(x—21¥)sen?? (_»+..,r)c‘nst? (4:3_” )
{1—xcostd = ysentdy

Esta eguagio representa o modelo matemdtico da distribuicdo de pressio em fungdo das
coordenadas polares, para um mancal hidrodindmico curto do tipo cilindrico plano.

A lorga hidrodindmica nao-linear ¢ obtida da integragio da Eq. (5) ao longo da drea de contato. A
forga total €. portanto. a soma vetorial das componentes nas diregdes x e y. Estas componentes sio
obtidas pela integragao da expressao (5) na forma:

F= —J_‘ F(ﬁ (6)

onde a superficie A ¢ duda por:

A= Rdd.Ld: (71
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A pressio p pode ser substituida na expressdo (6) como sendo o produto dos termos p, ¢ p
definidos para a Eq. (2):

|

‘2 F 3
j popRAVLA: (8)
¥

|
1]
|
pa | o —ra |

onde;

Ry I Ay i
@ = arctg "+'J_r —£sign "+"f ]—5 sign(y + 2£) (Capone G.,1986)
x=2y | 2 .t‘—2_\"J 2

Tem-se, portanto:

{ﬁ }——1pfﬂ£{R!{;]- | J’ 1:(.\‘—“2_‘;'kf-:n'-9_(,"‘l'li)CDSﬁiHCDSﬂ} l}idd* ©

et —~ xcos® - ysend)’ sentd

ia | —

O nimero de Sommerfeld modificado, para mancais curtos, ¢ definido por

o BN A (10)
w | p?

A forga hidrodindmica ndo-linear ¢, portanto, definida pela integral dupla (11}

[r e e ¥
j [{f‘._g‘y)sem‘i {y+1t)m-n3wa} —1}!190" ()
o

i =3

‘—.{J -

{1-xcost?— yseni}) sent}

I |-

Integrando-se, inicialmente ao longo da coordenada z, a Eq. (11) torna-se:

@ o %o )
= =3 J (.T—Zy)senﬁ- ()'+ 2xJeosd Lnsﬂ}dﬂ
b «

3 . (12)
(- xcosth— ysentd) send
Que pode ser rescrita como:
(X+ a+T 2
(r=25 J‘ sen eos do - (y+2%) j cos™ i} _dp
f=2 (i-xcost)— ysen 1‘1)] % (1—xcosd - ysen®)’
= ﬂ+fl’ 2 2+ :
(r+23) J‘ sen= 1} %dlﬁ‘—(_\r+2_t) I sentdeostd 45
5 (1—xcost - vsen )

—xcost?)— ysen 13)1'

(13
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As expressoes acima fornecem as componentes das forgas nilo-lineares exercidas nas dire¢des x e y,
do sistema de referéncia fixado ao centro do mancal, pelo filme de éleo sobre o rotor. Para obté-las é
necessario resolver as integrais abaixo:

@+n & 3 0 e . 2 ?
e |t —dD, 1= il dve
* (1—xcos?— ysend?) g (1= xcost— »bcntﬁ')
¢ (14)
o senttcost?
!1 = J' = 3 dfj
4 (1 - xcostr— ysen )

Para se evitar as integragdes na Eq. (13), propbe-se uma solugio do tipo indireta empregando a
defimgio da integral:

a+n o5
Glx. voat)= i - (15)
(1— xcos - vsen?)
7]
A fungdo Gt v.a) € defimda como:
2 : -
Glx,v.a)= :: =— ': arctg| 2 gos .xse::ﬂ (16)
\ﬁ—_t‘—-}'“ "il—r-_\r' J:—_rz—_y"
Assim, as componentes da forga hidrodindmica em x ¢ y resultam em:
(? G' x.y.a) 9 Gly.v.a
’W"IWZZ' olera) (976lna) "
L) (,\'+2_) X, V. (X { '+ 2% X, Y, X
H* ooy

O aperfeicoamento deste procedimento para obtengdo das componentes da forga hidrodindmica nio-
linear em mancais cilindricos planos leva a derivagdo parcial de primeira ordem uma nova fungio
analitica V(x, y,&). Assim. a for¢a hidrodindmica passa a ser obtida pela soma vetorial de suas
componentes nas diregdes x e y:

. 81/( \/or)
il :
f ={f } kr—Z\)‘ (v +2l)']: Eﬂ’(x ¥, a) (18)
B
onde a fung¢do V(x, y,or) ¢ dada pela expressio:

Viry.a)= eF (-"Co”{: = "‘Zsenﬂ:f(-t, y.o) -
-y

No entanto, com o intuito de ainda simplificar a avaliagio da for¢a hidrodindmica, evitando-se o
processo de derivagio da fungdo V(x, v.a) . esta operagio pode ser substituida pela introdugdo de uma
nova fungdo, F(x. v.@), que combinada as fungdes G(x, y.a)e V(x,y, ). definidas em (16) ¢ (19),
passa a fornecer a forga hidrodindmica pelo sistema de equagées:
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(] e ) |33V (x. y.0t)+ cosaeGlx, y, ) - 2sena.F(x, y.0)
(20)

) { /. } =23 p +r208] 31V 0 y.0)- senecGlx, ya)- 2080 y.a)}

onde:

o (xcosa + ysenar)

]
DY

Flx.v,

Como visto no sistema de Eqs, (20), este novo procedimento dispensa a necessidade de derivagbes
na avaliagiio da forca hidrodinimica ndo-lincar, o que agiliza em muito as operagdes numéricas,

Modelo Matematico para Mancais Segmentados

A Figura 2 mostra a geometria de um mancal hidrodindmico tipo segmentado.

Fig. 2. Esquema representativo de Mancal Segmentado e sua geometria.

A pressao desenvolvida no segmento ¢ obtida em fun¢iio da altura minima do filme de dleo da
solugio da equagdo diferencial de Reynolds (2) (Cavalca K.L. ef al..1994),

Para este tipo de mancal, a hipétese de mancal curto também ¢é utilizada, o que significa que K=R/L
¢ maior que 1. Sua integragao dependerd das relagoes trigonométricas nas pis do mancal. Se o centro
O, do rotor se desloca de ¥ ¢ v do centro 0, do mancal, a cspessura do filme de dleo, é dada pela
CXPressao:

/
h:-(i—:I—_rcosﬁ-yscm‘s‘—wn,sen(r?—w“) (21)

sendo:



251 J ol the Braz. Soc. Mechanical Sciences - Vol 20, June 1998
T
Iy ==

C

A condigio de contorno, impoe pressao nula nas extremidades do mancal, onde -1/2<7<1/2
Assim, a expressdo que fornece a pressdo hidrodinfimica exercida pelo filme de dleo € dada por

seapssl (L —yyva) — 20y + wixg lsendd —[(y + o) + 208 — iy Ncosd | Z-n
2 DJ 1= (x =y icostd - {\»+|;rrﬁ}sem’)|

(22)

A forga hidrodinimica nio-lincar serd obtida pela integragio da Eq. (22) que sobre a drea de
contato, compreendida entre o dngulo inicial @4 ¢ o angulo final @ de cada segmento. A forga total
sobre o cixo € obtida da soma vetorial das componentes nas direghes x ¢ y em todos os segmentos

As componentes Fx ¢ Fy da forga hidrodinimica dependem da espessura h do filme de éleo e de
sua variagio ao longo da coordenada angular 9 do segmento:
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Integrando-se (23} em z. vem:

¥ i
. sendcost : 24
l(”‘“’-v“"z{--"*Wf')]fM“—dﬁ—l(.v+wO}— 2k - Wcr)]J co: —dv
=2 ’I ,,l
trcost?
[(“""‘n}—' ""Wn)lj Sf: l’dé [(y+s)- 2(x - W\’n)].f Md’ﬂ
h &
(24)

As expressdes acima fornecem as componentes das forcas ndo-lincares exercidas nas diregoes x e y,
do sistema de referéncia fixado ao centro do mancal, pelo filme de dleo de um segmento sobre o rotor

Puara obté-las é necessanio resolver as integrais abaixo;
i+

_ .f cos” 0
| |Lce Y
* II -(x—

de
yivg Jeos 0 — (v + yx, sen o

(25)
f.— $
- I senttcos ) (26)
5 [1—(x —yayg Jeos = (v + yxg Jse ’nﬂ]
A ?
#'1 i sent

. (27)
3 [1= (x =y, Jeos s = (y + yax Jsen c?F
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As integrais 1, 1. e [, sdo de dificil solugdo analitica. Porém, através de uma solugao do tipo indireta,
descrita por:

dv

(28)
— g Jeos © — (y + ynx Jsen 0]

A fungdo analitica G torna-se dependente de novos pardmetros, que consideram agora tanto a
rotagiio i do segmento, quanto os ingulos 9 e 1%, . que sho os dngulos inicial ¢ final das coordenadas

angulares que delimitam a exlensio do segmento.
A lungdo Gix, y.w.v)) pode, entdo, ser escrita como:

3 ]
-+

J[ ~ (- =+ Wn):
Glx, vy, 0) =
+ymy Jeos s — (y + yagg en ¥

\/1 —wvo P~y +ymy f J' —yyy P = (v +ymg J

iy
(29

A equagdo (29) possibilita, através das regras de derivagao para uma fungiio integral, apresentar as
relagdes que envolvem a solucao das integrais (25), (26) ¢ (27). A solugio destas integrais permitem a
obtengdo das componentes da for¢a hidrodinimica nio-linear nas diregées x e y.

A for¢a hidrodinamica nao-linear serd:

-

<

. d
" ={J’Ir} £ [(e—wnig ) 205 + vy ]ﬁc [+ o )+ 20 "WGJI?G

T v
i [(x v )= 203+ iy ) :v ' c;:’av G

(30)

G = (5 +yo )+ 20—

A for¢a hidrodinamica pode ser calculada pelo estabelecimento de uma fungdo V(x,v.y.2), que
considera a nova geometria envolvida:

aV
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assim;

. = 203+ o )F + [y + ]: 20 + iy )F .
fy [ l‘ —(x- 'P}'n}: ~{y+ym f_‘ (34)
J 'B(I.t -y Wix. Yoy 19)+ sen z‘).G{x. RRTSY )-cos 0.F(x, . rh\)
T13(v + g Vv, vop ) - cos .G x. vy 0) - sen . F (x, vy 8)

J Sy ] = \/I(-r A,
|

Essas fungdes definidas para o mancal segmentado. devem ser avaliadas desde o dngulo micial
até o dngule final ¥ de cada segmento, vide Fig. 2. A forga hidrodindmica total serd dada pela soma
das compoenentes nas diregdes x e ¥, de lodas os segmentos do mancal.

Descri¢cao do Sistema Analisado

Faz-se a descrigcao das principais caracteristicas lfsicas dos modelos matemdticos envalvidos na
simulagao numérica desta representagiio de maquina rotativa de rotor flexivel vertical.

Esquema do Rotor

No caso em estudo, propoe-se um modelo matemidtico que represente um rotor flexivel vertical,
acionado por um conjunto Motor-Acionador acoplado a sua parte superior, um disco rigido acoplado &
sua parte inferior. O cixo é interligado a estrutura de montagem, considerada rigida, por meio de um
mancal hidrodinimico.

A Figura 3 mostra o rotor, em repouso, discretizado em elementos de viga, discos rigidos, molas e
amortecedores, e situado num sistema cartesiano de referéncia Oxyz, Neste sistema de referéncia fixa, o
eixo z coincide com o eixo de rotagio do rotor e tem a diregio coincidente com a do vetor velocidade de
rotacio Q.

O conjunto Motor-Actonador, conectado & estrutura de montagem por meio de molas, serd
considerado como um disco rigido, com efeito giroscdpico, acoplado ao rotor como coeficiente de
rigidez e amortecimento no né |.

() mancal hidrodiniimico esta localizado no nd 4. Este né esta rigidamente interligado & estrutura de
mentagem para evitar influéncias da rigidez da estrutura sobre os efeitos de rigidez e amortecimento
produzidos pelo filme de éleo lubrificante do mancal. O né 7. na extremidade inferior do modelo de
rotor, tem conectado um disco rigido, A inéreia do disco produz efeitos giroscopicos no rotor. Entre os
nés 1 e 7 existem seis elementos de viga, idénticos em dimensées, que interligados formam o eixo.
Cada nd do modelo pode deslocar-se nas diregbes dos eixos X ¢ y, e girar respectivamente ao redor
deles com angulos B e ¢ . conferindo a cada né da estrutura 4 gravs de liberdade.

Elemento Mancal

As lorgas hidrodindmicas ndo-lincares {f,) do filme de éleo, calculadas pelos modelos matematicos
dos mancais. sdo incluidas nas equagoes de movimento do modelo de rotor através das componentes
nas dire¢des x e ¥y, aplicadas no n6 4. As forgas atuam sobre o rotor, no né do mancal, ¢ sdo
consideradas como fonte de excitagdo para seu movimento [lexural. As componentes (fx.} e {fy.}
contribuen. na equagio de movimento, com a excitagdo na forma:

g =161 y191 1262 v2 02 1303 393 x4 84 v4 P4 X505 v595 X606 v6 96 x707 y7 97}
(35)

Ii}=Pooooooooonoys,, 01, 0000000000000) (36)

As forgas devidas ao desbalanceamento no modelo proposto para o rotor flexivel sdo representadas
como componentes nas diregoes X e y, e incluidas no lado dircito da equagio matricial global de
movimento do sistema completo (1). As forgas agem no né 7 do modelo e sio dadas por:

LT
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) fe] ) |cosax :
= b= (- 37
bt [f,..] M e"lsenal i
{f,,}z%l{)()()(}0UOOO()UU{)()(JUOUU{JUOUfuof,).o}r (38)

A Figura 4 mostra uma representagiio simplificada das for¢as do filme de 6leo e seu ponto de
atuagdo no rotor. Outros tipos de desbalanccamentos, como os causados por desalinhamentos dos
acoplamentos por exemplo, niio sdo considerados neste trabalho. Uma representagao simplificada das
forgas de desbalanceamento agindo sobre o rotor é mostrada na Figura 5.

L.

Fig.4 Representagdo do no de Fig. 5 Representacdo do né de atuacéo das
atuagao das componentes das forgas do compeonentes da forga de
filme de dleo. desbalanceamento.
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Simulacdo Numérica e Resultados Obtidos

Nas simulagoes numéricas realizadas, o objetivo é verificar-se a amplitude dos deslocamentos no né
4 do modelo, jd que neste né estd localizado o modelo nao-linear para o mancal hidrodinimico, Nesta
simulagdo sdo obtidas us trajetdrias descritas pelo centro do eixo Or com relagio ao centro do mancal
Om. fixo no sistema de referéncia Oxyz.

Velocidade Critica do Rotor

O modela de elementos finitos do rotor possui 28 graus de hiberdade. Na integragio, visto ndo haver
o efeito da gravidade em rotores verticais, admite-se que o movimento do centro do rotor Or parta do
centro do mancal Om. As velocidades criticas dos modelos de rotores sdo avaliadas a partir de uma
condigio Quase-Estitica, onde foram plotadas as amplitudes das 6rbitas para diferentes rotagoes do
cixo. Assim foram obtidos os “mapas das amplitudes de vibragio de “whirl” no mancal, causadas por
desbalanceamentos.

Modelo de Rotor com Mancal Cilindrico

Comportamento a Diversas Velocidades Partindo do Repouso

A seguir sao mostrados os resultados obtidos para as simulagoes das respostas do rotor com mancal
cilindrico, em diferentes velocidades de rotagdo , partindo sempre da posigio centrada e do repouso
(w=0). As Figuras 7(a) e 7(b) mostram os deslocamentos e 6rbitas do rotor, com velocidade de rotagio
de 60 [rd/s]. Percebe-se um pequeno aumento na amplitude da érbita a 60 [rd/s] com relagio a de 30
[rd/s]{Figs. 6(a) ¢ 6(b)). indicando o inicio da instabilidade do lilme de fluido, que ocorre a 80 [rd/s]
(Figs. 8(a) ¢ 8(b}).
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Fig. 6 (a} Deslocamento em x; w = 30[rd/s], (b)Orbita (né=4; » = 30rd/s)
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Fig. 8 (a) Deslocamento em x; w = 80[rd/s], (b)Orbita {(né=4; w = 80rd/s)
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Figt9 (a) Deslocamento em x; w = 100[rd/s], (b)Orbita (n6=4; w = 100rd/s)

Efeitos “Whip/Whirl” do Filme de Oleo

Mancais hidrodinimicos estdo sujeitos & uma outra forma de vibragio chamada auto-excitada
(Ebnich F.F..1992). O movimento de vibragao, neste caso, ¢é criado efou controlado pelo proprio
sistema. A amplitude da vibragio deste movimento vai aumentando, até que algum efeito ndo-linear
limite este crescimento. A energia que supre as vibragdes é obtida de uma fonte de poténcia uniforme
associada ao sislema, a qual da inicio ao movimento, devido a algum mecanismo inerente ao sistema.
Na vibragdo auto-excilada, as forgas desestabilizadoras sdo criadas pelo préprio movimento e fardo que,
em certas condigbes, o sistema assim excitado vibrar na sua prépria frequéncia natural, independente de
qualquer outro estimulo externo.

A vibragao auto-excitada tem uma caracteristica propria que &, em certos sistemas, o surgimento de
uma forga tangencial normal 4 deflexdo radial do eixo em rotagio. A amplitude desta forca é
proporcional & deflexdo e em dado momento, esta forca ird superar as forgas estabilizadoras devidas ao
amortecimento externo ¢ induzird um movimento de "whirling" de amplitude sempre crescente,
limitadas somente pelas nao-linearidades na rigidez, que por sua vez, limitam as deflexdes.

Geralmente, os fendmenos de instabilidade nos rotores ocorrem acima da primeira velocidade
critica, muitas vezes num valor proximo ao dobro da mesma, quando a componente hidrodindmica
langencial supera o amortecimento do filme de 6leo. Para o caso do mancal cilindrico em estudo, este
fendmeno ocorre a 80 [rd/s] (Fig. 8).
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Simulou-se a resposta dindmica do sistema com mancal cilindrico plano até 160 [rd/s]: a Fig. 10
mostra que o salto de amplitude préximo a 80 [rd/s] permanece com o valor elevado de amplitude até o
final da simulagdo, nao caracterizando uma segunda (requéncia natural,

Amplitude [m]
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Fig. 10: (a)Amplitude do Deslocamento X Rotagao (n6=4).

Para complementar a andlise deste efcito, as Figs. 11(a) e 11(b) complementam a anilise iniciada no
item Comportamento a Diversas Velocidades Partindo do Repouso
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Fig. 11 (a) Deslocamento em x; w = 80[rd/s], (b) Orbita (n6=4; w = 80[rd/s]).

Efeito de um Impulso Atuando Sobre o Mancal

Finalizando a andlise do mancal cilindrico, foram estudados os efeitos de eventuais impulsos
externos atuando no rotor no né do mancal. O objetivo desta andlise é verificar se o impulso pode
desestabilizar o ciclo limite do centro do rotor no interior do mancal, ocasionando contato direto entre
08 mMesmos,

Inictalmente., um impulso de 50 [N] foi suficiente para deslocar a 6rbita do eixo no interior do
mancal 3 uma rotagio de 30 [rd/s]. As Figuras 12(a) e 12(b) exemplificam o impulso atuando na diregdo
x em sentido negativo. As Figuras 13(a) e 13(b) exemplificam o impulso atuando na dire¢io x em
sentido positivo.
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Fig. 12 (a)Orbita do centro do eixo, (b} Amplitude do Deslocamento na direcéo x
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Fig. 13 (a)Orbita do centro do eixo, {b) Amplitude do Deslocamento na diregao x

A seguir, a mesma andlise foi realizada para a rotagdo de 100 [rd/s], sendo que, neste caso, foi
necessdrio um impulso de 5000 [N] para deslocar o rotor de seu ciclo limite. As Figuras 14(a) ¢ 14(b)
exemplificam o impulso atuando na direcao x, sentido positivo. Nota-se, nos casos simulados. que o
ciclo-limite parece atrair para si 0 movimento oscilatério, apds a atnagio do impulso.
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Fig. 14 (a)Orbita do centro do eixo, (b) Amplitude do Deslocamento na diregéo x.
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Modelo do Rotor com Mancal Segmentado

Comportamento a Diversas Velocidades de Rotagao

A seguir siio mostrados os resultados obtidos para as simulagdes das respostas do rotor com mancal
segmentado, em diferentes velocidades de rotagdo o, partindo sempre da posigdo centrada e do repouso
(o=0).

Sdo mostradas as orbitas e deslocamentos do centro do rotor, no né 4 onde se localiza o mancal, a
dilerentes velocidades de rotagio, partindo centrado e em repouso. As Figuras 15(a) e 15(b). 16(a) e
16(b), 17(a) e 17(b). e 18ta) e 18(b) descrevem os deslocamentos e drbitas do rotor, agora com
velocidades de rotagdo de 30 [rd/s], 60 [rd/s], 80 [rd/s] e 100 [rd/s], respectivamente,
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Fig. 16 (a) Deslocamento em x Versus Tempo, (b} Orbita do centro do eixo,né=4, p=60[rd/s]
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Fig. 18 (a) Deslocamento em x Versus Tempo, (b) Orbita do centro do eixo,n6=4, w=100[rd/s]

Resposta em Frequéncia

A vibragdo auto-excitada a que estdo submetidos os rotores que operam sobre mancais cilindricos e
que provoca a instabilidade do filme de dleo ndo ocorre no mancal segmentado, Este tipo de mancal
representou uma “revolugio” para a estabilidade de rotores flexiveis, jd que seu projeto minimiza as
forgas, ou ainda, os coeficientes cruzados e acoplados de rigidez equivalente. Os mancais segmentados
possuem menor amortecimento a baixas velocidades se comparado aos mancais cilindricos, entretanto
sdo inerentemente estaveis € nao entram em instabilidade de filme de dleo.

A fim de verificar com maior precisio o comportamento do rotor numa faixa mais ampla de
rotagao, simulou-se a resposta dindmica do sistema com mancal segmentado. A Fig. 19 mostra que,
para o mancal segmentado, a resposta em frequéncia até 250 [rd/s] ndo apresenta o fendmeno de
instabilidade, podendo-se perceber o pico caracteristico da segunda velocidade critica do sistema com
este tipo de mancal a 200 [rd/s].
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Fig. 19 Resposta em frequéncia, mancal segmentado, no=4,

Conclusdes

O trabalho realizado é uma contribuigio ao estudo do comportamento dinimico de méquinas
rolativas verticais de rotores flexiveis interligadas por meio de mancais hidrodindmicos as estruturas de
montagem. For introduzido e aplicado o modelo nido-linear para mancais hidrodinimicos cilindricos
planos e simuladas algumas condig¢ées de operago. Apos as simulagoes realizadas pode-se afirmar que
o modelo confirma a previsao da teoria para modelos nio-lineares para o mancal tipo cilindrico, onde
ocarreu a instabilidade do filme de éleo no dobro da primeira velocidade critica, como visto na teoria.
No caso de projetos, o mancal cilindrico, certamente de custo mais baixo, permile que a faixa de
operagio desta maquina esteja restrita entre a primeira velocidade critica ¢ a velocidade na qual
ocorrem os efeitos de stabilidade do filme de éleo, onde devido a elevada amplitude do movimento,
as forgas de reagdo na estrutura lornam-se excessivas ¢ indesejdveis, Do ponto de vista da manulengéo,
se novos critérios de produgio exigem que a velocidade de operugio seja aumentada, a miquina com
mancais cilindricos apresentard niveis altissimos de vibragdo devido a fendmenos que podem ser
desconhecidos aos engenheiros de manutengdo. A simulagio numérica poderd, neste caso, fornecer
rapidamente fundamentos para decisdo sobre qual o tipo de mancal utilizar.

O trabalho também propoe uma técnica de modelagem nao-linear para mancais hidrodindmicos
segmentados e sua aplicagdo em um rotor vertical flexivel. Apds as simulagdes realizadas, verificou-se
que 0 modelo confirma a previsdo da teoria para efeitos ndo-lineares de mancais segmentados curtos,
onde os niveis de vibragdo sdo muilo menores que os apresentados para o mancal cilindrico a elevadas
rotagdes, bem como , pela mimmizagio dos termos cruzados e acoplados de rigidez, este componente
apresenta elevada estabilidade em relagio aos mancais de geometria (ixa. O comportamento do mancal
segmentado, fortemente nio-lincar ¢ allamente estavel, posiciona a faixa de operagio desta "miquina”
entre aproximadamente 50 e 200 [ed/s]. O emprego da modelagem matemdlica de sistemas dinimicos,
para o conhecimento prévio dos niveis de vibragdo alcangados pelas maquinas e suas possiveis faixas
de operacio, ¢ de fundamental importincia como pariimetro do decisdo tanto na [ase de projeto, como
em eventuais planejamentos de manutengio. Eventuais complementagoes poderdo ser realizadas com a
construcio e teste de bancada ou maquina com os dados equivalentes dos modelos para a comprovagio
experimental. Um passo importante na continuidade destes estudos € a calibragio experimental do
modelo desenvolvido. bem como as comparages entre os comportamentos dindmicos do rotor sujeito a
agdo de forgas hidrodindmicas de sustentagio provenientes de mancais de geometria fixa e de geometria
movel.
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Abstract

The mechanical properties of the base and of the wet weld metals used in offyhore platforms were measwred and wsed
o model the futigue propagation of the superficial semi-efliptical and of the corner quart-elliptical cracks. Both the
tri-dimensional geometry of the cracks and the infliuence of the faiigue crack propagation threshold are explicitly
considered, and the results ure interpreted from the design and from the non-destructive inspection points of view.
Keywords: Faugue, Superficial Cracks, Wer Welds,

Resumo

A propriedades mecdnicas de wm ago estrutural ¢ do metal depositado por soldagem molhada foram medidas ¢
usadas para modelar o problema da propagagdn por fudiga de trincas superficiais semi-elipticas e de canto quarto-
elipticas. Tunto a complexidade do problema geomérico. gquante a influéncia do imiar de propagagdo das trincays
por fadiga sdan explicitamente conswuleradas. e os resultados sao imterpretados dos pontos de vista da mspegao nao-
destrativa € do progens extridural.

Palavras-chave: Fadiga, Trincas Superfiviais, Soldas Molhadas

Introducao

A iolda;_.un submarina enfrenta tantos problemas tecnoldgicos que a solugiio usual na pritica da
engenharia ¢ construir cimaras vedadas em volta do membro a ser soldado para mante-lo seco, quando
qualidade e alla resisténcia estrutural devam ser obtidas. Este ¢ um processo extremamente caro, o gue
tarna atrativa a ~olugdo muito mais econdmica da soldagem molhada (feita dentro d'dgua), a qual
entretanto possut piores propriedades mecinicas e metalargicas.

Este trabatho estuda a propagagao de trincas superficiais e de canto em estruturas soldadas, usando
as propriedades a fadiga medidas no metal de base (SAR-60 usado em plataformas de perfuragdo) ¢ cm
soldas molhadas feitas com eletrodo oxidante de baixa difusividade de H., para evitar trincas na zona
termicamente afetada (Z'TA), seguindo um processo desenvolvido pela Petrobris.

Vale lembrar que soldas molhadas caracterizam-se por: (i) arco instavel, filetes irregulares, e altas
porosidade ¢ concentrag@o de inclusdes, quando comparada com a soldagem tradicional a seco; (ii) alta
concentragdo de H. e O. na poga de soldagem. devido a dissociagdo da figua: e (i) alta taxa de
resfriamento e baixa tenacidade na ZTA. Detalhes metalirgicos adicionus (Giassone, 1995) sao
considerados fora do escopo deste trabalho,

Trincas superliciais sdo freqiientemente encontradas em estruturas soldadas, particularmente nas
soldas molhadas. Para entender seu comportamento & fadiga € interessante estudar como elas se
propagam numa barra sujeita a tragao ou a flexao pulsante. Para modelar este problema seguindo uma
metodologia de projeto a fadiga bem posta, sio necessdrias informagdes em seis areas complementares,
ver Fig. 1 (Castro et al., 1995 ¢ 1996):

Manuscrpt received: February 1997 Technical Editor: Agenor de Toledo Fleury
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(Cargas do servigo )

(Andlise de tensdes )

(intlios da triuca™)
(Prqdodld:! mecinicas )
( Aciinmlo de deme )

INTEGRIDADE
ESTRUTURAL

Fig. 1 Corrente de analise da integridade estrutural

(1) Geomelna: As wrés caracteristicas mais importantes das falhas por ladiga sao: (1) iniciam-se
em pontos, (i1) sdo progressivas. e (iil) requerem andlise locul. Logo, ao se quantificar as
dimensdes das pegas € indispensdvel medir os entalhes e, se jd presentes. as wrincas. Neste
trabalho analisam-se barras de segiio retangular de largura W e espessura t. com uma trinca
superficial sermi-eliptica de comprimento 2¢ e profundidade a, ou de canto (quarto de elipse)
de tragos a e ¢ (Fig. 2).

(i) Cargas: Todas as solicitagdes capazes de causar dano precisam ser contabilizadas, Na pritica
este ¢ freqlientemente o passo menos confidvel, jd que cargas reais sdo complexas e devem ser
medidas, nfo estimadas. Entretanto, como as trincas desle trabalho sdo complexas, para
identificar seu comportamento especifica-se um carregamento pulsante simples de amplitude
constante, com componentes trativa ou de membrana AP, e fletora AM.,

(i) Andlise das Tensoes: Para quantificar as solicitagdes nominais no caso de pegas trincadas, ou
para estudar a iniciagdo das trincas nas pegas ndo-lrincadas (neste caso, como fadiga é um
problema local. a andlise deve ser feita nos pontos eriticos da pega, cuja dimensdo depende do
tamanho caracteristico da anisotropia da microestrutura do material). A andlise da peca deste
trabalho é trivial: no caso da solicitagdo trativa ou de membrana, Ac, = AP/WL. e no de
flexao. Ao, = 6AM/Wr°,

(iv)  Andlise da Trinca: Trncas devem ser analisadas pela quantificagio do seu fator de
intensidade de tenstes K. Entretanto, deve-se notar que nos casos aqui estudados K, em geral
nao ¢ constante na ponta das trincas. Devido a 1sto, elas ndo se propagam por fadiga de forma
homdloga, tendendo a mudar de forma a cada ciclo. Por isto o problema da propagagio de
trincas superficiais nio pode ser modelado como uni-dimensional,

{v)  Propriedades Mecénicas: Para minimizar as incertezas deste passo as propriedades de fadiga
devem ser medidas, ndo estimadas. (Note-se que analisar a partir de propriedades nominais ¢
pritica usval, mas que pode gerar grandes crros nas previsbes de vida). As propriedades
usadas nas modelagens deste trabalho foram experimentalmente obtidas.

(vi) Acimulo de Dano: Para quanuficar o efeito da scquéncia dos carregamentos, [oram
integradas as equagbes (medidas) das taxas de propagagio das trincas, considerando-se o
efeito do limiar de propagagio AK, ¢ a variagio da forma das tnincas a cada ciclo.

Na segiiéncia primeiro descrevem-se os procedimentos experimentais usados para obter as

propriedades de fadiga, a seguir apresenta-se a mecdnica das trincas elipticas, e conclui-se com o estudo
de uma séne de casos de interesse para a compreensiao do comportamento das trincas superficiais.
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Fig. 2 Parametros geométricos das barras e trincas: a) semi-eliptica, b) de canto

Procedimentos Experimentais

() metal de base (MB) testado foi o ago estrutural SAR-60, fornecido na forma de placa de 25mm
de espessura, com S, = 620MPa, S, = 540MPa, ¢, = 48% (ruptura, cscoamento e alongamento,
respectivamente) e composigiio dada na tabela 1.

Tabela 1 Composigao quimica do ago SAR-60, em peso %.

Cc ) [d Si Mn Ni Cr Mo v Cu Ti Al
A2 007 014 024 109 02 18 14 03 =0 02 04

As placas foram soldadas a Im de profundidade em dgua doce, As propriedades trativas do metal
depositado (MD) foram medidas de uma [orma bem mais cuidadosa que a usual, usinando-se corpos de
prova (CPs) prisméticos de se¢iio quadrada com 10mm de lado e com o MD na sua parte central. Nesta
foram colados 2 srrain gages em lados adjacentes, para: (i) medir o moédulo de Young E ¢ o
comportamento elasto-plstico até cerca de 1% de deformagio; e (i) eliminar os efeitos de qualquer
flexdo residual (¢ particularmente dificil evirar a flexdao dos CPs nas cargas pequenas, logo é importante
eliminar seus efeitos numericamente). Um clip-gage foi usado em paralelo para medir o resto da curva
o€, Os testes loram feitos numa Instron eletromecinica, Os wés transdutores foram conectados a um
micro via uma placa A/D. Os dados foram analisados em tempo real via um programa que 1€
seqiiencialmente transdutores de faixas diferentes, para estudar com precisdo tanto o comportamento
elistico quanto o plastico do material testado (Pacheco e Castro, 1989).

34 CPs do MD foram testados (Tabela 2), ¢ em cada um o médulo E foi medido pela média dos 2
strain-gages. Note-se a grande dispersio dos resultados, causada pela heterogencidade do MD, o qual
tem uma taxa volumétrica média de defeitos da ordem de |%.

Tabela 2 Propriedades do metal depositado (eletrodo oxidante)

E S(E) Sy 8(S,) Sy 8(Sy) e S(ey)
174 GPa 6.84 % 390 MPa B.31 % 462 MPa 577 % 15.5 % 31.6%
B0 ) = desvio padriio + média

Em testes de propagagdo de trincas por fadiga, a medida do comprimento da trinca a ¢ a maior fonte
de erros experimentms. Dentre os métodos analdgicos de medigdo, o da flexibilidade é dos mas
precisos e versateis (Castro, 1985). Ele baseia-se na correlagdo de K, com a carga P aplicada sobre o
CP. sna espessura B, o madulo E. o coeficiente de Poisson v, e a variagio da flexibilidade C do CP com
o ineremento da trinca, dC/da:
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(1

Esta equagio requer que a flexibilidade do CP seja medida pelo deslocamento dos pontos de
aplicagio da carga, uma tarefa ndo-trivial na pritica. Outras medidas de flexibilidade, como a abertura
da boca da trinca (COD), ndo sio diretamente correlacionadas com K. Além disto, em testes de fadiga é
indispensdvel garantir que C seja medida com a trinca lotalmente aberta, ver Fig. 3.

=]
Trinca completamente aberta

Carga de
abertura

Trinca parclaimente fechada

ABT

Fig. 3 Mao linearidade Inicial causada pelo fechamento de trinca

Para se mmimizar os erros experimentais, nos testes deste trabalho usou-se a técnica da deformagéo
da face trascira (DFT), colando-se um strain-guge no centro da face oposta & boca da trinca num CP
compacta de tensdo (CTS). Para uma dada carga, a DFT € fungdo do comprimento a da trinca. Esla
técnica requer uma curva de calibragdo como a do COD. mas tem vantagens interessantes como baixo
custo, sinais livres de histerese ¢ minimos efeitos do fechamento da trinca, ja que a DFT s6 precisa ser
medida na carga mixima (Camarao ¢ Castro, 1989).

Foram usados CTS de 30mm. com B = 12mm. As trincas foram propagadas na dire¢do T-L no MD
¢ na L-T no MB (ASTM E-612), para reproduzir o que ocorre na prdtica. Os lestes foram feitos com
R =K, /K .. = 5%, numa servo-hidraulica sob controle de carga (senoidal. 20Hz), primeiro decrescendo
o AK, inicial em passos de 10% e ajustando a carga para manter AK, constante dentro de 3% em cada
passo, até atingir AK,,. O crescimento da trinca era reiniciado por um pequeno incremento da carga, que
era entdo mantida constante para deixar AK| crescer com a trinca.

As taxas da/dN de crescimento das trincas sdo bem descritas em ambos os materiais testados por
uma equagao tipo Elber, assumindo AK,, como a carga de abertura das trincas, ver Figs. 4 e 5 (unidades
mm/ciclo ¢ MPavm):

Metal de Base (ago SAR-60): % =1,7-107 (AK —6)3 (2}
L/

Metal Depositado (solda molhada): % =5.107%. (Ak -8 (3)

o
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Fig. 4 Curva da/dN vs. AK medida para o metal base
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Fig. 5 Curva da/dN vs. AK medida para o metal de solda
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Estes materials possuem um comportamento 4 fadiga interessante. pois suas curvas de propagacio
se cruzam O MD € mais sensivel & AK,, mas ele possui um maior limiar AK,, que o MB. Os dados do
matertal soldudo tumbém sdo sensivelmente mais dispersos do que os do ago. Isto € devado a
microestrutura heterogénea do filete de solda molhada, onde as porosidades e inclusées podem cegar
e/ou ramifhicar a ponta da trinca, ¢ também aumentar o nivel do fechamento induzido por rugosidade
{Suresh, 1991, funcionando desta forma como obsticulos a propagagio em baixos AK, partcularmente
na regido do limiar. A medida que o valor de AK cresce, o eleito da redugdo de drea causado pelos
defenos ultrapassa os dos mecanismos de retardo, acelerando as taxas de propagagao. Além disto, 0 MD
tem uma resisténcia muito baixa as deformagoes plasticas ciclicas, dai 0 maior expoente da sua curva de
propagagio,

A Figura 6 suporta esta explicagio fenomenologica: na fratografia por varredora podem ser vistas
as estnas de fadiga entre um nimero de incluses efon porosidades, bem como a presenca de tnincas
secundanas, caracterizando as ramificagdes mencionadas acima.

Fig. 6 Fractografia de uma trinca da fadiga no metal de solda, incluindo as trincas
secunddrias e inclusdes mencionadas no texto

Para se guantificar o comportamento oligociclico do MD, foram feitos lestes padronizados (ASTM
E-606) numa servo-hidriaulica computadorizada sob controle de deformagao, onda triangular a 0,5Hz,
Nas Tabelas 3 ¢ 4 sdo apresentados os resultados medidos. usando-se o nolagio tradicional,
Ael2=(a’ [EN2N)" +€7(2N)" . Note-se o baixo valor do expoente ¢ do material depositado por
soldagem molhada, consegiiéncia da sua péssima resisténcia as deformagoes plisticas ciclicas.

Tabela3 Vida em numero de ciclos N

Gama de deformagao A (%)

" Material 0.25 035 0.5 0.75 1.0 15
Solda 385/300 weenen B4/54 e 19/17 3
SAR-60 795 1418 1068 444 0 e

Tabela4 Parametros de Coffin-Manson

2 gy ) n _S"r
Soida -1.21 (.34 543 0,034 400
SAR-60 -0.66 0.51 618 0.13 500

As lensoes estdo em MPa, e §'. € a resisténcia ao escoamento ciclico. Finalmente, também se
analisou o efeito das tensdes residuais de soldagem: CPs foram testados & fadiga apos aquecidos a
650°C durante 3 horas para alivia-las. mas ndo houve melhoria significativa na dispersao dos resultados
expenimentais, ver Fig. 7. As tensdes residuais foram medidas pn.lo método do furo cego (ASTM E-
8371, que reflete o utadn de tensdes atuante num volume de mm’ ¢ ndo apenas nas primeiras camadas
atbmicas, e cuja precisao é da ordem de $,/20, ver Tabela 5. No estado como soldado as tensdes
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ressduais sdo trativas e longitudinais ao filete, conforme o usual (Freire et al., 1994, Castro et al., 1996),
¢ sao paralelas ao crescimento da trinca, lendo portanto pouca influéncia no seu comportamento.

Tabela5 Tensoes Residuais no MD

Estado Tensdes Principais (MPa)
Como soldado g,=19 o;= 15
Aliviado 0= 37 oOy=-45

Logo, pode-se concluir que a dispersdo dos resultados do MD € de [ato primariamente causada pela
heterogeneidade do material, conlorme afirmado acima.
- Comparagao entre resultados
W 7] "as welded" & recozido 3
1 - _ recozido, dadN=2 4x10 " AK

R
— "as-welded", da/dN =B 4x10 AK

O ;ﬁr

da/dN (mmiciclo)
1E4
|

1E5
1

CP reci (recozida)
CP D4 ["as-welded)
CP 02 ("as-welded)
CP rec2 (recozido)

1E-E

Dellak (MPa m )

Fig. 7 Curvas de propagagao do metal depositado como soldado e apos
tratamento de alivio de tensdes (650°C, 3h)

Mecanica das Trincas

A Meciinica das Trincas € usada nas previsoes da vida a fadiga de pegas tnincadas, A pratica usual ¢
assumir trincas planas ¢ Regra de Paris (Dowling, 1993: Broek: 1989, Barson e Rolfe; 1987, e.g.). mas
na maioria dos casos reais as tincas iniciais sio menores que a espessura da pega. Nestes casos,
fregiientemente a vida a fadiga ¢ domuinada pelo nimero de ciclos necessdrios para propaga-las através
da cspessura da pega. transformando as (pequenas) tnncas superficiais ou de canto (de baixo AK, e
grande influéncia de AK,) em trincas planas, o que torma a pritica usual excessivamente conservativa,
Mesmo gue as trncas criticas sejam grandes.

A mecinica das trincas superficiais ¢ de canto ndo & wivial, Em geral AK,, e conseqiientemente
da/dN. variam de ponto para ponto da ponta ou frente da trinca, a qual portanto ndo se propaga de
forma homéloga, tendendo a mudar de forma ciclo a ciclo.

Entretanto. obscrvages [rutogrificas indicam que as sucessivas frentes das trincas superficiais ¢ de
canto permanecem aproximadamente elipticas. durante sva propagagio por fadiga (ver, eg., a
referéncia ao Metals Handbook ). Devido a isto, pode-se assumir que a propagagao muda apenas a forma
das trincas, (dada pela razde a/c entre vs semi-eixos elipticos, que quantifica quio alongadas sdo as
trincas), mantendo a sua geometria bisica. Como uma frente eliptica é completamente delinida por seus
semi-eixos, para se considerar o crescimento bi-dimensional das trincas, incluindo suas mudangas de
forma, basta calcular a cada ciclo os comprimentos a e ¢, resolvendo (interativamente) os problemas de
propagagio da/dN ¢ de/dN. E claro que cstas taxas sio fungao de AK(a) e AK(c) ¢, como a trinca estd
embulida num matcrial cuja lei de propagagao ¢ do tipo Elber, elas se relacionam por:
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da| _(AK;(a)—AK,)"

(4)
del  (AK;(c)-AK ;)"

A mecanica das trincas semi e quarto-elipticas foi trabalhada por diversos autores, e dentre as
solugdes analiticas disponiveis destacam-se as de Newman (1979) ¢ de Newman e Raju (1984). Eslas
tltimas estdo resumidas na Fig. 8 para a < c. Esta figura foi adaptada de Anderson (93), onde pode-sc
encontrar também as solugdes para o caso de a > c. Note-se que K, € fungéo de a, a/c. @/, ¢/W e @,
varianda portanto ao longo da frente da trinca, conforme ja comentado acima. Note-se que em particular
Ki(c) = K(®=0). e Ki{a) = K(D=m/2).

Semi-eliptica a<c Canto a<c
.’W_(J a ¢ aa ¢
K,=[U_+Ho;]‘[—5F(T.;.W) ={a, +Ho,,],l Bl
onde:
0=1+ |.464(‘;')‘“ 0=1+ 1.454(;}'”

]
F= |:M| + J'l-ﬂ(%)2 - M‘('?}' :|j,f_g F :[Ml + M,(?Y +M,{%}' }f‘f_&g,

a a
M, =113-009(") M, = 108-003(-)

T M, = 0444
a a
02+ 03+-—
c c
10 i '
M, =05-— +|A{1o E] M, =05 02{-"_)+|4d\10--)
065+ = .
(4

[
7 _‘Ii\g]: mld+m2¢j|m b 2[[5] cos’ ¢ +sen’ QJ

I_{ E3 ‘Eﬂ [’“{zw\f ]

2w
a 3
8= I+‘DGS+0,4(— LI -sen ¢)
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g=1 +[&|+0.35{$T}1 - sen ¢’
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Fig. 8 Fatores de intensidade de tensdes K, para trincas semi-elipticas e de canto
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No caso da trinca semi-eliptica sob tragao pura (o, = 0) e a < ¢, lem-se que:
- a a )
AK 1, (€)= AK (@) ||--[I,l+(],_’-5{a/£) ] (5)
P

Deve-se comparar este resultado com o mais simples previsto por Newman em (1979):

Ah';,ﬁ{r)zaxi,,,ta)-‘[g (6)
%

do qual pode-se facilmente identificar trés casos:

(1) AK'.{a) € AK,: a tnnca ndo se propaga por fadiga.

(i}  AK'\.(c) > AK, as trincas se propagam nas duas direcdes: as trincas superficiais semicirculares
sob tra¢do devem luze-lo homologamente (a = ¢ = AK'\.(¢c) = AK,.(a) = da = dc). e as trincas
semi-elipticas de a < ¢ tendem sempre 4 forma semi-circular,

(i) AK'La) > AK, ¢ AKLL(e) < AK,: 86 a parte central da trinca cresce para dentro da barra,
enquanto o trago superficial da trinca permanece constante e igual a 2¢ até que o valor de
AK'..(¢) (que cresce com a) ultrapasse AK,, quando entdo a trinca passa a crescer também
para os lados,

Este caso (iti) ¢ particularmente critico do ponto de vista da inspegiio, porque a trinca pode estar
ativa enquanto sua medida superficial permancce constante - ¢ ¢ste € o unico valor medido pelos
métodos de inspegio visuais como liguido penetrante e particulas magnéticas!

Tanto no caso da (Texido pura. como no caso geral da superposi¢io das tensoes de membrana s de
flexdo, a relagdo entre AK,(a) ¢ AK, . {c) prevista a partir da solugio de Newman e Raju é bustante
complexa e ndo vale a pena explicita-la, pois ela depende nio s6 de quao alongada € a triinca (a/c), como
também de sua profundidade relativa (a/t). E claro que quando AK(a) e AK\(c) forem ambos menores
que AKy, as trincas ndo se propagam, mas os casos de propagagio baseados naquela solugio nio podem
ser analisados por inspegdo, como foi possivel fazer acima partindo da solugio mais simples expressa
por (6). Portanto, para melhor compreender o comportamento das trincas semi ¢ quarto-elipticas, serdo
analisados numericamente a seguir alguns casos representativos do problema.

Estudo de Casos Representativos

Um programa de logica relativamente stmples foi desenvolvido para este estudo. Sio dados os
carregamentos de membrana ¢ de flexao Ao, e Ag,. 0 tipo ¢ o tamanho inicial da trinca a. ¢ ¢.. as
propricdades do material, ¢ um pequeno incremento da (S0Um, cerca do limiar de resolugdo dos
métodos de medigio das trincas em testes de fadiga. pode ser uma boa escolha tanto do ponto de vista
fisico quanto numérico). Primeiro caleula-se AK{a), AK(c.), AN, = 8o/A(AK (a,)-AK, )", 0 nimero de
ciclos para a trinca crescer de a, para ac+da. ¢ Ac, = AN, A(AK{(c,)-AK, ), o correspondente incremento
do semi-eixo ¢. O processo iterage fazendo-se AK (a,) = AK (a+da). cte.

Usando-se a espessura da chapa testada, { = 25mum, arbitra-se W = 250mm para a seg@o da barra,
Como a segiio ¢ constante (figura 2), no caso do MD as soldas devem ser de topo e esmerilhadas. A
carga ¢ escolhida como Ao = 92MPa. o limite i fadiga deste tipo de detalhe de solda, que ¢ da classe
125 segundo o W (Moura Branco et al., 1986).

Este codigo € representativo das filosofias modernas de projeto i fadiga de estruturas soldadas, que
sdo baseadas em curvas SN (Wohler) que dependem apenas da classe do detalhe da solda e da faixa Ac
do carrcgamento (e ndo da carga média ou do tipo de ago estrutural ao C ou C-Mn). E claro que estas
curvas foram obtidas de testes com soldas secas, € gue curvas SN ndo se aplicam a estruturas trincadas,
mas ¢ valido supor que se a barra fosse projetada segundo o 1IW ndo seria provdvel uma falha por
fudiga nesta carga, se nio houvessem trincas na barra. Mas como trincas podem ocorrer, € inleressante
quantificar seus efeitos na vida residual da pega.

Em primeiro lugar, deve-se enfatizar que nem todas as trincas causam dano estrutural, pois pegas
mesmao trincadas ainda podem ter vida infinita: se AK(a) ¢ AK(c) < AK,, a pega tolera as trincas
superficiais ou de canto sem problemas. Logo, uma primeira informacdo interessante para o projetisia
ou o Inspetor estrutural € como varia a maior trinca nao-propagante 2¢,, que a estrutura pode suportar na
carga de servigo, em fungdo de a/c, ver Figs. Y e 10,
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Fig. 10 Maior de canto nao propagente, em fungao de c/a

Contrariamente ao senso comum. o metal depositado € bem mais tolerante is pequenas trincas gue o
metal de base. pois seu AK,, € maior do que o do SAR-60. Esta € uma consegiiéncia 6bvia deste fato,
mas seus potenciais benelicios niio sdo normalmente apreciados na pritica do projeto ou de avaliagdo de
integridade estrutural. Também deve-se enfatizar que, como em ambos os metais estudados as trincas se
propagam seguindo Elber, um mimero muito maior de ciclos é necessdrio para o crescimento inicial das
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trincas pouco maiores que a nido-propagante do que o que seria previsto pelo (neste caso simplistico)
modelo de Paris. Logo. pode-se afirmar que:

(1 Como s6 as trincas menores que as criticas sdo intrinsecamente seguras, ¢ o MD € mais
tolerante que o MB, este deve ser inspecionado com maior resolugio caso esleja sujeito a
trincamento. E como a trinca crilica depende de a‘/c, as inspegdes ndo podem ser apenas
superficiais para se garantir a inatividade de uma trinca.

(il) A precisio das previsoes de vida residual dependem primariamente da medigiio acurada do
tamanho ¢ da forma da trinca inicial, e das propriedades de propagagio do material,
principalmente AK,,. Isto porque a tenacidade 2 fratura K. controla a mdxima trinca tolerivel
no que tange a falha sibita. mas ¢ o hmiar de propagagio a propriedade que controla a real
tolerdncia as tnncas, ao definir quais as que nao causam dano estrutural. Além disto, nas
pegas submetidas a um controle de qualidade decente. que garanta um pequeno tamanho para
a maior trinca ndo detectada, AK,, também controla a vida a fadiga. Este fato tem sido menos
apreciado do que o devido na selegdo de matenais para aplicagGes estruturais, e ns autores
deste trabalho desconhecem qualquer norma de projelo que apresente linites minimos para
AK,.

A Figura 11 ilustra um aspecto comportamental das trincas semi-elipticas que € particularmente
importante do ponto de vista de inspecdo. O trago superficial da trinca 2¢ pode ficar constante durante
milhoes de ciclos, enquanto a trinca estd ativa crescendo apenas para dentro da pega. Para isto basta que
AKia) > AK,, e AK(c) < AK,. Estc comportamento ocorre tanto para o caso de tragio como para o de
flexdo.

3 7 Solugses de Newman & Raju

1
g _|
» Trinca semi-eliptica, a<c rJI
fraglo, a inicia#=3mm, ¢ inicial=6mm I,'
1 —_ avs vida
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Fig. 11 Comportamento da trinca durante a propagacao. Note-se o trago de trinca na
superficie permanece constante durante a maior parte da vida

Mas como AK,(c¢) também cresce com a profundidade, eventualmente quando a trinca volta a
crescer para os lados a sua velocidade de propagacao jd € bastante grande, e a pega pode fraturar com
um relativamente pequeno incremento no nimero de ciclos. Em outras palavras, trincas que paregam
paradas durante virias mspegoes superficials sucessivas podem "repentinamente” levar a peca a ruina
anles que uma proxima inspegdo tenha a chance de detectar seu crescimento, Logo, inspegocs
superficiais nao podem ser usadas para garantir a inatividade das trincas.

Um comportamento ainda mais excitante pode ocorrer no caso de flexao. Como AK(a) primeiro
cresce, passa por um maximo e depois decresce a medida que a trinca se aprofunda (a tensao solicitante
diminui conforme a trinca se aproxima do eixo neutro), € possivel que uma trinca comece se
propagando e depois pare, bastando para isto que ocorram as condigoes ilustradas na Fig. 12. Este
certamente € um comportamento ndo-trivial, e ainda ndo devidamente explorado em toda a suva
potencialidade,
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Fig. 12 Caso em gue uma trinca inicial propagante pode tornar-se nao-propagante: AK, que é
inicialmente maior que, AK,, decresce a medida que a trinca se propaga e cruza AKy,
antes que AK. atinja o limiar (trinca semi-eliptica, a<c, flexao}

Por cxemplo, u sensibilidade ao entalhe q usada para diminuir o valor do fator de concentragio de
tensoes K, no projeto SN tradicional pode estar relacionada com este fendmeno (em projeto usa-se um
“fator de concentragio a fadiga”, K, = [+q(K--1). sendo que o valor de q tende para zero junto com o
raio r do entalhe: Peterson (1974) estima q = 1/(1+g/r) e Neuber q = I/[]+\f{g'r’r)]. onde g e g' sdo
"constantes do material”, um conceito excessivamente abstrato do ponto de vista mecidnico). Entretanto,
como entalhes com raios pequenos e grandes K. também possuem altos gradientes de tensdo, é valido
especular que as pequenas trincas eventualmente iniciadas na raiz dos entalhes mais severos poderiam
ndo sc propagar por um mecanismo similar ao caso de flexdo discutido acima.

A Figura 13 compara as vidas em flex@o e tragdo, para uma mesma carga e geometria inicial da
trinca. Vidas mais longas sao sislematicamente previstas no caso de flexfio. o que ¢ fisicamente
razodvel, Ja que em tragio a tensdio nominal ¢ constante em toda a segio da pega.
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Fig. 13 Comparagao entre as vidas a tracao e a flexdo para mesmas condicdes iniciais, trincas semi-eliptica
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As Figuras 14 e 15 mostram as grandes diferengas entre os fatores de forma a/c em funcio da
profundidade de trinca a. para os casos de tragdo ¢ flexdo, tanto na trinca semi-eliptica como na de
canto. No caso de tragio da semi-eliptica a solugio de Newman prevé uma tendéncia & forma semi-
circular, com uma propagacio homéloga subsegiiente, enquanio a de Newman-Raju depende de a/t,
comao ji discutido acima (testes estdo sendo executados para definir qual delas ¢ a mais adequada).
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Fig. 14 Mudanga na forma da trinca durante sua propagagao, trinca semi-eliptica, a<c, tragao
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Fig. 15 Fator de forma (a/c) ao longo da propagacao, trinca semi-eliptica, a<c, flexao
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O caso de llexdo comega com um comportamento similar ao de tragdo (como nao poderia deixar de
ser), com a trnca crescendo mais rdpido para dentro que para os lados, mas apos uma certa
profundidade este comportamento se reverie, ¢ a trinca propaga-se cada vez mais facilmente para os
lados. Este comportamento € uma chave muito importante em estudos fratograficos para se identificar o
tipo do carregamento imposto sobre a trinca.

Tumbém permite que se afirme que é absolutamente impréprio usar tesies de propagagéo sob flexio
para simular o comportamento trativo. Novamente, esta ndo ¢ uma limitagio usualmente reconhecida
pelos laboratérios de testes de controle de qualidade na inddstria, que tendem a favorecer lestes sob
Mexdo devido & maior simplicidade do equipamento necessdrio, quando comparado com o problema
Lrativo.

Finalmente. as Figs. 16 a 18 ilustram sucessivas frentes de trincas previstas pari os casos de tragio
e flexdo nas trincas de canto e semi-elipticas.
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Fig. 16 Sucessivas frentes de trinca mostrando a mudanga de forma durante a propagagao.
Trinca inicial semi-eliptica com a = 3mm e ¢ = 6mm, tragao
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Fig. 17 Sucessivas frentes de trinca mostrando a mudanca de forma durante a propagacao.
Trinca inicial semi-eliptica com a = 8mm e ¢ = 5mm, tracao
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Fig. 18 Sucessivas frentes de trinca mostrando a mudanga de forma durante a propagacéo.
Trinca inicial semi-eliptica com a = 9mm e c = 16mm, tra¢do

Conclusoes

O comportamento i ladiga do SAR-60 ¢ do MD medido indica que o ag¢o € menos scnsivel gue a
solda nas cargas altas, mas possui menor limiar de propagagio de trincas. Na modelagem do problema
da propagagio das wincas superficiais e de canto usando-se as solugoes de Newman e de Newman-Raju
ilustraram-se alguns dos comportamentos ndo-triviais que elas podem apresentar na prética, através da
discussio de diversos casos representativos,
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Abstract

The theoretical analvsiv of wire rope is rather complex. The analysis of a rope beginy with a studv of the deformation
of a helival wire in a strand. By the deformation of all wires in a given strand, one determines the response of that
strand. Again by the deformation of all strands tn the rope, one determines the response of o rope. This model
produces equations highly monlinecr. This work shows the steps of this development for a computer program
implemeniation (¢ unalyze complex wire rope geometries. Using this, deformation and stress in ropes can be
evainated. The model can treat cables, having or not internal-wire-ropes cores, loaded in all combinarions of load.
Results and compearison are given for Warrington, Seale and Filler-Wire construciions but they could be generated
Jov ather congtructions,

Keywords: Wire Rope, Internal-Wire-Rope Core. Cables, Complex Loading

Resumo

A undlive tedrica de vabox de ago ¢ bastante complexa: inicia-se pelo estudo dos arames helicoidais formadores das
pernay. A resposia d deformacao de uma perna & determinada pela deformacdo dos arames que a consiituem. ()
comportamento do cabo, por sua vez, estd relucionade do comportamento de cada perna. Esta modelagem resulta
e pma formulacae nan Iimear. As etapas do desenvolvimento deste modelo e de sua implementagdo em um
programa de andlise numerica sdo apresentadas neste trabatho. Esta implementagdo pode ser utilizada na andlise
de cabos de geometray complexay. possuindo ou ndo alma internd. sob qualquer tipy de combinagio de
carregamentos. Lxemplos de andlise e comparagdes com outros awtores ydo apresemtadas para as formoas
Wearrington, Seale ¢ Filler-Wire, mas a implementagao pode ser aplicada & qualquer segdo.

Palavras-chave: Caboy de Ago. Alma Interna de Cabo de Ago. Cabos, Carregamentos Complexas

Introducao

Até meados dos anos 30, todos os trabalhos significativos sobre cabos de ago eram experimentais,
resultados de numerosos dados de ensaios de fadiga e carga estatica. Por causa do pouco conhecimento
teorico que se tinha, era necessdrio utilizar grandes fatores de seguranga para assegurar o uso
satisfatério de cabos de ago. Em 1936 Suslov mostrou ser impossivel criar um modelo matemético para
o cdleulo dos esforgos em arames ¢ pernas de um cabo de a¢o, devido & grande complexidade do
problema. Durante anos poucas tentativas foram feitas na busca por um modelo ledrico para cabos de
ago ( talvez devido a essa demonsuragio de Suslov ). Uma década depois Drucker e Tachau (1945)
descrevem um méiodo para projeto 4 fadiga de cabos de ago, baseado em dados experimentais de outros
autores, Hall (1951) poblicou o primeiro modelo para previsao de tensdes em arames de cabos de ago.
() modelo de Hall era muito simples, pois fazia a hipdtese de que o tinico esforgo atuante nos arames
serta a tra¢do. Seguindo Hall, Hruska (1952.1953) publicou trabalhos onde as for¢as radiais ¢
tangenciais (entre arames e pernas), € as tensdes nos arames sao examinadas. iniciando os estudos sobre
as tensoes de contato entre arames. Leissa (1959) conseguiu expressar as forgas radiais entre pernas e
arames em fungdo da carga aplicada e da geometria do cabo. Starkey ¢ Cress (1959) publicaram um
trabalho considerando as tensdes criticas e os modos de falha de cabos de ago. Durante as décadas de 60
e 70, alguns pesquisadores como, Bert ¢ Stein (1962) e Durelli et al.{1972) deram contribuigies
bastante significativas para a teoria de cabos de a¢o. O equacionamento e a solugdo do problema de

Manuscript received: August 1996, Techmcal Editor: Agenor de Toledo Fleury.
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cabos de ago de maneira completa foi apresentado por Phillips e Costello (1973), a partir do equilibrio
de uma haste delgada. A solugdo do problema de um arame em forma de hélice, como os arames de
uma perna em um cabo de ago, foi apresentada em uma série de publicagdes destes autores, sobre
propriedades de cabos de ago de construgio simples (Phillips e Costello, 1973 e 1977, Costello e
Phillips, 1976, Costello ¢ Sinha, 1977-a ¢ b). Velinsky et al. (1984}, apresentam uma contribuigio
fundamental & teoria de cabos, linearizando as equagdes desenvolvidas por Costello e Phillips (1976),
em construgdes do tipo Seale com alma interna de cabo de ago, viabilizando desta forma aplicagbes
para geometrias mais complexas. Costello e Phillips (1985) generalizaram o método de Velinsky para
qualquer tpo de construgdo que contivesse uma alma interna de cabo de aco. Esta teoria fou
complementada por Le Clair ¢ Costello (1988), Costello (1990} ¢ Huang e Vinogradov (1992.1994)
com a introdugao da consideragdo do atrito entre os arames. Neste trabalho apresenlamos um esquema
de solugio baseado no modcelo de Costello que permite a generalizagido do método simplificado de
Velinsky para segdes transversais de qualquer tipo, com ou sem alma interna. Este esquema € simples o
suliciente para ser implementado, em gualquer linguagem de computagio, em microcomputadores sem
nenhuma solisticagdo. A eficiéncia do método é ilustrada através de comparagdes com outros trabalhos
e exemplos de solugdo de cabos com geomelrias e carregamentos complexos.

Conceitos Basicos

Um cabo de ago consiste de 3 elementos: os arames, as pernas e a alma (Fig. 1). Os arames
metalicos ("wires”} constituem o elemento bdsico de um cabo de ago ("wire rope"). Enrolando
helicoidalmente um determinado mimero de arames em torno de um arame central, forma-se uma perna
("strand"). Sdo as pernas. que enroladas helicoidalmente em tormo de um niicleo, a alma ("core"), vio
formar o cabo de ago. As pernas suportam a maior parte da carga. A alma tem como fungdo principal
suportar as pernas em condigoes de flexdo combinadas & tragdo. A alma pode ser confeccionada de
fibras naturais, como o sisal, polipropileno ou de arames de ago. Neste dltimo caso, a alma serd na
realidade um cabo de ago. A alma de cabo de ago recebe a denominagio de IWRC ("Internal Wire Rope
Core"). Uma perna pode ser enrolada em torno de uma alma no sentido hordnio, "torgao direita” ("right
lay"), ou no sentido anti-hordrio, "tor¢io esquerda” ("lefi lay"). Os arames de um cabo de aga podem
ser lubricados de varios materiats como ago carbono, ago inoxidavel, monel ou bronze. O material mais
utilizado é 0 ago com teor de carbono em diferentes graus, para atender a diferentes usos. As pernas sdo
fabricadas em configuragdes variadas de acordo com a aplicacéo. O arranjo dos arames nas pernas é um
dos fatores que determina as caracterfsticas funcionais do cabo. A Figura | mostra as construgdes
basicas: perna de arames homogéneos; Warrington; Seale e Filler-Wire, A especificac@o do cabo é feita
pelo nomero de pernas da dltima camada e o mimero de arames formadores das pernas da dltima
camada, Por exemplo: 6 x 25 Filler-Wire, tem 6 pernas e a iltima camada de pema ¢ formada por 25
arames. Além do tipo de arranjo, os cabos de ago podem ter diferentes tipos de torgdes em torno da
alma. Se o enrolamento dos arames da dltima camada de pernas for para o mesmo lado que o
cnrolamento desta perna em torno da alma, diz-se que a torgo € do tipo "lang"; caso contririo diz-se
gue a torgdo ¢ do tipo "regular”. O tipo de tor¢io afeta de forma significativa a resposta do cabo a
solicitagdes. Experiéncias mostram que Lorgdes do tipo "lang” dio ao cabo maior resisténcia a fadiga e a
abrasdo. Por outro lado este tipo de torgao confere ao cabo uma maior tendéncia ao desenrolamento, e
ao esmagamento em roldanas e tambores. Os cabos podem ainda ter arames pré-formados ou nao pré-
formados. Pré-formacdo é um processo de conformagao de arames para cabos, no qual os arames
recebem a forma de helicéide antes de serem enrolados para formar a perna do cabo, Este processo
evita tensoes internas nos arames.

alma

arame

Fig. 1. Elementos de um cabos de ago e construgoes mais freqientes



A. Congci et al - A Model for Analysis of Wire FHope with Complex Cross ... 280

Curvaturas e Tortuosidade de uma Haste

Considera-se uma haste com segdo reta circular (mostrada na Fig. 2), Seja S a linha central desta
haste. Aplicando @ haste uma torgio simples, os elementos lineares formardo entre si um ingulo Af
Sendo AS a distancia entre duas se¢oes, a medida da torgio a que foi submetida a haste serd dada por:

T=lim AS Al 13’ J{ AS lll

Se a haste acima sofre uma flexdo a determinagio do dngulo de torgio, T, serd mais complexa.
Deveremos supor que a linha central se tornard uma curva "tortuosa”, com curvatura 1/p e tortuosidade
I/Z. Tomemos um sistema de eixos fixos X,. X.. X, no qual o eixo X, seja paralelo i linha central no
estado nao deformado, e os cixos X. e X. sejam paralelos aos eixos principais das seg0es retas nos seus
centriides. Seja um ponto P qualquer na linha central no estado nao deformado. tracemos trés linhas nas
diregoes dos trés cixos coordenados. Quando a barra ¢é deformada, essas linhas em geral ndo
continuardo formando dngulos retos entre si, mas por intermédio de uma transformagio ortogonal,
poademos construir un sistema de eixos ortogonais (X,y,z) (Fig. 2). A origem deste ultimo sistema ¢ o
ponto P, (posicio deformada de P). onde o eixo z ¢ a tangente & linha central deformada em P, e contém
a linha tracada de P na direcio do eixo X.. As coordenadas de qualquer ponto da linha central entre P, e
P," serdo designadas por x™. y" e 2. O plano (x".y") € o plano principal da barra. Os eixos do sisterna
construido acima, para qualquer ponto da linha central deformada, seriio chamados de "eixos principais
de torgao-flexdo” da barra no ponto. O comprimento AS, do arco P.P*, da linha central deformada difere
ligeiramente do comprimento AS de PP'. Sendo € a extensao da linha central em P, teremos:

i AS — ) ﬁSl -"AS = 1 + £ (2}

Fig. 2 Sistemas de coordenadas usado

Sejam ¢, m e n os co-scnos diretores da binormal (linha perpendicular a normal a curva no
ponto) desta curvie em P Chamando de ¢, m’ ¢ n’ aos co-senos diretores da binormal em P, pode-se
mostrar que

limag, 0 A¢TAS =de/dS,-mT +nk’

!'l'-ﬂf\_-;; -,(,AmfASI—dmfd31'ﬂk+ft (3:

limasi o AN /ASy=dn/dSy- ¢ k'+mk

onde Kk ¢ K™ sdo as curvaturas das projecées da linha central deformada nos planos (y,2) e (X,Z), como
pode ser visto na Fig. 3.
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n - NORMAL AS

b - BINORMAL AS

1/p - CURVATUURA DA LINHA CENTRAL
{P ESTA CONTIDA NO PLANO({z,m})

K - CURVATURA DA PROJECAD

DA LINHA CENTRAL NO PLANO (1,y)

K'- CURVATURA DA PROJECAO

DA LINHA CENTRAL NO PLANO (1,12)

Fig.3 Curvaturas da haste.
A medida da toruosidade 1/Z da linha central deformada € dada por:

(UVE¥=limss o0 (AL +(Am}+(An} /(A8 (4)
Pela definigio de k e k7, e pelas Egs. (3) e (4) lem-se que:
(1/Xy=(t-df/dS, ) (5)

onde ran £ =- k™ / k ., Considerando os co-senos diretores entre os eixos X y z ¢ X'y'z', as expressoes
para k. k' e T sdo:

k =¢dl./dS + m.dm./dS +n.dn, /dS (6)
k' =¢ dl. /dS + m,dm, /dS +n, dn, /dS (7}
Tt =¢dl, /dS + m.dm. /dS + n, dn, /dS (8)

Considerando os angulos de Euler: 8 (angulo entre os eixos z e z'), y (dngulo formado pelos planos
(7.2 )e{z.x) ), e ¢ ( dngulo formado pelos planos (X', 2"} e (', 2') ), definidos como mostrado na Fig.
4, e observando que as curvaturas k. k” e T s30 projegoes de vetores equivalentes a d0/dS ., dy/dS e
diydS | teremos:

k = sen ¢ d0/dS - sen 8 cos ¢ dw/dS (9)
k' = cos ¢ dB/dS + sen 8 sen ¢ dy/dS (10)
T =d ¢/dS + cos B dy/dS {11

Fig. 4 — Angulos 8, ye ¢
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Anélise de um Arame Delgado

As equagdes bisicas para hastes delgadas derivadas por Love (1944), aplicadas aos arames dos
cabos permitem obter as equagdes de equilfbrio e as equagdes constitutivas. Como o elemento bésico de
um cabo de ago ¢ um simples arame metdlico, o primeiro passo para a andlise de cabos € o equilibrio de
um arame individual. Considerando uma haste delgada submetida a um carregamento externo qualquer,
a agio de um lado da segdo sobre o outro pode ser expressa por uma forga e um momento agindo no
centrdide da seqio. Fazendo com que o eixo z de um sistema de coordenadas coincida com a tangente a
linha central da barra no centréide da se¢io, e decompondo a forga ¢ o momento acima nas diregoes dos
eixos coordenados deste sistema, temos as forgas T, N e N° ¢ os momentos H, G e (7, agindo nas
diregoes z, x e y respectivamente. Esses esforcos sdo resultantes das tensdées ©,,, 7., & T, atuantes
na segdo. As resultantes de tensoes e momentos podem ser expressas como:

N =1, dd,. (12)
N =1, d.d,. (13)
T=]lo, d,d,. (14)
G =[lya. dd,. 15
G =[lxo, dd,, (16)
H=/l(x1,-y 1, ) dd, (17)

onde N e N' sdo componentes da forga cisalhante; T a componente de tragio na diregdo axial do arume;
G ¢ G’ as componentes do momento [letor e H 0 momento de torgio agindo no arame.

Scja um elemento infinitesimal como indicado na Fig. 2. da barra com comprimento AS. Fazendo
com que os esforgos aplicados ao pedago da barra entre P, e P', sejam reduzidos a uma forga e um
momento aplicados em P,. As componenies destes esforcos em relagdo aos eixos x, y e z serdo
designados por [X], [ Y] e [Z] (componentes de forga) e [K]. [K'] e |8] (componentes de momento). Se
lizermos P, tender a P;", ou seja AS tender a zero, encontraremos os limites abaixo:

ik o [ RAS = X (18)
imasiso [Y 11AS = Y, (19}
pwasn st [ & {88 =25 (20)
imasi—u [ K|I/AS = K, (21}
wmast o [ K']/AS = K, (22)

imasi—n |8 |/AS = @ (23)
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Desta forma X. Y, Z. K, K’ ¢ 6 expressam os esfor¢os externos por unidades da comprimento de
linha central, agindo no ponto P,. Fazendo o balango entre os esforgos externos aplicados a porgio do
arame entre P, e P, _ as resultantes ¢ os conjugados de tensio inlernos, tem-se as equagoes de equilibrio
para a por¢ao da barra em questdo:

dN MdS-N"17 +Tk'+X=0 (24)
dG MdS-G' 1 +HK'-N"+K=0 (25)
dN"/MdS-T k +Nt+Y=0 (26)
dG7/dS-H k + G 1+ N +K'=0 270
dT [dS-N k' +N'k+Z=0 (28)
dH dS -G K"+ G k+8=0 (2%

Em adi¢ao a estas cquagoes em geral existirio condigoes que poderdo ser usadas para determinagiio
das constantes introduzidas nas integragdes das equagoes de equilibrio. A "teoria ordindria aproximada”
de Love(1944) consiste em assumir que os momentos flexores G e G* ¢ o momento torgor H siio
dirctamente proporcionais as curvaturas k e k' ¢ ao dngulo de torgao 1. Tem-se equagdes constitutivas
dotipo:G=Ak. G =Bk’ . H=C 1 onde A, B ¢ C sio constantes que dependem das caracteristicas
elisticas do material e da geometria da segdo reta da haste. Para materiais 1sotropicos, teremos A =
Ead' ., B= Ead”" onde E ¢ o midulo de Young; a ¢ a drea da segio reta; 6 e &' sio os raio de
giragdo da se¢do em relagdo aos cixos x e y respectivamente (eixos principais): ¢

C= p” (X*+y' +xad0/dy - v do/dy)dxdy

onde p = EA4(l + vA ) . v € o coeficiente de Poisson, Para o caso de uma haste circular
db/dv=00/0x =0 , ese fizermos %' +y* = A", ficaremos com: C=pu[JA’dA=p1, ondel, é 0
momento de inéreia da se¢io em relagdo ao eixo z, da haste.

Até o momento as hastes consideradas poderiam possuir qualquer formato. Considerando uma haste
com segdo reta simétrica (A = B), curvada em tomo de um cilindro imagindrio de raio r. Se o for o
angulo entre a langente a um ponto da haste e um plano perpendicular ao eixo longitudinal do cilindro,
A forma assumida pela haste serd de vma hélice, quando a linha central apresentar curvatura e
tortuosidade constantes, Fazendo 0 = /2 - o, onde 0 é o dngulo formado pelos eixos z ¢ X, {Fig. 5)
; as curvaturas e angulos de tor¢do podem ser re-eserilos como:

K=-cosplcosa)/r; (30)
K'= send(cosalr.e (31)
T = dd/dS + sen « (cosa) /r (32)
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X3

o

Fig. 5 Angulos de uma haste helicoidal
A curvatura da linha central deformada (1/p ) serd dada por ( observando a Fig. 6) :

(Upr=k+k" =(cosa/ry (33)

Ficamos entdo com as expressoes de k, k', T em fungio dos parimetros do helicoide o e r.
Obscrvando a expressio de T . tem-se que a segunda parcela ( senct (cosa)ir ) se relaciona & torgdo da
haste causada pela forma helicoidal assumida por ela. A primeira parcela ( d§/dS ) representa qualquer
torgdo direta imposta 4 haste. No estado inicial a torgdo é devida apenas & forma helicoidal da haste.
Teremos entio d¢/dS = 0, logo 1= senct (cosa)/r. Observando agora as expressoes de k e k7, vemos que
estas varidvels estido escritas em fungdo de ¢. Como a segio da haste é circular, qualquer dire¢do pode
ser tomada como principal. Podemos entdo fixar x e y em uma posigio Lal que ¢ seja nulo, ji que esta
varidgvel ndo vai influenciar em nada os resultados (Fig. 7). Ficamos entio com as expressdes das
curvaturas e ingulo de torg¢do, para uma haste naturalmente curvada em formato helicoidal em fungao
dos parametros do helicéide: k =0 k™ = cos’nt ; T = sen ot (cost) /r .

ZA

Fig.6 Relagdes geomeétricas Fig. 7 Angulos com 6= 0

Analise de um Cabo Reto

Um cabo de ago é uma colegio de pernas helicoidalmente enroladas em torno de um niicleo. As
pernas por sua vez sdo uma colegio de varios arames enrolados em torno de um arame central. Quando
um cabo de aco sofre agiio de um carregamento F. e um momento M, ele sofrerd como consegiiéncia
uma deformagio € e sua extremidade sofrerd uma rotagao T . Pode haver casos em que o cabo apresente
rotagio ¢ momento nulo, por exemplo quando sua extremidade estiver livre, Com extremidade fixa a
situagiio se inverte, ou seja. a rotagio serd nula. Quando um cabo reto é carregado, ocorrem as seguintes
modificagdes: (1) variagdo dos fingulos de hélices das pernas e arames (efeilo mola); (2) variagdo dos
raios de hélices das pemnas e arames (conscqiiéncia do item (1) e do efeito Poisson); (3) alongamento
total do cabo (soma dos efeitos de clongagido dos arames e do efeito mola). (4) alongamento dos



285 J. of the Braz_ Soc. Mechanical Sciences - Vol 20, June 1998

arames: (3} variagio nas curvaturas e dngulos de torgdo das pernas e arames (consequiéncia dos itens (1)
e (2); e (6) rotagio da extremidade (dependendo do grau de fixagio).

As equagbes de cquilibrio para um arame ou perna em lorma helicoidal para um cabo reto derivam
das equagoes gerais para o equilibrio de uma haste delgada com formato qualquer (Egs. (24) a (29)).
submetida a pequenas deformagdes. Assumindo que para um cabo reto sujeito a uma forca axial F e um
momento M: (1) os momentos flexores externamente distribuidos sio nulos, ou seja: K= K' =0 e (2)
qualquer esfor¢o interno a haste independe de S e assim: dN/dS = dN'/dS = dT/dS = dG/dS = d(G'/dS =
dH/dS = 0 (Fig. 8). Quando o cabo carrega-se, o angulo de hélices o e o raio de hélice ¢ sofrem
grandes variaghes em geral, ¢ cada arame assume uma nova configuragdo. As curvaturas e dngulos de
tor¢do ficam:

k=10, k'=cosalr, T = §en0 cose /r (34)

Fig. 8 Esforgos em um arame helicoidal

No estado tencionado. os momentos flexores G ¢ G'. ¢ 0 momento de torgdo H se correlacionam as
curvaturas ¢ o dngulo de torgao, através de:

G=A('-kr: G'=B(k'-k'; e H=C(z-1 (35)

Supondo que o arame possui se¢ao reta circular, teremos, por simetria, que A = B. Os valores das
constantes podem ser considerados:

A=mER'/4; C=nER/4{l+v)

onde R € o raio da sec¢do circular. Para o estado tensionado, as equagoes de equilibrio resultam:

ANAIS -N' T +TK + X =0 (36)
dG/dS -G't +HEk -N' +K =0 37)
dN/dS-Tk +NT +Y=0 (38)

dG'/dS-H k +Gt+N+K =0 (39)
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dT/MS-NK +N' k'+Z=0 (40)

dHMAS -G K +G k+08=0 (41)

E importante notar que as equagdes acima s6 sdo vilidas enquanto as deformagdes da linha central
(€) forem muito pequenas. Pelas hipéteses assumidas, verifica-se que virios termos destas equagdes se
anulam. Teremos entio;

X=Ng-Tk: Y=0; Z=0; N=012+H¥; N=0; 8=0 (42)

Observa-se que estas equagoes se referem & configuragio deformada, sendo portanto néo-lineares.
Como as variagdes de T, k' sao muito pequenas. podemos utilizar os seus valores iniciais sem
comprometer demais a precisio. Outra importante observagio ¢ a de que pequenas deformagoes
lineares (£) ndo implicam necessariamente em pequenas vanacoes de dngulos de hélice. Para grandes
variagbes de angulos de hélice, a deformagao linear do cabo, €, ¢ o dngulo de rotagdo, T, sio fungdes
niao-lineares da carga aplicada. A deformagao axial do arame ou perna serd dada pela relagdo entre os
comprimentos inicial ¢ linal do clemento formado (arames formam pernas, pernas formam cabos): € = (
h - h)/h A deformagio rotacional, f. do arame ou perna serd dada pela variagdio nos ingulos de
rotagio inicial e final do elemento formado (perma ou cabo): B =r ( 8 - 8 )/ h onde O representa o
dngulo total de rotagdo inicial, ¢ 8 representa o fngulo total de rotagio final. A compatibilidade
geomélrica entre a deformagao do elemento formado (perna ou cabo) com as deformagdes dos seus
elementos formadores (arames ou pernas. respectivamente) permite escrever:

e=(l+&)(senafsena) - 1 (43)

onde € ¢ a deformagio de um dos elementos formadores (arames ou pernas). A deformagdo rotacional,
I3, serd dada por:

B=r/h(hArtan &) - (W(r tan &) ) = o/t (1+€) (Hran o) - (1/tan o) (44)

Tendo sido apresentadas a equagdes bdsicas para os elementos formadores (arames ou pernas), ou
sy, para os elementos que efetivamente sdo ceprolados helicoidalmente em torno de um nicleo
qualquer. torna-se mais simples utilizar uma notagiio indicial, como a proposta por Phillips e
Costello(1985), para facilitar a identificagdo do tipo do elemento a que determinado pariimetro se
refere. Cada parametro pode ter um indice s ou dois indices si. O indice s designa o nimero de
identificagio da camada de pernas (cujo nimero de pernas pode vanar de | até o n° de pernas da
camada de pernas 5). O indice i designa o nimero de identificagdo da camada de arames (cujo n® de
arames pode variar de 1 até o n® de arames da camada de arames i). As quantidades sem Mmdice fazem
referéncia ao cabo, propriamente dito (Figs. 9 e 10).

Analise de uma perna reta

Supondo uma perna reta, composta de | arame ceniral e 6 arames exlernos. conforme mostra a Fig.
9. Considerando a perna |, desta Figura, carregada com forca F e momento de torgao M. Se p,. for o
passo dos arames externos, o dngulo de hélice correspondente serd dado pela expressio:
O = arc tan py / (21 r,:) onde 1 € o raio de hélice dos arames externos. As curvaturas e dngulos de
torgao para esse arame serio dados por:

Ki: = 0. ku:I =cos't,. Ir, ¢ T:= §€n O COS (L / - (45)
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Rn(l = veny)

Rya(1- veyg)

le

fw

Fig. 9 Perna simples

Como o arame central apresenta-se reto, ndo existe curvatura; mas somente fingulo de torgio 1),
que se confunde com o dngulo de torgiio da perna 1,. Se h, e h, sdo os comprimentos inicial e final da
perna 1, respectivamente, a deformagio rotacional do arame 12, ;. ¢ definida por

[3;.-=frl§|-'el: }m1 (46)

onde B,. ¢ B, sio os dngulos de rotagiio dos arames externos inicial e final, O fngulo de 1or¢do por
unidade de comprimento da perna | ¢ a deformagao axial sdo definidas por :

T=(8:-8.)/h (47)

g=(h-h)/h =€, = (1 +&)(sen o Jsen oty ) - 1 {48)

onde €l , €11, €12 sdo as deformagoes axiais da perna |, arame 11 ¢ arame 12, respectivamente. Pode-
se observar que, a deformagio axial do arame central 11 se confunde com a deformagao axial da perna
I. A deformagio rotacional pode representada por:

e=TeTl=re/h: (0+e,)  tan oy, - (1 /tan a,; ) 49)

As expressoes (48) ¢ (49) sao as equagoes de compatibilidade geométrica de deformagdes entre
perna e arames e permitem determinar a deformagdo axial da perna. Expressocs similares sdo usadas
para relacionar deformagbes cntre pernas e cabo. Uma diferenca bdsica entre a tecora de cabos de ago e
a teona de molas helicoidais € o fato de que as molas, em geral, apresentam pequenos fngulos de
hélices ¢ grandes variagoes de dngulos de hélice. No caso de cabos de ago os dngulos de hélice sao
grandes em geral, enquanto suas variagoes sdo muito pequenas. Chamando de Ao as variaghes nos
angulos de hélice de um arame ou perna, poderemos afirmar que: |Ag| = oo - af = 0 .Logo
sendt = sen (0+AQ ) = sendt + Aa cosoe. Esta foi uma das hip6teses simplificadoras introduzidas por
Velinsky et al.(1984). que permitiu a aplicagdo desta teoria em cabos de ago de se¢dao complexa.
Aplicando este processo para us Egs. (48) ¢ (49) obteremos:

g, = €. + Aw,./ tano; = €, (50)
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B.. =r./r. 1 (1 + €, ) ltana,, - Ay, 1= (1 tana,;) (51)

onde termos do tpo (e+ Aw) foram desprezados em comparagdo com os termos lineares. O raio de
hélice Tinal do arame |2, devido ao efeito de Poisson pode ser expresso por:

ro=R,(1-v&, })+R (|- vE;} (52)
onde R, ¢ R,: 530 os raios dos arames 11 ¢ 12, de modo que:
refr.=1+vIiR, &, +Ri:€,) /- (53)
onde €, ¢ £ sdo muito pequenos gquando comparados i unidade, Com estas simplificagoes todos os

termos  nao-lineares foram  desprezados. Velinsky et al.(1984) chamam a eswe processo de
"linearizagdo”. Linearizando as vartagbes de curvatura AK™, e o dngulo de torgdo AT, teremos:

Ak = - Ao (2 sent, @ cost: ) Ir+ VIR, &, + Ry &) cov'et,: I (54)
Ats= Aac. (1 -2 sena. ) Ire + ViR, €, + Ry £5) sendl,. cosa, 'y, (55)
G'./ER': = n R Ak’ /4 (56)
H. MR =R .At./4(1+V) (57)
N'. /ER"\. = Hy.cos'at JCER', 1., ) - G osena.cosol JEn/Ra, ) (58)
X/ER,; =Ny sen ot cos o/ (Ery Ry ) -Tocos'o I (Era Ry, ) (59)
T /ERY,;, = wwe, (60)

Projetando na diregdo axial da perna | as [or¢as e momentos agindo nos arames 12, e fazendo um
somatério das contribuigdes de todos os m,, arames (neste caso m,; = 6). ficaremos com as seguintes
expressoes:

FL/ER, = m | T, sen . + N cosce |/ ( ER? ) (61)

M, /ER'.= m.[H..senws, + G’ .costt,.+ (T .r,+ N' r (R senw ) | 1 ERG

onde F,. e M. s3o a for¢ga ¢ 0 momento que atuam nos arames 12, na dire¢do axial da perna 1, Para o
arame 11 (arame central) leremos somente as expressoes:

Fii 7BR?, =ng;, ¢ M, /ER', = nt/[4(l +v) R, 1] (62)
a for¢a e 0 momento total na perna 1 serdo dados por:

Fi=F.+F. M,=M, +M, (63)

[ste procedimento pode ser utilizado para qualquer tipo de perna. Caso a perna possua n camacdas,
teremos que determinar a forga ¢ 0 momento atuantes em cada camada de arames, e em seguida lazer o

somatdrio. A forga e momento totais na perna serio dados por:

Fi=F . +F.+F, +..... +F, M=M,+M.+M, +..+ M,
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a forga ¢ momento totais numa perna podem ser expressos da seguinte forma:
F./(AE)=.C. e +.C:PBs M./ER’, = C& +.C.B, (64)

onde .C,, €, C, e C sdo constantes determinadas analiticamente para uma dada perna (também
podendo serem calculadas para a alma ou o cabo). Podemos entio definir o médulo efetivo E. como
sendo E, = C E. que € exatamente o madulo de elasticidade do elemento ( perna, alma ou cabo ) para
= (). Essas constantes independem de E, mas sio fungdo da geometria do elemento ¢ coeficiente de
Poisson do material. Apesar do termo "constante do mddulo efetivo” designar na realidade somente a
constante C,, utilizaremos este termo quando nos referimos a todas as constantes. Para o cilculo de C,
\C. considera-se primeiramente 3, = 0 (nenhuma rotagiio) e estima-se um valor para €,. Entdo, C, e C,
serdo dadas por:

C|:F|r‘rlA|E€|) |C|=M|a (ER‘:Eq (65)

Para o cilcuio de (C. \C, considera-se €, = () (nenhuma tragdo) ¢ esuma-se [3,. Encontra-se navos F,
¢ M, onde

C-=F /{AEB) ,C.=M,/(ER'B) (66)

Analise da Alma do Cabo de Ag¢o (IWRC)

Tomemos a perna | ¢ enrolemos em torno dela uma perna 2, com passo p.. Formaremos desta forma
um cabo de ago simples, gue normalmente ¢ usado como nicleo de cabos mais complexos, este niicleo
¢ chamado de alma interna de cabo de ago (IWRC), Fig. 10. A andlise deste niiclco serd similar a da
perna 1. sendo que a perna 2 vai ser enrolada helicoidalmente, da mesma forma que o arame 12, na caso
anterior. As equagdes bdsicas de compatibilidade sdo:

€aue =€ = & + At/ 1an o, (67)
€ =K, =E: + Ao,/ tana.. (68)
o Tow = & Mtand.. - Ao, + V(R €, + 2R €, + 2R, .. + Ry, ) / (ritanos:)

(69}
N AT, = £ tant.. - Ads. + (R, €, + Ry €2) 7 (rotanos) (700

Fig. 10 Configuragdes de uma alma de ago (IWRC)
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E importante nolar que temos agora 4 equagdes de compatibilidade e ndo apenas 2, como no caso da
perna 1. Além da compatibilidade a nivel de alma, também foi necessino impor uma compatibilidade a
nivel da perna 2. dada pelas equagdes acima. Para o caso de n camadas de arames na perna 2, seriam

necessdrios n conjuntos de equagdes de compatibilidade de deformagdo axiais e rotacionais. entre perna
2 ¢ cada uma das n camadas de arames. A variagiio da curvatura fica desta forma:

Ak. = veos' 0L(R, €, +2R,: & 42R . £ +R. &, Y -(2senct, cosot, Ac,)rs (71
Usando a cquagio anterior e a rigidez flexural da perna 2, teremos o momento fletor G;":
G'.=A* Ak.. onde A*=(GER.'/4)(2sencu/(2+ veos'ou)+ RER,,'/4 (72)

Utilizando as constantes do madulo efetivo da perna 2, calcularemos T, e H, tragio e momento de
torgao na perna 2.

T./AE=.C & + .C.pB. (73)

H./ER' = :Cu € + .C B! {74}

Lembrar que A, = XnR¢,. onde R, ¢ 0 raio dos arames individuais e s= 2. Estamos supondo que as
segoes dos arames sdo circulares ¢ ndo clipticas. O cortante N°.. a forga F., ¢ 0 momento tor¢or M,, na
perna 2 sao dados por:

N =(H.cos o) /1 - (G, seno, cosa, ) Irs
F. = m. (T.sena. + N, cosd, ) (75)
M.=m. ( H.sena. + G'.coste: + T-T.coset, - N, senc: )
Logo;
Fu.=F +F  M,.=M +M, (76)

onde F, ¢ M, siio calculados como descrito anteriormente. O cileulo das constantes do modulo efetivo
para a alma ¢ 1déntico ao da perna | ¢ perna 2, Os eslorgos na alma sio expressos por:

F s M8 iraa BV = 55ndCE i - i ‘jnn

Musws (ER' )= a0l + Eaies + o o B.1 u {77}

Para o cdleulo de 4m,Ciy 20Csy amaCiy amaCi executa-se procedimento andlogo ao utilizado para o
cdleulo das constantes da perna 1, tem-se entdo:

-\!m.uC = F Al f!( -A-ﬂu-m E £ _Mr-n] \lnu(j‘ = }‘ Mnlll';( A.‘\n“.. E B-\luln)

.\|....C| =M .uml'r( ER' atena ) .'\Inuuc-l =M J\huj( ER’ an..) (78)

Analise de um Cabo com Alma

O cabo nada mais € do que um micleo (a alma) envolvida por uma outra perna (perna 3). Fazendo-
se uma analogia com os casos anteriores (perna ¢ alma), encontra-sc¢ os esfor¢os Fo,.. e M., e
finalmente as constantes do madulo efetivo para o cabo:
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F['.‘h.- = th_ + F-.
M\..m = M.\iuu + M,
-'v--Cl = Fl‘?‘-j [Atd. EE-(.nn_, {79)

3 .||\|\C3 =M./ {I".R ‘annEeanet
"..hn(:z = F('ar-! (A(.mu E ﬁlm)

04 = Mo/ (ER i Boa)

Este desenvolvimento permite resolver um cabo de ago e foi implementado em um programa em
Turbo Pascal 5.0, que possibilita a andlise de um cabo a partir do seu carregamento e das condigdes de
contorno (restrigoes a deslocamentos das extremidades, dobramentos, tor¢des ao longo do cabo, etc).
Todos os passos deste programa, bem como exemplos ilustrando as técnicas numéricas empregadas
para lidar com cada aspecto mais complexo da implementagiio, é detalhadamente comentados em Silva
(1992). As principas etapas desta implementagio sio apresentado no apéndice.

Exemplos

Visando mostrar a aplicabilidade do programa implementado na solugilo de problemas envelvendo
cabos de ago de geometrias complexas sob carregamentos complexos alguns exemplos usando cabos
6x25 Filler-Wire, 6x19 Warrington e Seale sob diversos carregamentos usuais sdo apresentados. A
partir do carregamento ¢ das caracteristicas do cabo (veja apéndice) e de suas caracteristicas eldsticas
obtém-se pelo programa os esforgos. deformagdes, deslocamentos ¢ forgas em cada arame, perna ou em
todo o cabo.

Como primeiro exemplo, a Tabela | compara as constantes de médulo efetivo (Egs. 73.74.78 e 79)
obtidas pelo programa e as reportadas em Costello (1990} para cabos 6x19 Seale — IWRC. As
constantes iC, sdo independentes do médulo de elasticidade, mas fungoes do dngulo de hélice, das
razdes “raio do arame externofraio do arame interno dus pernas” e do coeficiente de Poisson. Como
pode ser verificado o mator erro encontrado foi de 5.8%.

Tabela 1 Comparacéo das constantes do médulo efetivo para o cabo Seale 6 x 19.

Conslantes Costello (1890) Programa desenvolvido Erro
Pernai C- 0.8864 0,8B64 0.0
C: 0.1436 0,1436 0.0
Cy 0.3182 0,3189 0.0
C, 0.1182 01182 0.0
Perna 2 Gy 09642 0,9642 0.0
C: 0.0853 0,0853 0.0
Cs 0,1928 0.1928 0.0
C. 0.0721 0.0721 0.0
Perna 3 C, 0.8295 0.8430 1.6%
C. 01765 0.1799 1,9%
Cs -0,4240 -0,4148 2.8%
Cs 0,1480 0,1394 5,8%
Alma C, 0,7984 0,7984 0,0
C. 01799 0,1799 0.0
Ca 0,3092 0,3092 0.0
Cs 0,0840 0,0840 0.0
Cabo C. 0,7020 0,6929 1.3%
C; 0.1232 0,1212 1.6%
G, 0.2060 0.2029 1,5%

Cs 0.0403 0,0403 0.0
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O segundo exemplo, Figs. 11 a 13, trata de mostrar como € a distribuigdo do carregamento nos
elementos dos wés tipos de cabos sob tensio de tragdo.

Como terceiro teste analisa-se (Figs. 14 a 16) a variagiio do momento dos cabos com a deformagio
axial para diferentes dngulos de tor¢@o, em fungdo da maneirs como a Gltima camada é enrolada.
Observando os grificos de momentos normalizados no cabo contra deformagdo axial, nota-se
principalmente que a rigidez do cabo ndo varia significativamente com a lorgdo. Em Silva(1992) é feito
andlise semelhante considerando a forga, observa-se que o médulo efetivo do cabo nao se altera com a
mudanga na tor¢do. A mudanga do lado para o qual a perna € enrolada ndo altera significativamente a
rigidez do cabo, O cabo Seale apresenta menor variagao que os demais,

FILLER 6X258
PERNA 1 (1 PERNA) A ARAME 1,1 ARAME 1,2 (8 ARAMES)
3,42% @,‘J 081% 2,82%
PERNA 2 (6 PERNAS) 2 ARAME 2,1 ARAME 2,2 (8 ARAMES)
15,18 % @,u 043% 2,12%

PEANA 3 (6 PERNAS) ARAME 3,1 ARAME 3,2 (6 ARANES)
81,59 % 1,03% 0%
ARAME 33 (6 ARAMES)
0,80%
ARAME 3,4 (12 ARAMES)
T.59%
ALMA PERNA | PERNA 2
18,81 % 5,42 % 195,186%
Fig. 11 Distribuicio de carregamento em cabos Filler-Wire
WARRINGTON 8X19
PERNA 1 (1 PERNA) 18] ARAME 11 ARAME 1,2 (8 ARAME8)
3,94% @ﬁu 0,70% 5,24%
PERNA 2 (6 PERNAS) A ARAME 21 ARAME 2.2 (6 ARAMES)
17,47% @’_/u 0,50 % 244%

PERNA 5 (8 PERNAS) ARAME 3,1 ARAME 3,2 (6 ARAMES)
78,59 1,23 % 5,89%
ARAME 3.3 (6 ARAMES)
442 %
ARAME 3,4 (8 ARAMES)
2,15 %
L]
ALMA @fn PERNA 1 PERNA 2
24,41% 3,94 % 17,47 %

Fig. 12 Distribuicdo de carregamento em cabos Warrington
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SEALE eXx1{9
PERNA 1 (1 PERNA) 4 ARAME 11 ARAME 1,2 (6 ARAMES)

3,31 % @u 062 % 2,60 %

PERNA 2 (6 PERNAS) 24 ARAME 2,1  ARAME 2,2 (6 ARAMES)
13,83 % : @ﬁm 0,44 % 2,02 %
PERNA 3 (6 PERNAS) %1 ARAME 3,1  ARAME 3,2 (9 ARAMES)
82,87 % sz 1,76 % 3,48 %
—33 ARAME 3,3 (9 ARAMES)
9,06 %
ALMA PERNA PERNA 2

L]
17,13 % @l 3,31 % 13,63%

Fig. 13 Distribuicao de carregamento em cabos Seale

Como guarto tipo de exemplo, verifica-se a vanagio da tensdo nos arames de cabos quando
submenidos a llexao. Simula-se o comportamento do cabo na passagem por uma roldanas ou tambor de
didmetro D. Ao passar por esles elementos tensoes de tragdo. tor¢do e llexiio sao induzidas nos arames.
Foram plotados os griificos mostrados nas Figs, 16 ¢ 17 que representam os valores de 6,../0,, x(D/d)
0.,/ Ecunonde d é o didmetro do cabo. em cabos Filler (Fig. 16) e Warrington (Fig. 17). Na Figura 16
sdo também representados os resultados reportados por Costello(1990) para a mesma segio. Em Silva e
Conci(1993) ¢ apresentado comparagdes semelhantes para segdes Seale. Nio encontrou-se na literatura
andlise semelhante para se¢des Warrington (Fig. 18). Outras andlises e comparagdes com Phillips e
Costello(1985) podem ser encontradas em Conci e Silva(1997).
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Tmax/Tnom. x 10~

100
2
6x 25
80 War;g‘ gton |
20 —_—12
s --21
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o A 3
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| ] 3
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¢ 5 10 15 20 25 30 x107

Fig. 18 Tensao nos arames de cabos Warrington em fungao da carga e curvatura

Conclusao

Foi apresentado um modelo para a andlise de cabo que permite uma implementagio bastante mais
simples que as usuats ¢ muito eficicnte. As diversas comparagdes e exemplos apresentados mostram
que a implementagio proposta apresenta bons resultados. Os arames com maiores coeficientes de tragio
sdo os centrais. Observando as distrnibuigbes da carga nos elementos dos cabos, verificou-se que em
todos os casos ¢ a perna exlerna que recebe a maior parte da carga (aproximadamente 80%). Percebe-se
entdo. porque a lungdo da alma de ago € principalmente servir de suporte para a camada externa de
pernas ¢ nao para aumentar a resisténcia 2 flexdo ou tragdo do cabo. Outra observagio relevante diz
respeito ao aumento na forga de tragao do cabo com a aplicagdo de rotagoes no sentido de sua Lorgao:
quanto mais torcido o cabo no sentido da torgdo (direita ou esquerda) maior a forga total do cabo. Uma
sugestao para o prosseguimento do trabalho seria uma andlise experimental que comprovasse o
processo de cdlculo. Tomando uma amostra real de cabo apés fazer um levantamento dimensional
(didmetro dos arames, passo dos arames e pernas). ensaiar o cabo (varios corpos de prova) sob variadas
condicoes de contorno ¢ executar o programa com esse dados para comparar o resultado do programa
com o obtido experimentalmente.
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Apéndice

s itens | a 5 abaixo descrevem as etapas principais da implementagao do programa de andlise de
cabos desenvolvido.

Dados de entrada
O programa deve considerar os seguintes dados:
a) Dados geométricos
- Tipo de construgio (ver fig. 1)
- Namero de camadas de pernas
- Nimero de camadas de arames em cada perna
- Raio dos arames

- Passo de hélice de cada perna
- Passo de hélice de cada arame

b) Dados do material dos arames

- Médulo de elasticidade
- Coeficiente de Poisson
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Calculo dos parametros geometricos secundarios

Parametros Geométricos Secunddnos sdo calculados a partir dos dados de entrada.
a) Raios de hélice

b) Angulo de hélice

¢} Raios das pernas, alma ¢ cabo

d) dreas solidas

f) Rigidez flexural das pernas

Calculo das constantes de moédulo efetivo das pernas, alma e cabo: C;

Utilizou-se uma rotina de geragao genérica de matrizes e os sistema resolvidos por eliminagio
Gausstana, foram utilizadas as equacoes constitutivas e as equagoes de compatibilidade de deformacao
axial ¢ rotacional (Silva,1992).

Cdlculo de esforgos nos arames e nas pernas

Apds calcular as constantes do médulo efetivo para todos os clementos do cabo, utilizando
estimativa como dados iniciais. calculamos todos os esforgos agindo em cada arame ¢ em cada perna.
Novamente sdo utlizadas as equagdes de compatibilidade, ¢ os diversos sistemas de equagdes de
tamanhos variados sdo resolvidos utilizado eliminagao Gaussiana,

Calculo dos fatores de tensao ( Silva,1992)

E interessante observar que o nimero de equagdes de compatibilidade geométrica varia com o
numere de camadas de arames da ltima camada de perna, pois cada camada de arames "s" gera duas
equagdes de compatibilidade de deformagdes axiais ¢ rotacionais. E necessério, entio, a criagao de uma
rotina gue gere o sistema de equagoes para quaiquer tipo de segio. tornando o programa completamente
genénco. A montagem de uma matriz genérica eficiente de ordem 2n x 2n (n € o nimero de camadas de
arame) ¢ descrita em Silva(1992) bem como pequcnas rotinas para cada tipo de caracteristico de
elemento dessas matrizes ¢ da matriz de termos fixos.
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Munhoz, A. L. J., Wagner, P. R. S., lerardi, M. C. F., Kiel, A. E. and Scarparo, M. A. F.,
1998, "Optical and Thermal Parameters Characterization in CO; Laser Application in
Thermosensitive Resins Using Stereolithography Processes"”, J. of the Braz. Soc.
Mechanical Sciences, Vol. 20 No. 2, pp. 146-155.

We present u theoretical and experimental study of thermosensitive resins used in thermal stereolithography. In
usual pracuce, stereolithography makes use of photosensitive resins where HeCd (0.332pm) laser aliraviolet light
inutates the curing provess. In this work we suidy the process of local curing through the application of infrared
radichion, which has proved o be usefil in a new technique for the making of protetypes by means of selective
heating with €, laser (10.6pm). The presented sample consists of a thermosensitive resins (epoxy) with the curing
agent (diethylene iamine) and a fitler (sifica). The ideal compaosition of the thermosensitive resin has proved to be
1) parts epoxy. 1.4 part diethvlene triamine (the curing agemt) and 0.7 part of silica powder. A physical theoretical
maodel is upplied for vontrol of the parameters which influence the confinement of the curing in the irradiated bulk. A
mathematical model s applied 100, and 11 was developed through the resolution of the heat conduction equation
dependent on time. m cvlindrical co-ardinates, which enables to determine the behaviour of curing in terms of
ircadhation conditions. An experimental anaiysis has deternuned the emperaiure band at which the curing process
starty and the optiman silica concentration for efficient curing. The application of Differential Scanning Calorimeter
TDSCH is discussed, simce the experiments atmed 10 obtain the same results as those ofnained through the thermal
anulvsts method,

Keywords: Thermosensitive Resims, Thermal Stereolithography, Protorype Production

Saboya, F. E. M., and Costa, C. E. S. M., 1998, "Second Law Analysis For Balanced Heat
Exchangers With Negligible Pressure Drop Irreversibility”, J. of the Braz. Soc.
Mechanical Sciences, Vol. 20, No. 2, pp. 156-163.

From the second law of Thermodynumies. the concepls of entropy generation and irreversibility are applied 1o
coninterflow, parallel flow and crossflow heat exchangers. o the analysis, the heat exchangers are assumed 1 be
balanced, with neglizible pressure drop frreversibiliey. tn a balanced hear exchanger, the heat capacity rates are the
seeme on the two sides of the heal transfer surface. The counterflow eat exchanger is compared with the other two
wpex of hear exchangers and the comparisen indicates which one has the minimum irreversibilite. In this
comparivent, only the exit temperatures and the heat transfer rates of the heat exchangers are different. The other
conditions tentrance temperatures. mass flow rates, number of transfer units) and the working fluids are the same in
the heat exchangers.

Keywords: Balanced Heat Exchanger, Irreversibility, Entropy Generation. Heal Capaciry Rate

Pires, A. C., Heitor, M. V. and Moreira, A. L. N., 1998, "On the Turbulent Transport
Characteristics of Non Premixed Diffusion Flames in Mutual Interaction", J. of the Braz.
Soc. Mechanical Sciences, Vol. 20, No. 2, pp. 164-178.

Forbulent transport i single and mudtiple jet flames in mutual interaction is studied through the analysis of | and 3
propane flames wah a Reynalds number of 20400, The experiments included the combination of a laser velocimeter.
operated i the backscatter mode, with digitallv-compensated thermocouples and extend previously acquired
knowledge on the analysis of flames wm mutual interaction.  Although the oxvgen insufficiency is the controlling
mechanism in the propagation of interacting flames. the present vesults guantify the extent to which turbulens
transfer 1y altered in the interaciing flame zone. The results show that terbident mixing iy affected as a consequence
of changes in the mean flow characteristics, but the trbulent heat fluves remain qualitatively unaltered ar the fevel
aof flame interaction sudied here, with single and multiple flames extibiting zoney of non-gradient turbulent heat
transfer.

Keywords: Combustion. Turbulence. Scalar Transpart, Non Premixed Flume. Multiple Flames

Cotta, R. M. and Leal, M. A., 1998, "The Generalized Integral Transform Technique in
Transient Convection-Diffusion: Theory, Applications and Research Needs", J. of the
Braz. Soc. Mechanical Sciences, Vol. 20, No. 2, pp. 179-200.

Thes paper veviews the solution of linear and nonlinear transient convection-diffusion problems wich applivations in
heat and maxy transfer. The Generalized tegral Transform Technigue (GITT) is the basic ool behind such
developments offering analviical or hybrid namerical-analyvtical solutions within user preseribed aceuracy. A
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number of examples ure selected from the available literature 1o illustrate the relative merits of this novel approach.
Research needy are then identified und briefly diveussed.
Kevwords: Generalized Integral Transform Technigue. Nonlinear Transient Convection-Diffusion Problems

Maciel, E. S. G., Lima, F. R. A. and Lira, C. A. B. 0., 1998, "Sensitivity Studies in a
Simplified PWR-Hot-Channel Model Using Perturbation Theory by Matricial

Formalism", J. of the Braz. Soc. Mechanical Sciences, Vol. 20, No. 2, pp. 201-218 (In
Portuguese).

The matricial formalism of the periurbation theory s applied in a simplified PWR-hot channel model 1o study the
sensiiviey of some punciual and average functionals. The model iy described by mass, linear momentum and energy
conservation egiations and adequate heat transfer and fliid mechanics corvelations. Every one is discretized along
the chunnel height. Thermalhvdraulic calewlations are carvied out und stored 1o use in the matvicial formalism.
Sensitivity coefficients are determined for specific cases and comparisons between direct results and perturbative
method have shown good agreement. The main advantages of the perturbarive method are discussed and ity
imporiaace lo sensthiviey amn"\ S80S r'mpfm.\'l.‘rr.".

Keywords: PWR-Hor Channel Model, Pertubation Theory, Matricial Formaltsm

Ortiz, J. P, and Alonso, G. V., 1998, "Study of the Polyacrylamide Igapol PA Influence
on Drag Reduction in Turbulent Flow", J. of the Braz. Soc. Mechanical Sciences, Vol.
20, No. 2, pp. 219-232 (In Portuguese).

The belwavior of aqueous polvacrilamide solutions (Igapol PA) in the reduction of viscous friction in urbulent pipe
flowe is experimentally analised. Due to the polymer addition, a reduction of 30% can be verified in the Darey friction
factor [ for values of the Revnolds number around Re=5.1(F and concentrations (C. i lugher than 70 ppm (up 10 11§
ppm). An equation is presented for ¥ as a function of the Reynolds number and the concenration, differing from
experimental results 7-9% in average.

Two expressions of the fiterature are evaluated: the Vortinskaya's equation and the Tam's general corvelution. A
cowd agreement with the Vortinskava's equation was ebtained, with differences of abowr 10% in the range of the
eaperimenty carried out. However the Tam's general correlation does not apply for the conditions of the present
sty

Keywords: Drag Reduction. Turbulence, Velacity Profiles. Polvmer Sofutions.

Bismarck-Nasr, M. N., 1998, "On Comparing Theory and Experiment of Aerodynamic
Forces and Moments on T-Tail Configurations”, J. of the Braz. Soc. Mechanical
Sciences, Vol. 20, No. 2, pp. 233-243.

The presemt paper deals with the theoretical calenlation of steady aerodvnamic loads and moments on nonplanar
lifting surfaces, The steady counterpart of the doublet lattiwe method js used in the analvsis. Several numerical
resulty are presented and these ure compared with experimental findings, It iy shown that the steady counterpart of
the doublet latice method, while being extremely cost efficient in terms of computation requirements, can predict
with a high degree of precision the airloads and the aerodynamic coefficients for nonplanar lifting configurations.
Keywords: Nonplanar, Lifting Surfaces, Air Loads, Aerodynamic Coefficients,

Cavalca, K. L., and Lima, E. N., 1998, "Non-Linear Analysis of Hidrodynamical Bearings

in a Vertical Shaft", J. of the Braz. Soc. Mechanical Sciences, Vol. 20, No. 2, pp. 244-262

(In Portuguese).

In a runntng rotor, bearings are of fundamental importance in defining 1y dynamic behaviour. Physically, the oif
film viscous flow caused by the relative motion between the shaft and the bearing internal part builds up o pressure
distribution on the rotor surfuce, vielding 1o non-linear hydrodynamic forces which are position and flwd condition
dependent. in journal bearings. The knowledye of these forces ix of fundamental importance in the analvsis of the
vibratory motion in mechamical equapments. This work consisty in the presentation and the application of non-linear
maihemaiical models that can represent hyvdrodvnamic forces exerted by the oil film in bearings, which support a
vertical flexible shaft in rotating machines. These non-linear forces are analvtically evaluated based on the rotor
shaft orbital position in the hyvdrodvnamical bearings. These hvdrodynamic forces, as well as these resulted from any
eccentnic unbalunce, are the external excitution sources included in the system equation of motion. A particular
characteristic of this method is the easy determination of the non-linear forces through an indirect solution for the
pressure disinibution integration. The dvnamical behaviour of the system, due to external unbalancing forces. is
analised by means of the orbits, graphically plotted for some interesting running conditions, From the numerical
analvsts presented, the oil film whip phenomena as well as a limit cvele in evlindrical bearings for the orbits at
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different rotanenal speeds can be obverved. Strong non-linearitiey can be observed in the ulting-pad bearings due 1o
s varwble geomelry. analyvsing the tilt angle of the pads. The tilting pad bearing high stability can be noticed by the
rotor freguency response and ity orbit amphitudes i this tvpe of bearings.

Keywords: Hvdrodviwmical Bearvigs, Pressure Distribution. Vertical Flexible Shaft, Non-Linear Model

Castro, J. T. P., Giassone, A. and Kenedi, P. P., 1998, "Fatigue Propagation of
Superficial Semi and Quart-Elliptical Cracks in Wet Welds", J. of the Braz. Soc.
Mechanical Sciences, Vol. 20, No. 2, pp. 263-277 (In Portuguese).

The mechanical properites of the base and of the wet weld metals ised in offshore platforms were measured und used
ter madel the fatigue propagation of the superficial semi-elliptical and of the corner quart-effipnical cracks, Both the
tri-dimensional geometry of the cracks and the influence of the fatgue crack propagation threshold are explicitly
consulered, and the residty are interpreted from the design and from the non-destructive inspection poinis of view.
Keywords: Fatigue, Superficial Cracks, Wer Welds.

Conci, A. and Silva W. F., 1998, "A Model for Analysis of Wire Rope with Complex Cross
Section”, J. of the Braz. Soc. Mechanical Sciences, Vol. 20, No. 2, pp. 278-297 (In
Portuguese).

The theorencal analvsis of wire rope is rather complex. The analvsis of a rope begins with a study of the deformation
of @ helival wire i a sirand. By the deformation of all wires in a given strand. one determines the response of that
strune. Again by the deformation of all strands in the rope. one deteymines the response of a repe. This model
produces equations hightfy nondinear. This waork shows the steps of this development for o compuier program
implementation 1o analyze complex wive rope geometries. Using this, deformation and siress in ropes can be
evaluated, The mindel can trear cables. having or not internal-wire-ropes cores. loaded in all combinations of load.
Results and comparison are given for Warrington, Seale and Filler-Wire constructions but they could be generated
e other construd Hons,

Kevwords: Wire Rope. Internal Wire-Rope Care, Cubles. Comples Loading
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