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Prof. Júlio César Passos, Dr. (Orientador / Presidente)

Prof. Fernando Cabral, Ph.D. (Coordenador do Curso)

BANCA EXAMINADORA:

Prof. Jurandir Itizo Yanagihara, Ph.D. (POLI-USP / Relator)

Prof. Gherhardt Ribatski, Dr. (USP - São Carlos)

Prof. Jader Riso Barbosa Junior, Ph.D. (UFSC)

Eng. Fernando Henrique Milanez, Dr. Eng. (UFSC)



Dedicatória
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SIMBOLOGIA

Sı́mbolos

A Área, m2; Constante Nu Número de Nusselt = hL
kl

Ar Número de Arquimedes =

(
g

ν2
l

)(
σ

ρlg

)1,5
, adi-

mensional

NR Número que relaciona B e (ϕ∆Tsat)

B Coeficiente das correlações de Benjamin e Bal-

akrishan (1996) e de Mikic e Rohsenow (1969)

N/A Densidade de sı́tios de nucleação, 1/m2

Bo Número de Bond Pr Número de Prandtl =
Cpµ

k
= ν

α
, adimensional

cpl Calor especı́fico do lı́quido, J/(kgK) p Pressão, Pa

C Constante pr Pressão reduzida, adimensional

Cb Constante Q Calor dissipado pela resistência elétrica, W

C1,2,3 Constantes da Correlação de Mikic e Rohsenow

(1969)

Qm Calor evaporado em um menisco, W

CH Constante de Hamaker igual a 2, 0 x 10−12 J QR Calor de condução na seção de teste, W

Csf Coeficiente da Correlação de Rohsenow (1952) Qtun Calor total evaporado no túnel, W

D Diâmetro, m q Fluxo de calor, W/m2

Db Diâmetro de partida de bolha, m R Raio, m; Resistência elétrica, Ω

E Energia de ativação

f Freqüência de emissão de bolhas, 1/s RaL Número de Rayleigh, adimensional

fp Fator da Correlação de Ribatski (2002) Ra Desvio médio aritmético, µm

Fp Fator relativo à pressão, adimensional r Raio, m; Coeficiente da Eq. (2.23) e igual à 0,33

F (pr) Fator relativo à pressão para a correlação de

Borishanski (1969)

rs Raio de cavidade para o qual N/A tem valor

unitário, m

Fq Fator relativo ao fluxo de calor, adimensional Re Número de Reynolds

FSA Fator relativo à superfı́cie aquecedora, adimen-

sional

Rp Profundidade de alisamento, µm

FM Fator relativo ao material da superfı́cie aque-

cedora, adimensional

RT Resistência térmica de condução/convecção,

K/W

FR Fator relativo à rugosidade da superfı́cie aque-

cedora, adimensional

R∗T Resistência térmica de condução, K/W

g Aceleração da gravidade, m/s2 s Coeficiente da Eq. (2.23); Entropia, J/(kgK);

Dimensão caracterı́stica, m

h Coeficiente de transferência de calor, W/(m2K) t Tempo, s

hlv Calor latente de vaporização, J/kg T Temperatura, oC; Total

Ja∗ Número de Jacob modificado,
ρlcpl∆Tsat

ρvhlv
, adi-

mensional

Ub Velocidade da bolha, m/s

k Condutividade térmica, W/(mK) u Incerteza experimental; velocidade

v volume especı́fico, m3/kg

L Comprimento caracterı́stico, m; Comprimento

do cilindro, m

V Tensão elétrica nos bornes da resistência

elétrica, V

M Peso molecular, kg/kmol Xi Parâmetros adimensionais da Correlação de

Stephan e Adbelsalam (1980), i = 1, 2, ..., 13

m Constante y Coordenada vertical do plano cartesiano
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b Bolha m Menisco; material; medido

c Cavidade; crescimento; calculado, crı́tico max Máximo

CHF Critical Heat Flux min Mı́nimo

CN Convecção Natural n Núcleo

crit Crı́tico ONB Onset of Nucleate Boiling

EN Ebulição nucleada o Referência

e Externo; espera p Parede, poro

ex Externo R Reconstituição

exp Experimental s Superfı́cie com cobertura

f Fluido sat Saturação

inf Influência T Total

K kutatelatze t Térmica

l Lı́quido tun Túnel

MB Moissis e Berenson w Superfı́cie sem cobertura, wall

ME Micro camada de evaporação Z Zuber

MR Mikic e Rohsenow

Letras Gregas

α Difusividade térmica = k
ρcp

, m2/s µ Viscosidade dinâmica, Pa.s

β Ângulo de contato, graus; inclinação da

superfı́cie aquecedora em relação ao vetor

aceleração da gravidade, graus

ν Viscosidade cinemática, m2/s

γ Efeito da superfı́cie/lı́quido, adimensional π 3, 1415926

δ Espessura da camada limite, m ρ massa especı́fica, kg/m3

∆psat Diferença entre a pressão de saturação na tem-

peratura Tp e a pressão de saturação na tem-

peratura do fluido, ver Eq. (2.35), Pa

σ Tensão superficial, N/m

∆Tad Tempo de admissão de lı́quido, s ϕ Efeito do diâmetro instantâneo da bolha, adi-

mensional

∆Tsat Superaquecimento da superfı́cie aquecedora

(= Tp − Tsat), K

Θ Parâmetro da Eq. (2.64), adimensional

∞ Condições de corrente livre
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Resumo

No presente trabalho são apresentados resultados experimentais referentes ao

regime de ebulição nucleada do R-134a saturado em superfı́cies externas de tubos

de cobre liso e microaletado. Os testes foram realizados para pressões variando

entre 6, 1 e 12, 2 bar e fluxos de calor compreendidos entre 0, 1 e 100 kW/m2. Este

trabalho inclui, ainda, a análise da distribuição circunferencial do coeficiente de

transferência de calor (h), a comparação dos h experimentais com os h calculados

pelas principais correlações existentes na literatura e visualizações do fenômeno de

ebulição para diferentes condições de teste. A análise dos resultados mostrou que

o confinamento de bolhas nas aletas e a rugosidade da superfı́cie aquecedora do

tubo de cobre microaletado, cuja estrutura foi obtida pela usinagem convencional,

foram determinantes para se obter uma estabilização no crescimento do h em de-

terminadas faixas de fluxo de calor e pressões, indicando um possı́vel inı́cio de

secagem da superfı́cie aquecedora. Em adição, as visualizações mostraram que a

formação de “bolsões” de vapor na região inferior do tubo também contribuiu para

que esta estabilização do h fosse atingido.

Palavras-chave: Ebulição nucleada, superfı́cies intensificadoras, microale-

tas, nucleação
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Abstract

In the present work are presented experimental results referring to the nucleate

pool boiling regime of the saturated R-134a in external surfaces of smooth and

micro-fin copper pipes. The tests were carried through for pressures varying be-

tween 6, 1 and 12, 2 bar and heat flux varying between 0, 1 and 100 kW/m2. This

work includes, still, the analysis of the effect of the circumferential distribution

of the heat transfer coefficient (h), the comparison of the experimental h with the

calculated h for the main correlations existing in literature and visualizations of

the boiling phenomenon for different test conditions. The analysis of the results

showed that the confinement of the bubbles in the fins and the roughness of the

heating surface of the copper pipe with micro-fin, whose structure was gotten by

the conventional usinagem, had been determinative to get a stabilization in the

growth of h in determined bands of heat transfer and pressures, indicating a pos-

sible beginning of drying of the heating surface. In addition, the visualizations

showed that the formation of vapor “mushroom” in the downward region of the

pipe also contributed so that this stabilization of h was reached.

Keywords: Nucleate boiling, enhancement surfaces, micro-fins, nucleation



Capı́tulo 1

Introdução

1.1 Considerações Iniciais e Motivação

O fenômeno de ebulição, comumente conhecido como o ato de ferver um lı́quido, é

uma forma de transferência de calor muito utilizada pela humanidade há milhares

de anos. No entanto, a primeira publicação envolvendo este fenômeno só surgiu

em meados do século XVIII, mais precisamente em 1756, pelo médico J. G. Leiden-

frost, ver Leidenfrost (1756) apud Carey (1992). Leidenfrost observou, experimen-

talmente, que a vaporização de uma gota d’água, sobre uma superfı́cie aquecedora,

deve ser rápida o suficiente para que a produção de vapor estabilize o campo de

pressão capaz de manter a gota afastada da superfı́cie aquecedora. O fenômeno

descrito por Leidenfrost está associado ao regime de ebulição em pelı́cula, na qual

a superfı́cie está a uma temperatura muito acima da temperatura de saturação da

água.

Entretanto, é no século XX que se intensificam as publicações de artigos sobre

ebulição, ver Bergles (1997). Jakob e Fritz (1931) apud Stephan (1992) foram os

primeiros pesquisadores a estudar a influência da rugosidade na transferência de

calor e verificar o seu efeito intensificador sobre o regime de ebulição nucleada. O

trabalho de Nukyiama (1934) pode ser considerado como um marco no entendi-

mento do fenômeno de ebulição por ter apresentado, pela primeira vez, a Curva de

Ebulição, tendo inferido a existência do regime de transição (Passos, 1994).
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Este aumento considerável de trabalhos em ebulição não foi por acaso. Com a

expansão de mercados emergentes - condição necessária à sobrevivência do capi-

talismo - a mecanização das indústrias tornou-se de extrema importância para se

produzir em larga escala a qual, por sua vez, precisou ampliar a capacidade de

estocagem dos produtos.

O maior problema para este processo, no entanto, era para os chamados pro-

dutos perecı́veis, pois necessitavam de ambientes climatizados. Foi neste contexto

que apareceram as primeiras câmaras frias. Elas tinham a função das câmaras

frigorı́ficas atuais, porém eram volumosas, caras e pouco eficientes (ver Dossat,

1978). Em 1834, no entanto, Perkins propôs um sistema de refrigeração por com-

pressão que, em pouco tempo, evoluı́u e pôde ser aplicado no nosso dia-a-dia, como

por exemplo, na refrigeração doméstica, na calefação e no condicionamento de ar.

Atualmente, os fundamentos da globalização (que proporciona a maximização

de lucros), a necessidade de redução de consumo energético e a nova consciência

ambiental estão agrupados de tal forma que torna necessário o desenvolvimento de

pesquisas nas áreas tecnológicas e, em nosso caso especial, nos fundamentos da

ebulição. Estes três componentes juntos têm obrigado as empresas a desenvolver

equipamentos cada vez mais baratos, compactos e eficientes.

No caso de equipamentos com mudança de fase, as pesquisas dos fenômenos

fı́sicos de ebulição e condensação, vistos como mecanismos eficientes de trans-

ferência de calor, cresceram enormemente. Um dos regimes mais estudados, atual-

mente, é o Regime de Ebulição Nucleada (REN). Nele, se consegue transferir altos

fluxos de calor com pequenos superaquecimentos da superfı́cie, ∆Tsat = Tp − Tsat,

onde Tp representa a temperatura da superfı́cie em contato com o fluido de resfria-

mento e Tsat é a temperatura de saturação deste fluido (ver Carey, 1992). De acordo

com a definição do coeficiente de transferência de calor, h, Eq. (1.1), a diminuição

deste superaquecimento, para um mesmo fluxo de calor, q, ocasiona o aumento de

h.
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h =
q

∆Tsat

(1.1)

Gorenflo (2001) efetuou estudos de transferência de calor por ebulição em eva-

poradores com o objetivo de torná-los mais compactos através da combinação

otimizada do projeto de superfı́cies e da escolha do fluido refrigerante. Silva e

Mantelli (2004) apresentaram outras aplicações da ebulição em termossifões para

a indústria petro- quı́mica, alimentı́cia e em tubos de calor para a indústria aeroes-

pacial. Chang et al. (2002) apresentaram alguns dissipadores de calor para proces-

sadores de computadores que já utilizam a ebulição e a condensação como meios

eficientes de transferência de calor.

Pelos motivos apresentados, acima, vários centros de pesquisa, com o apoio

das indústrias, estão investindo no conhecimento dos mecanismos que governam

o processo de ebulição. Os fatores que mais influenciam o processo de ebulição

são:

• O fluido de trabalho;

• O acabamento da superfı́cie aquecedora e sua espessura;

• A pressão do sistema;

• A orientação da superfı́cie aquecedora;

• O nı́vel de fluxo de calor;

• O modo de aquecimento (se à temperatura constante ou fluxo de calor cons-

tante);

• A presença de gases dissolvidos no fluido de trabalho;

• O subresfriamento do fluido de trabalho;

• O envelhecimento da superfı́cie aquecedora.
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Com todas estas variáveis, os pesquisadores restringem seus experimentos a

determinadas condições de teste fazendo com que as respectivas correlações1 se-

jam mais representativas para estas condições. A correlação para a determinação

do h desenvolvida por Cooper (1984), por exemplo, considera a pressão reduzida do

sistema, o peso molecular do fluido refrigerante, o fluxo de calor imposto e a rugosi-

dade da superfı́cie aquecedora. No entanto, fatores como a orientação da superfı́cie

aquecedora e sua espessura, a presença de gases dissolvidos no fluido refrigerante

e suas propriedades termofı́sicas não foram consideradas. Já a correlação de Bori-

shanski (1969) considera as pressões reduzida e crı́tica e o fluxo de calor imposto,

mas desconsideram o peso molecular e a rugosidade da superfı́cie.

1.2 Objetivos da tese

1.2.1 Objetivo Principal

O objetivo principal do presente trabalho é determinar experimentalmente o coefi-

ciente de transferência de calor em ebulição nucleada do R-134a em dois tubos de

cobre com superfı́cies aquecedoras externas lisa e microaletada.

1.2.2 Objetivos Especı́ficos

Os objetivos especı́ficos do presente trabalho são investigar a:

• Influência do fluxo de calor no h;

• Influência da pressão do sistema no h;

• Influência do confinamento e aprisionamento de bolhas na secagem da su-

perfı́cie aquecedora;

• A distribuição circunferencial do h;
1As diversas correlações que serão apresentadas neste capı́tulo são analisadas no capı́tulo 2.
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Neste trabalho também é feita a visualização da ebulição nucleada para algumas

condições testadas.

1.3 Organização do Documento

O presente trabalho está estruturado em cinco capı́tulos e quatro anexos.

No capı́tulo 1, são apresentadas uma breve introdução histórica sobre o estudo

da ebulição e suas principais motivações bem como os objetivos gerais da tese e

a estrutura do presente documento. No capı́tulo 2, é apresentada uma revisão

bibliográfica que compreende vários tópicos de estudo, quais sejam: (1) os funda-

mentos da ebulição, como, por exemplo, a curva de ebulição e seus sub-regimes,

(2) o regime de Ebulição Nucleada onde se verifica o superaquecimento mı́nimo

para a formação de uma bolha assim como o seu processo de crescimento, e as

fases da ebulição nucleada e (3) as principais correlações existentes na literatura

para a determinação do coeficiente de transferência de calor.

No capı́tulo 3, são apresentados o aparato e o procedimento experimentais uti-

lizados para a determinação dos coeficientes de transferência de calor e a análise

de incertezas. No Capı́tulo 4, são apresentados os resultados experimentais do pre-

sente trabalho. Finalizando, no capı́tulo 5 são apresentadas as conclusões deste

trabalho e as sugestões para trabalhos futuros.



Capı́tulo 2

Revisão Bibliográfica

O objetivo neste capı́tulo é apresentar as principais variáveis que influenciam os

mecanismos de transferência de calor por ebulição nucleada assim como uma

sı́ntese de alguns dos principais modelos para a previsão do coeficiente de trans-

ferência de calor, h. São analisadas várias correlações empı́ricas disponı́veis na

literatura para o cálculo de h de diferentes autores e é feita uma análise crı́tica

através da comparação dos resultados previstos por essas correlações.

2.1 Fundamentos da Ebulição

2.1.1 A Curva de Ebulição

A seguir são descritas as quatro regiões presentes na Curva de Ebulição apresen-

tada na Fig. (2.1). Esta curva se aplica ao problema de ebulição nucleada em vaso,

sobre uma placa plana horizontal e sob a ação da aceleração da gravidade. Além

disso, o fluxo de calor é imposto (ver Carey, 1992).

Região AB - Regime de Convecção Natural

Este regime ocorre quando a temperatura da superfı́cie aquecedora é inferior ou

ligeriramente superior à temperatura de saturação do fluido de trabalho, sem a

ocorrência da ebulição. A convecção natural foi extensamente investigada o que
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Figura 2.1: Curva de ebulição.

proporcionou a derivação de equações teóricas e correlações empı́ricas que per-

mitem predizer os coeficientes de transferência de calor por convecção natural.

Conforme Bejan (1994), o regime de convecção natural é caracterizado pelo movi-

mento do fluido devido aos efeitos do empuxo e sem a presença de dispositivos

externos. No caso de uma placa horizontal voltada para cima e aquecida, o fluido

que está próximo a esta placa se expande, torna-se mais leve e se desloca para

cima e neste deslocamento transporta calor para as regiões mais frias do fluido.

Por outro lado, o fluido mais frio, por ser mais pesado, desloca-se para baixo e

retira calor da parede aquecida. Este movimento de subida do fluido quente e des-

cida do fluido frio cria o movimento de correntes de lı́quido, inerente ao processo

de transferência de calor por convecção natural. Portanto, no ciclo de convecção

natural, é observada a seguinte seqüência de processos: aquecimento - expansão -

resfriamento - contração.

Há diversas correlações para a determinação do número de Nusselt no regime de

convecção natural em função da configuração da superfı́cie aquecedora em estudo.

Como neste trabalho o estudo ocorrerá em tubos de cobre com orientação horizon-

tal, é apresentada na Eq. (2.1) a correlação desenvolvida por Churchill e Chu (1975)



Revisão Bibliográfica 8

apud Incropera e DeWitt (2002) para cilindros horizontais com distribuição de tem-

peraturas da superfı́cie aquecedora uniformes. Os números de Nusselt calculados

por esta correlação são comparados com os números de Nusselt experimentais

calculados pela Eq.(A.1).1

NuD =





0, 6 +
0, 387Ra

1/6
D[

1 +
(

0,559
Pr

)9/16
]8/27





2

(2.1)

Nuexp = hexp
D

kl

(2.2)

Nesta equação, D é o diâmetro externo do tubo de cobre, m; kl é a condutividade

térmica do fluido de trabalho, W/(mK); hexp é o coeficiente de transferência de calor

determinado pela Eq. (A.1), W/(m2K); RaD é o número de Rayleigh, adimensional;

Pr é o número de Prandlt, adimensional.

Região BCDEF - Regime de Ebulição Nucleada

O REN caracteriza-se por elevados fluxos de calor com baixas diferenças entre a

temperatura da superfı́cie aquecedora e a temperatura de saturação do fluido re-

frigerante, ∆Tsat. O ponto B representa o inı́cio da ebulição nucleada, também

conhecida pelas iniciais ONB, do inglês Onset of Nucleate Boiling. Neste ponto, o

∆Tsat tem seu valor na ordem de 1 a 10oC, a depender do fluido e são formadas as

primeiras bolhas de vapor. Uma vez liberadas da superfı́cie, o sı́tio de nucleação

é molhado parcialmente pelo lı́quido mais frio que se encontra na vizinhança da

parede aquecida, provocando o resfriamento local da parede, como está represen-

tado pela região BC da Fig. (2.1). Nesta região observa-se que o fluxo de calor

permanece constante e ∆Tsat apresenta uma queda devida à diminuição de Tp.

Na região CDEF podem ser destacados três processos e que são estudados na

seção (2.2), quais sejam:

1No Apêndice A são apresentados os detalhes desta comparação.
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• Bolhas isoladas, que correspondem à região CD ou corresponde ao regime de

ebulição parcial;

• Colunas e bolsões de vapor, que correspondem à região DE;

• Grandes cogumelos, que correspondem à região EF.

O ponto F corresponde ao término do REN e representa o fluxo de calor máximo,

também chamado de fluxo de calor crı́tico. Sob fluxo de calor imposto, uma

vez atingido este ponto, a temperatura de parede aumenta rapidamente, com a

ocorrência da transição do regime de ebulição nucleada ao regime de ebulição em

pelı́cula, conforme indicado pela linha FH da Fig. (2.1).

Região FG - Regime de Transição

Neste regime, a parede aquecida é coberta, de forma intermitente, por uma pelı́cula

de vapor instável e irregular, e por bolhas de vapor. Na Fig. (2.1) pode-se observar

que, à medida que ∆Tsat aumenta, ocorre a diminuição do fluxo de calor. Depen-

dendo do modo como a superfı́cie é aquecida, se por fluxo de calor imposto ou

por temperatura imposta, o regime de transição pode ser estabilizado ou não (ver

Passos, 1994).

Região GHI - Regime de Ebulição em Pelı́cula

Este regime caracteriza-se pela existência de uma camada contı́nua de vapor co-

brindo a superfı́cie aquecedora. A transferência de calor entre a superfı́cie aque-

cedora e o fluido refrigerante ocorre por condução (ver Incropera e DeWitt, 2002 e

Carey, 1992).

Como é visto na Fig. (2.1) e região GHI, um fluxo de calor elevado irá requerer

elevada diferença de temperatura entre a superfı́cie aquecedora e o fluido refrige-

rante. A interface vapor-lı́quido é ondulada, com oscilação de vales e picos que

permitem lançar uma bolha de vapor na região de pico, seguida, imediatamente,
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da criação de um vale. O regime de ebulição em pelı́cula pode apresentar insta-

bilidades hidrodinâmicas caracterizadas por um comprimento de onda entre dois

picos máximos. Estas instabilidades recebem o nome de Instabilidade de Taylor

(ver Passos, 1994).

2.2 O Regime de Ebulição Nucleada - REN

Conforme mencionado na seção anterior, a ebulição nucleada tem por principal

caracterı́stica a transferência de elevados fluxos de calor para pequenas diferenças

de temperatura entre a superfı́cie aquecedora e o fluido refrigerante. Isso propor-

ciona projetar trocadores de calor com menores dimensões em função dos altos

coeficientes de transferência de calor, h. Como exemplo, podem ser citados os eva-

poradores inundados usados na indústria de refrigeração e de condicionamento de

ar.

Nesta seção são apresentados os critérios para o inı́cio da ebulição nucleada e

os principais sub-regimes deste regime.

2.2.1 Formação de uma bolha de vapor e ativação dos sı́tios de

nucleação

Segundo Hsu (1962), são necessárias duas condições para a nucleação heterogênea

de uma bolha. A primeira condição é a pré-existência de vapor ou gás nas micro-

cavidades da parede em contato com o fluido de resfriamento. A segunda condição

é que o lı́quido em contato com a superfı́cie aquecedora tenha um mı́nimo de

superaquecimento. Esta condição é dada pela Eq. (2.5) a qual corresponde a

uma combinação da equação de Clausius-Clapeyron, Eq. (2.3), com a equação de

Young-Laplace, Eq. (2.4).

(
dp

dT

)

sat

=
slv

vlv

=
hlv

Tsatvlv

(2.3)
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pv − pl =
2σ

rn

(2.4)

Tb − Tsat =
2σTsatvlv

rnhlv

(2.5)

Para pressões reduzidas baixas, tem-se vl << vv, e, então, vlv = vv = 1/ρv, obtendo,

assim, a Eq. (2.6).

Tb − Tsat =
2σTsat

ρvrnhlv

(2.6)

onde, σ é a tensão superficial, em N/m; rn é o raio do núcleo de vapor, em m; hlv é

o calor latente de vaporização, em J/kg; Tb é a temperatura interna da bolha, em

K; Tsat é a temperatura de saturação do lı́quido, em K; ρv é a massa especı́fica do

vapor, em kg/m3.

A Eq. (2.6) informa que é necessário um superaquecimento mı́nimo do lı́quido,

Tb − Tsat, para a ativação de um núcleo de vapor de raio rn.

Uma outra forma de expressão para o superaquecimento acima é obtida con-

siderando um rn mı́nimo (o que corresponde a um pv máximo) e isto ocorre quando

rn é igual ao rc da Fig. (2.3). Com isso, a equação de Clausius-CLapeyron, Eq. (2.3),

toma a forma da Eq. (2.7).

(
pv − psat

Tp − Tsat

)

Tsat

=
hlv

Tsatvlv

(2.7)

Substituindo a equação de Young-Laplace com rn = rc, ver Eq. (2.4), na equação

Eq. (2.7), tem-se:

∆Tsat = Tp − Tsat =
2σTsat

ρvrchlv

(2.8)

onde, rc é o raio da cavidade da superfı́cie aquecedora, em m, e Tp é a temperatura

de parede da superfı́cie aquecedora, em K.

Hsu (1962) demostrou, teoricamente, que as cavidades capazes de serem ati-

vadas, dando origem às bolhas de vapor e, portanto, ao inı́cio da ebulição nucleada,
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são aquelas cujo valor do raio da cavidade, rc, está compreendido entre os valores

de cavidades ativáveis máximo e mı́nimo, ou seja, rc,min ≤ rc ≤ rc,max (ver Fig. 2.2).

Segundo o modelo de Hsu (1962), a ativação de uma cavidade de raio rc ocorre

durante a transferência de calor por condução, em regime transiente, através do

lı́quido em contato com a superfı́cie aquecedora, ver Eq. (2.9). Nesta equação,

∆T ≡ T − Tf .

∂ (∆T )

∂t
= αl

∂2 (∆T )

∂y2
(2.9)
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A

Figura 2.2: Perfil da temperatura na camada limite. Figura extraı́da de Carey

(1992).

Um esquema do problema a ser resolvido é apresentado na Fig. (2.3). Esta

figura representa o perfil de temperatura linear no lı́quido, devido à condução de

calor na direção y. A linha tracejada representa o limite da camada de lı́quido

superaquecido. Esta camada apresenta uma espessura a qual cresce desde a su-

perfı́cie aquecedora (região hachurada) até a espessura y = δt. Nesta interface,

a temperatura do fluido é igual a Tf e a influência da temperatura da superfı́cie

aquecedora é desprezı́vel.
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A condição inicial para a solução da Eq. (2.9) é dada por:

∆T = 0, para t = 0

e é complementada com as seguintes condições de contorno obtidas na Fig. (2.3),

em t > 0:

∆T = 0, para y = δt

y = 0 =⇒




∆Tp = Tp − Tf , se a temperatura é prescrita.
∂∆T
∂y

= q
k
, se o fluxo de calor é prescrito.

que são necessárias à solução do problema de condução transiente, no domı́nio

lı́quido definido por 0 ≤ y ≤ δt.

2r

T >Tp sat

Bolha de
Vapor

y = b = 2r = 1,6r

r = 1,25r

y = dt

y

TfLinha limite da  camada de líquido superaquecido

2rc

n

n

n

c

c

Figura 2.3: Modelo de Hsu (1962). Adaptado de Carey (1992).

Resolvendo a Eq. (2.9) e aplicando as condições de contorno para Tp constante,

os raios máximo e mı́nimo, mencionados anteriormente, e apresentados na Fig.
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(2.2), são calculados pela seguinte expressão:

rmax,min =
δt

4


1− ∆Tsat

∆Tp

±
√√√√

(
1− ∆Tsat

∆Tp

)2

− 12, 8σTsat (pl)

ρvhlvδt∆Tp


 (2.10)

Quando o fluido está saturado, o ∆Tsat da Eq. (2.10) é igual à zero e, então, se

obtém a Eq. (2.11).

rmax,min =
δt

4


1±

√√√√1− 12, 8σTsat (pl)

ρvhlvδt∆Tp


 (2.11)

Além disso, é observado que quando a expressão localizada dentro da raiz

quadrada da Eq. (2.11) é igualada à zero, obtém-se uma expressão para o ∆Tp,

que é dada pela Eq. (2.12) e que segundo Carey (1992) corresponde ao supera-

quecimento para o inı́cio da ebulição nucleada. Assim, se este valor de ∆Tp é

substituido na Eq. (2.11), há apenas um valor para rc que é igual a 0, 25δt. Para

superaquecimentos inferiores a este ∆Tp, os raios de cavidade máximo e mı́nimo

são números complexos e, portanto, não há núcleos de vapor ativáveis. Para supe-

raquecimentos superiores ao ∆Tp, há a existência dos raios de cavidade máximo e

mı́nimo, sendo ambos números reais e diferentes. Para esta última situação, qual-

quer raio de cavidade será possı́vel de ativação se estiver compreendido entre estes

valores extremos.

∆Tsat,ONB = ∆Tp =
12, 8σTsat (pl)

ρvhlvδt

(2.12)

Para o caso em que o fluxo de calor é imposto, Hsu (1962) desenvolveu uma

expressão para o fluxo de calor mı́nimo para o inı́cio de ebulição que é dada por:
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qONB = h


∆Tsat +

6, 4σTsat

ρvhlvδt

+

√√√√
(

6, 4σTsat

ρvhlvδt

) (
2∆Tsat +

6, 4σTsat

ρvhlvδt

)
 (2.13)

onde,

δt =
kl

h
(2.14)

A Eq. (2.14) determina uma espessura δ de camada limite constante quando

deveria ser proporcional à raiz quadrada do tempo,
√

t. Esta aproximação utilizada

por Hsu (1962) implica em uma solução fortemente dependente de h, valor este que

deve ser arbitrado.

Bergles e Rohsenow (1964) também desenvolveram uma correlação para o cál-

culo do inı́cio da ebulição nucleada para a água, baseada na pressão do sistema e

no superaquecimento da superfı́cie aquecedora (ver Eq. 2.15). Nesta equação, p é

a pressão em kPa e ∆Tsat = Tp − Tsat em K.

qONB = 5, 3p1,156 (1, 8∆Tsat)
2,41

p0,0234 (2.15)

2.2.2 Fases da ebulição nucleada

Conforme se observa na Fig. (2.1), a região BCDEF corresponde à ebulição nucle-

ada. O primeiro trecho desta região, BC, representa o resfriamento da superfı́cie

aquecedora quando são formadas as primeiras bolhas. Segundo Gaertner (1965),

no trecho BCD, devido ao baixo fluxo de calor, a ebulição nucleada é caracterizada

pela predominância de bolhas isoladas (ou discretas) (ver Fig. 2.4.a).

Segundo Gaertner (1965), a Fig. (2.4.b) provavelmente represente a ebulição

nucleada plenamente desenvolvida. A mudança no processo de ebulição apresen-

tada na Fig. (2.4.a) para o processo da Fig. (2.4.b) representa a faixa de ocorrência

da primeira transição existente na ebulição nucleada. Moissis e Berenson (1969)

desenvolveram uma correlação para o cálculo do fluxo de calor que corresponde

a esta primeira transição (ver Eq. 2.16). Segundo Zuber (1959), esta transição
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(a) Bolhas discretas (b) Bolhas discretas,
colunas de vapor e
bolsões de vapor

(c) Colunas de vapor/
grandes bolsões de vapor

(d) Grandes bolsões de vapor

Figura 2.4: Exemplos de configurações geométricas da estrutura bifásica (Gaertner,

1965).

ocorre quando a distância média entre os sı́tios ativos de nucleação vizinhos torna-

se menor do que o dobro do diâmetro das bolhas.

qMB = 0, 11
√

βρvhlv

(
σg

ρl − ρv

)0,25

(2.16)

onde, β é o ângulo de contato em graus formado entre a bolha e a superfı́cie aque-

cedora.

Para fluxos de calor superiores à faixa de ocorrência da primeira transição,

formam-se grandes bolsões de vapor, conforme representado na Fig. (2.4.c), corres-

pondente ao trecho DE da Fig. (2.1). A partir do momento em que a inclinação da

curva começa a diminuir, dá-se, então, o inı́cio da segunda transição da ebulição

nucleada, que corresponde ao trecho EF da Fig. (2.1). Gaertner observou que a

diminuição da inclinação ocorrida no trecho EF da curva de ebulição é devida à

redução no número de colunas que alimentam os bolsões de vapor, conforme se

observa na Fig. (2.4.d). O colapso de várias colunas, espécies de vias de escoa-

mento do vapor produzido, que alimentam o bolsão de vapor prenuncia a iminente

secagem da superfı́cie aquecida, logo antes do fenômeno de crise de ebulição.

O ponto F representa o fluxo de calor crı́tico, qcrit. Zuber (1959) propôs a Eq.

(2.17) para predizer o qcrit sobre uma placa plana horizontal e infinita, cuja su-

perfı́cie aquecida está voltada para cima e banhada por um lı́quido à temperatura

de saturação. Segundo Zuber e Tribus (1958), a correlação de Zuber foi obtida

através de um modelo que postula que o fenômeno de crise de ebulição resulta
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da interação de dois tipos de instabilidade: as instabilidades de Taylor, na inter-

face vapor-lı́quido, normal ao vetor aceleração da gravidade, e as instabilidades de

Helmholtz, na interface vapor-lı́quido de uma coluna de vapor vertical que serve

de via de escape de vapor (Passos, 1994). De acordo com este modelo, o limite su-

perior do fluxo de calor para o sistema operar nos regimes de ebulição nucleada é

dada pela Eq. (2.18) e ocorre quando todo o lı́quido que chega à superfı́cie aquecida

vaporiza-se instantaneamente, ver Zuber e Tribus (1958) e Passos (1994).

qZ = 0, 131ρvhlv

(
σg (ρl − ρv)

ρ2
v

)0,25 (
ρl

ρl + ρv

)0,5

(2.17)

qcrit = ρvucrithlv (2.18)

O valor 0, 131 do coeficiente que aparece na Eq. (2.17) foi obtido experimental-

mente e se aproxima do valor médio teórico obtido através dos valores crı́ticos da

velocidade ucrit (Passos, 1994).

Em 1948, Kutateladze (ver Kutateladze, 1963) chegou a uma equação geral para

a velocidade crı́tica do vapor partindo de uma análise da ordem de grandeza dos

termos da equação de Euler escritas para as fases vapor e lı́quida. Após ajustada

aos resultados experimentais, chegou à seguinte equação:

qK = 0, 16ρvhlv

(
σg (ρl − ρv)

ρ2
v

)0,25

(2.19)

Como se pode observar, para baixas pressões, quando ρv ¿ ρl, as correlações de

Zuber e de Kutateladze apresentam formas análogas, diferindo apenas com relação

aos coeficientes empı́ricos. Na literatura especializada, encontram-se outros valo-

res para o coeficiente da Eq. (2.19), como por exemplo 0, 141 (conforme Stephan,

1992).

Na Fig. (2.5) são apresentados os fluxos de calor crı́ticos de Zuber e de Kutate-

ladze para o R-134a com a pressão variando de 1 a 15 bar. É apresentado, também,
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o fluxo de calor de transição de Moissis-Berenson2. Como se pode notar na figura,

os fluxos de calor de Zuber e de Kutateladze aumentam com o aumento da pressão

até a pressão de 10 bar em função da variação das propriedades termo-fı́sicas do

fluido de trabalho. Após esta pressão, os fluxos de calor crı́ticos apresentam uma

tendência a manter-se constante.

0 2 4 6 8 10 12 14 16
0
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p, bar

q (Moissis e Berenson) - Eq. (2.16) e 5,8b=
o

q (Zuber) - Eq. (2.17)

q (Kutateladze) - Eq. (2.19)

q
, 
k
W

/m
2

Figura 2.5: Fluxos de calor de Zuber, Kutateladze e de Moissis Berenson para

pressões variando de 1 a 15 bar.

A Tabela (2.1) apresenta um resumo quantitativo dos principais pontos do Re-

gime de Ebulição Nucleada mencionados nesta seção, para diversos fluidos satura-

dos à pressão atmosférica. A espessura da camada limite térmica, δt, foi calculada

pela Eq. (2.14) com o valor de h correspondente à 500 W/(m2K), indicando o inı́cio

da ebulição nucleda. Com o δt calculado, partiu-se para o cálculo dos raios de

cavidade máximo e mı́nimo usando a Eq. (2.11). Para isso, arbitrou-se valores de

∆Tp compreendidos entre três e quatro graus Kelvin, para os diversos fluidos de

2O ângulo de contato, β, usado para a correlação de Moissis e Berenson foi igual a 5, 8o, conforme

sugere Vadgama e Harris (2007) para o R-134a em contato com uma superfı́cie de cobre.



Revisão Bibliográfica 19

Tabela 2.1: Valores calculados para o REN em fluidos saturados à pressão at-

mosférica.
REN Tsat(pl) ∆Tsat r

c,min
rc,max q

ONB
q

MB
q
Z

q
K

Eq. - 2.8 2.11 2.11 2.13 2.16 2.17 2.19

Unidade K µm kW/m2

Água 373,2 3,7 8,8 671,2 2,3 156 1099 1353

R-11 297,0 3,8 2,7 84,5 2,4 81,8 230 282

R-12 243,2 3,9 1,9 84,9 2,5 78,1 212 260

R-22 232,3 3,8 2,7 111,5 2,4 86,0 263 322

R-134a 247,1 4,9 1,3 102,5 3,1 86,3 247 302

R-113 320,7 4,2 2,1 61,6 2,7 78,3 197 241

R-123 301,0 4,0 2,0 73,6 2,5 81,3 216 264

R-141b 305,2 4,6 2,1 89,9 2,9 86,7 243 298

Amônia 239,8 3,7 4,7 661,1 2,3 143 699 859

trabalho apresentados na Tabela (2.1). Estes raios mı́nimo e máximo estão apre-

sentados na Tabela supracitada na quarta e quinta colunas, respectivamente. O

superaquecimento apresentado na terceira coluna foi obtido através da Eq. (2.8),

onde o rc usado foi o rc,min apresentado na quarta coluna da mesma tabela.

Para o cálculo do qONB, apresentado na sexta coluna da Tabela (2.1), utilizou-se

a Eq. (2.13), onde o ∆Tsat correspondeu à metade do valor calculado pela Eq. (2.8) e

apresentado na terceira coluna da tabela. Isto foi possı́vel, pois os valores de ∆Tsat

da terceira coluna são máximos devido a um raio de cavidade mı́nimo.

Os resultados indicam que o inı́cio da ebulição nucleada, nos diversos fluidos de

trabalho apresentados, ocorreu para fluxos de calor baixos, inferiores 3, 5 kW/m2 e

superaquecimentos da superfı́cie aquecedora compreendidos entre 3, 5 e 5, 0 K.

2.2.3 Influências no fenômeno da ebulição

Nesta seção são apresentados os fatores que influenciam na determinação do coe-

ficiente de transferência de calor. São eles: o tipo do fluido refrigerante, a pressão
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do sistema, a orientação da superfı́cie aquecedora e sua geometria.

Influência do Fluido Refrigerante

Thome (1996) apresenta uma revisão do estado da arte sobre os novos fluidos re-

frigerantes. Segundo o autor, os CFCs (R-11, R-12, R-114, R-115 e R-502) têm

sido substituı́dos pelos HCFCs (R-22 e R-123), HFCs (R-134a, R-152a, etc) e re-

frigerantes naturais (hidrocarbonetos e amônia). Esta mudança, por sua vez, re-

quer uma adaptação de todo o sistema, chamada de retrofit nas indústrias, e não

apenas um redimensionamento dos equipamentos. Além disso, Gorenflo (2001)

afirma que o ótimo projeto de evaporadores depende da correta avaliação do REN

e das contribuições da convecção para a transferência de calor. Isto é importante

à medida que novos fluidos e misturas de fluidos estão sendo introduzidos para

substituir os fluidos que têm efeitos negativos na atmosfera.

Na Fig. (2.6), o fluxo de calor está plotado em função do ∆Tsat segundo a

correlação de Forster e Zuber (1955) a qual está apresentada na Eq. (2.35). As

propriedades termofı́sicas, necessárias à correlação, foram utilizadas na condição

de saturação à pressão atmosférica.

Como se pode notar na Fig. (2.6), a água apresenta um fluxo de calor de apro-

ximadamente 400 kW/m2, para um ∆Tsat = 20 K, enquanto que o valor do fluxo de

calor para o R-113, neste mesmo superaquecimento, é de cerca de 60 kW/m2. Esta

análise parcial, através da correlação de Forster-Zuber, indica resultados equiva-

lentes para o R-134a e R-22 e o R-12 e R-141b, respectivamente, sendo a água o

melhor fluido refrigerante. No entanto, a água não é usada como fluido de trabalho

por apresentar uma baixa pressão de vapor em uma dada temperatura ocasio-

nando uma baixa pressão reduzida para a aplicação em sistemas de refrigeração.

Além disso, a água é um fluido oxidante, o que promove um rápido desgaste dos

equipamentos.
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DT   , K

q
, 

 k
W

/m

Água
R-134a
R-113
R-12

R-22
R-123
R-141b

6 8 10 12 14 16 18 20 22

10

100

400

2

sat

Figura 2.6: Fluxos de calor calculados pela correlação de Forster e Zuber (1955)

para diversos fluidos saturados à pressão atmosférica.

Influência da Pressão do Sistema

Zhaohu et al. (2007) observaram que o h por ebulição aumenta com o aumento

da pressão do sistema em função da variação das propriedades termofı́sicas do

fluido de trabalho (Tsat, σ, ρv e hlv). Segundo estes pesquisadores, o aumento de

pressão implica em uma redução na energia necessária para a ativação de núcleos

de vapor, E, o que proporciona uma redução no superaquecimento da superfı́cie

aquecedora, ∆Tsat, para um mesmo fluxo de calor. A Eq. (2.20) apresenta a energia

E como dependente das propriedades citadas acima e a Fig. (2.7) corresponde à

razão T 2
satσ

3

ρ2
vh2

lv
para diversas pressões. Como se pode observar nesta figura, o aumento

da pressão implica na redução de T 2
satσ

3

ρ2
vh2

lv
e, consequentemente, na redução de E.

E

E0

∝
(

Tsat

Tsato

)2 (
σ
σo

)3

(
ρv

ρvo

)2 (
hlv

hlvo

)2 (2.20)

Kotthoff et al. (2006) fizeram visualizações externas do regime de ebulição nu-

cleada em tubos de cobre com diâmetros nominais iguais a 25, 4 mm, para pressões

reduzidas iguais a 0, 01, 0, 15 e 0, 8 (ver Fig. 2.8). Eles observaram que, à medida
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Figura 2.7: Variação da energia de ativação de núcleos de vapor em função da

pressão.

que a pressão reduzida aumentava, ocorria uma diminuição no diâmetro das bo-

lhas que partiam da superfı́cie aquecedora e um aumento na densidade de sı́tios

de nucleação (N/A).

Na Fig. (2.9), é apresentado um gráfico do diâmetro de partida de bolha em

função da pressão do sistema. A equação usada para o cálculo de Db foi a Eq. (2.70)

desenvolvida por Cole e Rohsenow (1968) apud Mikic e Rohsenow (1969). Pode-se

observar, claramente, que com o aumento de p há uma diminuição do Db. Com

esta diminuição de Db, ocorre um aumento na densidade de sı́tios de nucleação na

superfı́cie aquecedora o que conduz a uma maior quantidade de núcleos de vapor

(de tamanhos reduzidos) ativados.

A fim de ilustrar quantitativamente o efeito da pressão no coeficiente de trans-

ferência de calor, é apresentado na Fig. (2.10) um gráfico do h em função da pressão

reduzida para as correlações de Borishanski (1969), de Cooper (1984) e de VDI Heat

Atlas (1984). As correlações utilizadas para compor este gráfico estão apresentadas

nas Eqs. (2.51), (2.38) e (2.42), respectivamente. A análise foi feita para uma faixa
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Figura 2.8: Fotografias da formação de bolhas no R-134a em três nı́veis de pressão

reduzida (pr) e fluxo de calor igual à 10 kW/m2. (1) Superior: pr = 0, 01 (p = 0, 4

bar); (2) Intermediária: pr = 0, 15 (p = 6, 1 bar); (3) Inferior: pr = 0, 8 (p = 32, 5 bar).

Extraı́das de Kotthoff et al. (2006).

de pressão reduzida compreendida entre 0, 001 e 0, 069, considerando um fluxo de

calor igual a 20 kW/m2 e o fluido de trabalho R-113. Os valores de Ra e Rp usados

foram 0, 5 e 1, 25 µm, respectivamente. Eles atendem à relação Ra = 0, 4Rp sugerida

por Gorenflo (2001).

Conforme se vê na Fig. (2.10), o aumento da pressão reduzida ocasiona o au-
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Figura 2.9: Variação de Db em função da pressão do sistema para o R-134a.

mento do h. Pode-se observar, também, que as curvas obtidas pelas correlações

de VDI Heat Atlas e de Borishanski são bem parecidas, apresentando diferenças

praticamente constantes no h na ordem de 600 W/(m2K) ao longo de toda a faixa

de pr analizada. Em adição, nesta mesma faixa de pr, a correlação de Cooper foi a

que apresentou os menores valores de h, para cada valor de pr analizado. Por fim,

a curva obtida pela correlação de Cooper é a que apresentou a menor inclinação,

indicando que esta correlação apresenta uma menor influência da pr, em relação

às correlações de VDI Heat Atlas e de Borishanski.

Influência do Tipo de Superfı́cie Aquecedora

Segundo Bergles (1997), a intensificação da transferência de calor por ebulição

pode ser obtida utilizando-se superfı́cies aquecedoras modificadas como, por exem-

plo, as superfı́cies com cobertura porosa ou as microaletadas. Tais superfı́cies

apresentam um grande interesse prático, pois permitem o aumento dos coeficientes

de transferência de calor por ebulição nucleada de forma passiva, ou sejam não re-

querem nenhum ativador externo para a intensificação.

Webb (1996) apresenta uma análise histórica sobre a evolução dos processos de
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Figura 2.10: Variação do h em função da pressão reduzida, calculado para o R-113.

fabricação de tubos com superfı́cies intensificadoras empregados em equipamentos

que utilizam os fenômenos de ebulição e condensação encontrados nas indústrias

de transformação e de processos industriais quı́micos. Segundo o autor, os padrões

de exigência da indústria automotiva por sistemas de refrigeração mais eficientes,

compactos e de menor tamanho conduziram a um alto desempenho na produção de

tubos aletados extrudados para evaporadores e condensadores dos equipamentos

de refrigeração.

Nas Figs. (2.11.a-e) tem-se diversos tipos de superfı́cies aquecedoras chamadas

estruturadas e uma superfı́cie com cobertura porosa (ver Fig. 2.11.f) que propor-

cionam a intensificação do h por ebulição. Segundo Thome (1990), tubos com estes

tipos de superfı́cies chegam a apresentar uma área de contato com o fluido de tra-

balho entre duas a quatro vezes superior à área de um tubo liso correspondente.

Quando o tubo estruturado é mais complexo, sua área chega a ser dez vezes maior

que a área do tubo liso.

Nestes tipos de tubos, há duas possibilidades de estudo da transferência de
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calor: na primeira considera-se o diâmetro nominal deste tubo para o cálculo do

h e assim compara-se com o h de um tubo liso (com baixa rugosidade) enquanto a

segunda possibilidade de estudo considera a área real de troca de calor com o fluido

de trabalho. Neste caso, a superfı́cie intensificadora possui uma área de contato

com o fluido superior à área nominal e isso ocasiona em uma diminuição do fluxo

de calor imposto, já que q = Q
A

. Por conseqüência, o h tende a ser menor, uma vez

que h = q
∆Tsat

. No entanto, os efeitos de confinamento e aprisionamento de bolhas,

aliadas à regiões internas de altas rugosidades (efeito do processo de fabricação

dos tubos), elevam o coeficiente de transferência de calor a valores que possibilitam

vencer este efeito inicial de aumento de área e incrementar um aumento real no

coeficiente de transferência de calor por ebulição.

Chen et al. (2004) apresentam um estudo de visualização experimental no REN

para os fluidos propano e iso-butano em um tubo liso horizontal e dois tipos de tu-

bos com estrutura intensificadora. Os resultados experimentais foram comparados

com o modelo de Haider e Webb (1997) e obtiveram uma boa concordância para as

superfı́cies estruturadas. Além disso, eles fizeram comparações entre o tubo liso

e os estruturados para a taxa de crescimento de bolhas, o diâmetro de partida, a

freqüência, a densidade de sı́tios de nucleação e o calor latente transferido. Eles

observaram que a taxa de crescimento da bolha e o seu diâmetro de partida são

muito maiores nos tubos estruturados que no tubo liso, mas a freqüência média de

emissão de bolhas foram da mesma ordem de grandeza. Além disso, baseado nos

dados de Nakayama et al. (1980a) e em um fluxo de calor de 10 kW/m2, as taxas

de transferência de calor latente, para os tubos estruturados, foram setenta vezes

superiores àquelas taxas obtidas para os tubos lisos.

Passos et al. (2003) apresentam resultados experimentais do coeficiente de

transferência de calor por ebulição do R-113, obtidos por Rocha (2001), na pressão

atmosférica, em duas placas planas de aço inoxidável, uma com baixa rugosi-

dade (nominalmente lisa) e outra com deposição de alumı́nio3, para verificar a

3Esta deposição de alumı́nio foi obtida pelo processo de aspersão térmica e sua rugosidade é
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Figura 2.11: Exemplos de tubos estruturados: (a) Tubo GEWA-TX; (b) Tubo GEWA-

YX; (c) Tubo aletado com pontas curvadas; (d) Tubo THERMOEXCEL-HE; (e) Tubo

TURBO-B; (f) Tubo com superfı́cie porosa sinterizada chamada High Flux. Figuras

extraı́das de Kotthoff et al. (2006).

intensificação do h. Os resultados mostram que quando as superfı́cies aquece-

doras estão voltadas para baixo, há uma intensificação do h por ebulição na placa

com deposição de alumı́nio (ver Fig. 2.12).

maior que a rugosidade da superfı́cie lisa.
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Figura 2.12: Intensificação do h. Extraı́da de Passos et al. (2003).

Influência da Orientação da Superfı́cie Aquecedora

Quando uma superfı́cie aquecedora emite bolhas na mesma direção e sentido do ve-

tor aceleração da gravidade, há um acúmulo de bolhas nesta superfı́cie em função

do empuxo a que estas bolhas estão submetidas. Com isso, elas tendem a per-

manecer um maior tempo na superfı́cie aquecedora e, em função da freqüência de

emissão de bolhas na superfı́cie, ocorre a coalescência das mesmas formando os

chamados “bolsões” de vapor, ou, do inglês, “MUSHROOM”. Este tipo de fenômeno

ocorre quando uma superfı́cie plana está voltada para baixo ou nas superfı́cies

externas inferiores de tubos (ver Kang, 2003).

Passos e Reinaldo (2000) estudaram a transferência de calor por ebulição do R-

113 em tubos de cobre horizontais com a superfı́cie interna do tubo em contato com

o fluido de trabalho. Eles observaram que o coeficiente de transferência de calor por

ebulição apresentou valores superiores na região superior da superfı́cie aquecedora

em relação à região inferior desta superfı́cie. O motivo é que houve um acúmulo

de bolsões de vapor na região superior o que ocasionou uma maior vaporização do

filme lı́quido existente entre o bolsão de vapor e a superfı́cie aquecedora.

Nishikawa et al. (1983) apresentaram resultados experimentais sobre o efeito da

orientação da superfı́cie aquecedora para a água saturada à pressão atmosférica.
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Na Fig. (2.13), para um q = 20 kW/m2 e inclinações da superfı́cie aquecedora iguais

a β = 0o e β = 175o, os superaquecimentos correspondem aproximadamente a 10 K

e 3, 7 K, respectivamente. Com isso, o h passa de 2000 W/(m2K) para 5405 W/(m2K),

um aumento de 170%.
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Figura 2.13: Intensificação do h em função da inclinação da superfı́cie aquecedora.

Figura extraı́da de Nishikawa et al. (1983).

Chang e You (1996) investigaram o efeito da orientação de superfı́cies de cobre

(lisa e com camadas porosas) no fluxo de calor crı́tico, no regime de ebulição nu-

cleada em piscina com o FC-72 como fluido de trabalho. Eles observaram que à

medida que houve um aumento da inclinação da superfı́cie (passando da posição

horizontal e voltada para cima para horizontal e voltada para baixo), houve uma

diminuição do fluxo de calor crı́tico. Esses autores propuseram uma correlação

para a determinação do fluxo de crı́tico para qualquer ângulo (ver Eq. 2.21).

qCHF

qCHF,0

= 1, 0− 0, 0012β tan(0, 414β)− 0, 122 sin(0, 318β) (2.21)
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Influência da Densidade de Sı́tios de Nucleação

A densidade de sı́tios de nucleação, N/A, pode variar em função de diversos fatores.

Entre eles, o acabamento superficial, os nı́veis de pressão e de fluxo de calor e o

superaquecimento. Benjamin e Balakrishnan (1996) apresentam uma correlação

para a determinação de N/A, onde o superaquecimento da superfı́cie aquecedora e

a interação superfı́cie/fluido refrigerantes são considerados (ver Eq. 2.64). Mikic

e Rohsenow (1969) também propuseram uma equação para o cálculo de N/A (ver

Eq. 2.69).

Influência do Confinamento de Bolhas

O efeito de confinamento ocorre quando as bolhas são formadas em superfı́cies

que promovem um achatamento (ou deformação) da mesma. Segundo Katto et

al. (1977) e Shekriladze (2007), este fenômeno conduz a uma intensificação da

transferência de calor por ebulição em função da evaporação de um filme lı́quido

existente entre a bolha e a superfı́cie aquecedora.

Katto et al. (1977) fizeram testes com água saturada sob pressão atmosférica

entre dois discos planos horizontais com espaçamentos, s, variando entre 0, 1 mm

e ∞4. Eles observaram que à medida que o espaçamento entre placas reduziu

até 0, 1 mm, para baixos fluxos de calor e superaquecimentos inferiores a 10oC, a

transferência de calor por ebulição foi intensificada. Um outro dado importante

observado neste trabalho é que o fluxo de calor crı́tico diminui com o aumento do

confinamento.

Cardoso (2005) analisou o efeito do confinamento sobre a ebulição nucleada do

FC-72 e do FC-87 no espaço entre dois discos horizontais e demonstrou o efeito da

intensificação dos mecanismos de transferência de calor para fluxos de calor mode-

rados à medida em que aumentou o confinamento, representado pela diminuição

da distância entre os discos.
4∞ indica o espaçamento onde o efeito do confinamento é desprezı́vel.



Revisão Bibliográfica 31

Passos et al. (2005) conduziram testes experimentais e visualizações do efeito

do confinamento em um disco de cobre de 12 mm de diâmetro voltado para baixo

com o fluido de trabalho FC-72 no regime de ebulição nucleada para fluxos de calor

moderados até 40 kW/m2. Segundo estes autores, uma forma de análise simples

do efeito do confinamento é feito pelo cálculo do número de Bond, Bo, apresentado

na Eq. (2.22). Eles sugerem que quando s5 é menor que o comprimento capilar6,

as bolhas tendem a ficar deformadas. Desta forma, o efeito de confinamento ocorre

quando Bo é inferior a 1, 0.

Bo =
s√
σ

g(ρl−ρv)

(2.22)

No trabalho de Passos et al. (2005), para um confinamento de 0, 2 mm, ou seja,

s = 0, 2 mm, o número de Bond calculado foi igual a 0, 28. Foi nesta condição em

que os autores observaram o fenômeno de secagem da superfı́cie aquecedora, ou

dryout, para fluxos de calor acima de 30 kW/m2.

2.3 Correlações

2.3.1 Correlação de Rohsenow

Rohsenow (1952) desenvolveu uma correlação para a determinação do fluxo de

calor no REN em piscina baseada em analogias com a convecção forçada monofásica

(ver Carey, 1992). Ele postulou que primeiro o calor flui da superfı́cie aquecedora

para o lı́quido adjacente, como ocorre no processo de convecção sem mudança de

fase, e que o alto coeficiente de transferência de calor, associado à ebulição nucle-

ada, é o resultado da agitação local deste fluido em função da partida das bolhas.

Desta forma, ele propôs a seguinte relação entre o número de Nusselt e os números

de Prandtl e Reynolds:

5s é uma dimensão caracterı́stica do espaço confinado, podendo ser a altura de uma fenda,

espessura de um canal ou a distância entre micro-aletas.
6O comprimento capilar corresponde ao denominador da Eq. (2.22).
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Nub = h
Lb

kl

= ARe1−r
b Pr1−s

l (2.23)

onde Lb é o comprimento caracterı́stico da bolha, proporcional ao comprimento

capilar, representado pela expressão no denominador da Eq. (2.22), e que Rohsenow

propôs como sendo igual ao valor do diâmetro de partida da bolha, Db (ver Eq.

2.24). O número de Reynolds, relativo à bolha de vapor, é dado pela Eq. (2.24).

Lb = Db = Cbβ

(
2σ

g (ρl − ρv)

)0,5

(2.24)

Reb =
ρvUbLb

µl

(2.25)

onde, Ub é a velocidade da bolha apropriada para o sistema e é dada por:

Ub =
q

ρvhlv

(2.26)

Na Eq. (2.24), β é o ângulo de contato e Cb é uma constante especı́fica para o

sistema.

A substituição das Eqs. (2.23) - (2.26) na Eq. (1.1) obtém-se:

q

µlhlv

(
σ

g (ρl − ρv)

)0,5

=

(
1

Csf

) 1
r

Pr
− s

r
l

(
cpl∆Tsat

hlv

) 1
r

(2.27)

onde a constante Csf depende do material da superfı́cie aquecedora, de sua rugosi-

dade e do fluido de trabalho. Com isso, esta constante engloba a constante Cb e o

ângulo de contato β.

Rohsenow (1952) recomenda um valor fixo para o r igual à 0, 33 e um valor para

s igual à 1, 0 (para a água) e 1, 7 (para os outros fluidos). Substituindo este valor de

r na Eq. (2.27) e isolando o fluxo de calor, obtém-se a Eq. (2.28).

q = µlhlv

(
g (ρl − ρv)

σ

)0,5 (
cpl∆Tsat

CsfhlvPrs
l

)3

(2.28)

A correlação de Rohsenow continua sendo objeto de interesse, em particular

por pesquisadores americanos, que buscam ampliar a precisão ou o número de
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Tabela 2.2: Csf e s para diversas combinações de superfı́cie/fluido. Extraı́do de

Pioro (1999) e de Pioro et al. (2004).

Fluido/Superfı́cie Csf s Fluido/Superfı́cie Csf s

Pioro (1999) Pioro et al. (2004b)

Água/Cobre 0,0128 1,0 Água/Cromo 0,015 0,81

Água/Alumı́nio 0,011 1,26 Etanol/Aço inoxidável 0,0084 1,0

Água/Latão 0,009 1,1 Etanol/Latão 0,015 0,81

Água/Aço inoxidável 1 0,01 1,0 Etanol/Cromo 0,0045 1,47

Água/Aço inoxidável 2 0,008 1,0 Etanol/Alumı́nio 0,0081 1,18

Água/Aço inoxidável 3 0,007 1,0 R-113/Latão 0,013 1,2

R-113/Cobre 0,0022 2,25 R-113/Aço inoxidável 0,013 1,2

R-113/Alumı́nio 0,013 1,2 n-heptano/Cromo 0,014 1,37

pares superfı́cie/fluido, através da determinação dos valores de Csf e s, por meio

de análise experimental.

Pioro (1999) e Pioro et al. (2004b) fizeram diversas avaliações experimentais

das constantes Csf e s presentes na Eq. (2.28), utilizando diversas combinações de

superfı́cie-fluido, como está apresentado na Tabela (2.2). Pode-se observar nesta

tabela que a combinação de um determinado fluido com diferentes materiais da su-

perfı́cie aquecedora determina diferentes valores para estas constantes. Da mesma

forma, uma combinação de um determinado material com diferentes fluidos apre-

senta, também, diferentes valores para as constantes. Como exemplo apresentado

na Tabela (2.2), as superfı́cies aço inoxidável 1, 2 e 3 são placas circulares polidas

com rugosidades Rq
7 iguais à 0, 13 µm, 0, 53 µm e 3, 6 µm, respectivamente, e os va-

lores dos seus Csf diminuem nesta seqüência. Com o que foi dito neste parágrafo,

pode-se dizer que o Csf é um coeficiente obtido experimentalmente e que integra

diversos efeitos (fluido, material da superfı́cie, acabamento superficial).

Saiz Jabardo et al. (2004) fizeram uma avaliação experimental da correlação de

Rohsenow em refrigerantes halogenados (R-11, R-12, R-123 e R-134a) no regime

7Rq é a rugosidade média quadrática, em µm.
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Figura 2.14: Influência do Csf sobre o fluxo de calor.

de ebulição nucleada em piscina em superfı́cies cilı́ndricas de diferentes materiais.

Eles observaram que o aumento da rugosidade da superfı́cie aquecedora diminuia o

Csf . Observaram, também, que para um mesmo material da superfı́cie aquecedora,

o Csf diminuı́a à medida que a pressão reduzida aumentava.

A fim de se avaliar o peso do Csf sobre o fluxo de calor, tomando-se como base

um determinado valor de ∆Tsat, foram plotados na Fig. (2.14) o fluxo de calor em

função do Csf , para a água, o R-113 e o R-22. Como se vê na figura, uma pequena

variação do Csf na correlação de Rohsenow, apresentada na Eq. (2.28), proporciona

uma grande variação de q, já que estas variáveis mantêm a relação q ∝ C−3
sf . No caso

do R-22, por exemplo, enquanto o q varia de 30 kW/m2 para 3 kW/m2, o Csf varia

de 0, 01 para 0, 02.

2.3.2 Correlação de Stephan e Abdelsalam

Stephan e Abdelsalam (1980) desenvolveram quatro correlações através da análise

de regressão de dados experimentais para a determinação do coeficiente de trans-

ferência de calor por ebulição no regime de convecção natural. Conforme os au-
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Tabela 2.3: Número de Nusselt e pressão reduzida. Extraı́do de Stephan e Adbel-

salam (1980).

Fluido Nusselt pr

Água 2460000X0,673
1 X−1,58

4 X1,26
3 X5,22

13 0, 004 ≤ pr ≤ 0, 886

Hidrocarbonetos 0, 0546
(
X1X

0,5
5

)0,67
X−0,248

4 X−4,33
13 0, 0057 ≤ pr ≤ 0, 9

Fluidos criogênicos 4, 82X0,624
1 X0,374

3 X−0,329
4 X0,257

5 X0,117
9 0, 004 ≤ pr ≤ 0, 97

Fluidos refrigerantes 207X0,745
1 X0,581

5 X0,533
6 0, 003 ≤ pr ≤ 0, 78

tores, os dados experimentais puderam ser bem melhor equacionados subdividindo-

os em quatro grupos de fluidos utilizados (água, hidrocarbonetos, fluidos criogênicos

e fluidos refrigerantes) e cada correlação corresponde a um tipo de fluido citado. O

coeficiente de transferência de calor por ebulição utilizado por Stephan e Abdelsa-

lam (1980) é determinado pela Eq. (2.29) e que corresponde à definição do Número

de Nusselt.

h = Nu
kl

Db

(2.29)

onde Db é o diâmetro de partida de bolha - ver Eq. (2.30) - o qual representa o

parâmetro de escala de comprimento, como acontece na correlação de Rohsenow

(1952).

Na Tabela (2.3) a segunda coluna representa o Número de Nusselt, Nu, que é

obtido pela combinação de grupos adimensionais desenvolvidos pelos autores e a

terceira coluna representa a faixa de pressão reduzida em que as correlações são

validas.

Db = 0, 0146β

(
2σ

g (ρl − ρv)

)0,5

(2.30)

Os parâmetros adimensionais, Xi, que compõem os números de Nusselt apre-

sentados na Tabela (2.3), são em um total de sete (X1, X3, X4, X5, X6, X9 e X13).

No entanto, os autores desenvolveram um total de treze parâmetros, os quais estão

listados abaixo. Segundo os autores, o não uso dos demais parâmetros (X2, X7, X8,
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X10, X11 e X12) ocorreu pela pouca influência destes últimos no cálculo do número

de Nusselt, em relação aos parâmetros utilizados.

X1 = qDb

klTsat
X2 =

α2
l ρl

σDb
X3 =

cplTsatD2
b

α2
l

X4 =
hlvD2

b

α2
l

X5 = ρv

ρl

X6 = υl

αl
X7 =

α2
l

gD3
b

X8 = Rp

Db
X9 = ρwcpwkw

ρlcplkl
X10 = ρscpsks

ρlcplkl

X11 = αw

αl
X12 = αs

αl
X13 = ρl−ρv

ρl

De acordo com Stephan e Abdelsalam, o efeito do acabamento superficial deve

ser considerado multiplicando-se o número de Nusselt, apresentado na Tabela

(2.3), por R0,133
p , onde Rp representa a medida da rugosidade, relativa à profundi-

dade média de alisamento (ver Apêndice D). Logo, o h para os fluidos apresentados

acima são dados por:

• Para a água

h = 2460000
kl

Db

(
qDb

klTsat

)0,673
(

hlvD
2
b

α2
l

)−1,58 (
cplTsatD

2
b

α2
l

)1,26 (
ρl − ρv

ρl

)5,22

R0,133
p (2.31)

• Para os hidrocarbonetos

h = 0, 546
kl

Db


 qDb

klTsat

(
ρv

ρl

)0,5



0,67 (
hlvD

2
b

α2
l

)−0,248 (
ρl − ρv

ρl

)−4,33

R0,133
p (2.32)

• Para os fluidos criogênicos

h = 4, 82
kl

Db

(
qDb

klTsat

)0,624
(

cplTsatD
2
b

α2
l

)0,374 (
hlvD

2
b

α2
l

)−0,329 (
qDb

klTsat

)0,624
(

ρwcpwkw

ρlcplkl

)0,117

R0,133
p

(2.33)

• Para os fluidos refrigerantes

h = 207
kl

Db

(
qDb

klTsat

)0,745
(

ρv

ρl

)0,581

Pr0,533
l R0,133

p (2.34)
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Tabela 2.4: Incerteza média absoluta (IMA) para os números de Nusselt, segundo

Stephan e Abdelsalam (1980).

Substância IMA (%)

Água 11,3

Hidrocarbonetos 12,3

Fluidos criogênicos 14,3

Fluidos refrigerantes 10,6

A seguir é apresentada a Tabela (2.4) com as incertezas médias absolutas (IMA)

para os números de Nusselt apresentados em Stephan e Abdelsalam (1980). Estes

números foram calculados através das equações apresentadas na Tabela (2.3) e

seus expoentes foram obtidos através da regressão linear com base em dados ex-

perimentais.

2.3.3 Correlação de Forster e Zuber

Forster e Zuber (1955) desenvolveram uma correlação baseada no mesmo modelo

de micro-convecção desenvolvida por Rohsenow (1952). Com isso, eles também

postularam que a transferência de calor poderia ser representada com uma corre-

lação da forma apresentada na Eq. (2.23), com escalas diferentes de velocidade e

de diâmetro de bolhas.

Como se pode notar na Eq. (2.35), a correlação de Forster e Zuber, depois

de suas transformações, é obtida em função das propriedades termofı́sicas do

fluido de trabalho, do superaquecimento da superfı́cie aquecedora e da diferença

de pressão na saturação.

Para se obter o fluxo de calor, q, da Eq. (2.35), em kW/m2, deve-se trabalhar

com kl em kW/(mK), cpl em kJ/(kgK), ρl e ρv em kg/m3, ∆Tsat em K, ∆psat em Pa, σ

em N/m, µl em Pa.s e hlv em kJ/kg. Na Eq. (2.36) é apresentada a forma como se

determina o ∆psat.
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q = 0, 00122


 k0,79

l c0,45
pl ρ0,49

l

σ0,5µ0,29
l h0,24

lv ρ0,24
v


 (Tp − Tsat)

1,24 ∆p0,75
sat (2.35)

onde,

∆psat = psat(Tp)− psat(Tf ) (2.36)

O h é obtido dividindo-se os dois membros da Eq. (2.35) por ∆Tsat (ver Eq. 2.37).

h = 0, 00122


 k0,79

l c0,45
pl ρ0,49

l

σ0,5µ0,29
l h0,24

lv ρ0,24
v


 (Tp − Tsat)

0,24 ∆p0,75
sat (2.37)

2.3.4 Correlação de Cooper

Cooper (1984) apresentou uma correlação simples e de fácil aplicação baseada na

pressão reduzida, pr, no peso molecular, M , e na rugosidade da superfı́cie aquece-

dora, Rp, ver Eq. (2.38). Segundo o autor, foram coletados 6000 pontos relativos em

mais de 100 experimentos apresentados em publicações existentes na literatura.

h

qm
= Cp0,2−0,12 log(Rp)

r (− log(pr))
−0,55 M−0,5 (2.38)

A constante C, presente na Eq. (2.38), corresponde ao tipo de material da su-

perfı́cie aquecedora e seu valor é 55 para as diversas superfı́cies, com exceção das

superfı́cies horizontais cilı́ndricas de cobre em que o autor sugere que o coeficiente

seja 95. O valor do expoente m correponde a 0, 67. Nesta mesma equação, as

unidades são µm para Rp, kg/kmol para M , K para ∆Tsat e W/m2 para q, obtendo h

em W/(m2K).

2.3.5 Correlação de Ribatski

A correlação apresentada na Eq. (2.39)8 foi desenvolvida por Ribatski e Saiz Jabardo

(2003) para o cálculo do h. Pode-se observar que ela é simplificada e que apresenta

8Na Eq. (2.39), Ra é a rugosidade chamada “desvio médio aritmético” e está apresentada em

Rocha (2001) e no Apêndice E.
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o mesmo formato da correlação de Cooper (1984). Os expoentes da correlação

foram determinados através da regressão linear dos dados obtidos experimental-

mente por Ribatski (2002). Os resultados experimentais foram obtidos para os

fluidos R-11, R-123, R-134a, R-22 e R-12. As superfı́cies aquecedoras utilizadas

neste trabalho foram o latão, o cobre e o aço inoxidável. O maior desvio médio

absoluto do h, para esta correlação, foi 14, 4% para o cobre com o fluido R-12 e o

menor desvio médio foi 5, 6% para o latão com o R-22. O fator associado ao efeito de

superfı́cie, fp, é igual a 100 para o cobre, 110 para o latão e 85 para o aço inoxidável.

Na Eq. (2.40) pode-se observar que o valor de m depende da pressão reduzida.

h

qm
= fpp

0,45
r (− log pr)

−0,8 R0,2
a M−0,5 (2.39)

m = 0, 9− 0, 3p0,2
r (2.40)

Substituindo o h da Eq. (1.1) na Eq. (2.39), tem-se a seguinte expressão para o

fluxo de calor:

q =
{
fpp

0,45
r (− log pr)

−0,8 R0,2
a M−0,5∆Tsat

} 1
1−m (2.41)

2.3.6 Correlação de VDI Heat Atlas

O VDI Heat Atlas é um manual de engenharia térmica bastante utilizado pelos

autores alemães e apresenta uma correlação ou procedimento para o cálculo do

coeficiente de transferência de calor reduzido, h
ho

desenvolvida por Dieter Gorenflo

em 1984 (ver VDI Heat Atlas, 1984). De acordo com esta correlação, o coeficiente de

transferência de calor é função de Fq, Fp, FR e FM , que dependem do fluxo de calor,

da pressão, da rugosidade da superfı́cie aquecedora e do material desta superfı́cie,

respectivamente, conforme Eq. (2.42).

h

ho

= FqFpFRFM (2.42)
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Tabela 2.5: Valores de ho para diversos fluidos, ver VDI Heat Atlas (1984).

Fluido ho, W/(m2K)

Água 5600

R-134a 4500

R-113 2650

R-123 2600

R-11 2800

R-12 4000

R-22 3900

Na Tabela (2.5), são apresentados alguns valores do coeficiente de transferência

de calor referência, ho.

A função que determina a influência da pressão, Fp, é dada pela Eq. (2.43), para

a água, e pela Eq. (2.44), para os demais fluidos. Como se pode observar, ambas

as equações são funções exclusivas de pr, ou seja, Fp = Fp(pr).

Fp = 1, 73p0,27
r +

(
6, 1 +

0, 68

1− pr

)
p2

r (2.43)

Fp = 1, 2p0,27
r +

(
2, 5 +

1

1− pr

)
pr (2.44)

A função que determina a influência do fluxo de calor, Fq, é dada por:

Fq =

(
q

qo

)m

(2.45)

onde, qo é um fluxo de calor de referência e seu valor é 20 kW/m2. O valor de m

é dado pela Eq. (2.46), para a água e o hélio, e pela Eq. (2.47), para os demais

fluidos.

m = 0, 9− 0, 3p0,15
r (2.46)

m = 0, 9− 0, 3p0,3
r (2.47)
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O fator da superfı́cie aquecedora, FSA, é uma conjugação da influência da ru-

gosidade desse material, FR, e do próprio material, FM (ver Eq. 2.48).

FSA = FRFM (2.48)

onde,

FR =
(

Ra

Rao

)0,133

(2.49)

e,

FM =

(
ρmcpmkm

ρocpoko

)0,5

(2.50)

Na Eq. (2.49), o valor de Rao é 0, 4 µm. Na Eq. (2.50) as propriedades de

referência ρo, cpo e ko são determinadas para o cobre.

2.3.7 Correlação de Borishanski

Borishanski (1969) desenvolveu uma correlação simples e de fácil manipulação

baseada em dados experimentais. A determinação do coeficiente de transferência

de calor, h, é função da pressão crı́tica do fluido de trabalho, pc, em bar, da pressão

reduzida, pr, e do fluxo de calor imposto, q, em W/m2. Com isso se obtém o h em

W/(m2K).

h = Aq0,7F (pr) (2.51)

onde,

A = 0, 1011p0,69
c (2.52)

e,

F (pr) = 1, 8p0,17
r + 4p1,2

r + 10p10
r (2.53)
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Substituindo, novamente, o h da Eq. (1.1) na Eq. (2.51), obtém-se a Eq. (2.54)

em que o q é obtido em W/m2.

q = (AF (pr) ∆Tsat)
10
3 (2.54)

2.3.8 Correlação de Benjamin e Balakrishnan

Benjamin e Balakrishnan (1996) desenvolveram uma correlação para a determina-

ção do calor removido na superfı́cie aquecedora pela ebulição de fluido refrigerante

levando-se em consideração o calor transferido à bolha ocasionado pela evaporação

da microcamada, qME, o calor necessário para a reconstituição da camada limite

térmica, quando a bolha parte da superfı́cie aquecedora, qR, e o calor transferido

ao fluido refrigerante oriundo da convecção natural, qCN . A Fig. (2.15), extraı́da de

Judd e Hwang (1976), apresenta a composição destes mecanismos e suas respec-

tivas áreas de transferência de calor. É importante comentar que esta correlação é

válida apenas para fluxos de calor baixos e moderados e fluidos refrigerantes puros,

pois nesta situação os efeitos dos regimes de convecção natural e ebulição nucle-

ada podem ser superpostos e estudados separadamente. A Eq. (2.55) representa a

composição matemática dos mecanismos supracitados.

qT =
qMEtc + qRte

tc + te
+ qCN (2.55)

onde,

qME = 0, 1γϑ
√

πtcB
2Ar0,27α1,5

l Ja∗ρlhlv

(
N

A

)
(2.56)

qR = 2

√
klρlcpl

πte

(
N

A
Ainf

)
∆Tsat (2.57)

qCN = h
(
1− N

A
Ainf

)
∆Tsat (2.58)
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qME

qCN

qR

Área em convecção
natural

Área em ebulição
nucleada

Área influenciada
pela bolha

Área da superfície
aquecedora

Área projetada da
bolha na partida

Figura 2.15: Representação esquemática da superposição dos mecanismos de

transferência de calor proposto por Judd e Hwang (1976) e utilizado por Benjamin

e Balakrishnan (1996).

Os intervalos de tempo tc e te correspondem aos tempos de crescimento de uma

bolha e o de espera, respectivamente. Conforme Collier e Thome (1996), o tempo

de espera está compreendido entre o tempo de emissão de uma bolha e o tempo

necessário para que haja a reconstituição da camada de lı́quido superaquecido.

Quando é formada esta camada, o germe de vapor passa a ser uma pequena bolha.

Após isso, a pequena bolha leva um tempo para crescer, que corresponde ao tempo

de crescimento. De acordo com Van Stralen et al. (1975), este modelo considera

te = 3tc e a freqüência de partida de bolhas é dada por f = (te + tc)
−1. γ e ϑ, presentes

na Eq. (2.56), são calculados pelas Eqs. (2.59) e (2.60), respectivamente. Na Eq.

(2.59), ks, ρs e cps referem-se às propriedades da superfı́cie aquecedora e kl, ρl e cpl

referem-se ao fluido refrigerante. Na Eq. (2.60), Dd é o diâmetro da área seca sob a

bolha e D é o diâmetro instantâneo da bolha. B é um coeficiente e seu valor é 1, 55

(para a água, CCl4 e n-hexano) e 1, 55−1 (para os diversos fluidos). Ar e Ja∗ são os

números de Arquimedes e de Jakob modificado, e são calculados pelas Eqs. (2.61)

e (2.62), respectivamente.
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γ =

√√√√ksρscps

klρlcpl

(2.59)

ϑ = 1−
(

Dd

D

)2

(2.60)

Ar =

(
g

ν2
l

) (
σ

ρlg

)1,5

(2.61)

Ja∗ =
ρlcpl∆Tsat

ρvhlv

(2.62)

Segundo Han e Griffith (1965), a área de influência de uma bolha, Ainf , apre-

sentada na Eq. (2.57), é igual à πD2
b o que implica em um diâmetro de influência

igual à duas vezes o diâmetro de partida de bolha, ou seja, Dinf = 2Db. Para este

modelo, Db é dado pela Eq. (2.63).

Db = 0, 25

√√√√
(

σ

g (ρl − ρv)

) (
1 +

(
Ja∗

Pr

)2 1

Ar

)
(2.63)

A Eq. (2.64) determina a densidade de sı́tios de nucleação, N/A. Θ é um

parâmetro adimensional e é calculado através da Eq. (2.65), onde Ra é a rugosi-

dade superficial, em m, p é a pressão do sistema, em Pa, e σ é a tensão superficial,

em N/m. Pr é o número de Prandtl.

N

A
= 218, 8Θ−0,4 (Pr)1,63 γ−1∆T 3

sat (2.64)

Θ = 14, 4− 4, 5
(

Rap

σ

)
+ 0, 4

(
Rap

σ

)2

(2.65)

McAdams (1945) apud Incropera e DeWitt (2002) estimou o h presente na Eq.

(2.58) usando a correlação apresentada na Eq. (2.66).

h =
0, 14kl

L
Ra

1/3
L (2.66)

onde L é o comprimento caracterı́stico da superfı́cie aquecedora, em m, e RaL é o

número de Rayleigh.
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2.3.9 Correlação de Mikic e Rohsenow

Mikic e Rohsenow (1969) desenvolveram uma correlação composta dos fluxos de

calor para a convecção natural e para o REN (ver Eq. 2.67). O mecanismo de

transferência de calor imperante neste modelo é a condução de calor transiente na

camada de lı́quido superaquecido que está em contato com a superfı́cie aquece-

dora. O modelo fı́sico deste mecanismo considera que uma bolha, quando parte da

superfı́cie aquecedora, retira uma parcela da camada de lı́quido superaquecido e a

sua reconstituição ocasiona uma maior transferência de calor entre esta superfı́cie

e o fluido frio (ver Fig. 2.16).

D

D   = D2

Camada em

convecção

natural

Camada em condução transiente

inf b

b

Figura 2.16: Modelo fı́sico do mecanismo de condução transiente. Figura extraı́da

de Mikic e Rohsenow (1969).

qT =
ACN

AT

qCN + qEN (2.67)

A componente do fluxo de calor para a ebulição nucleada, é dada pela Eq. (2.68).

qEN = 2
√

π
√

klρlcpl

√
fD2

b

(
N

A

)
∆Tsat (2.68)

A densidade de sı́tios de nucleação, N/A, é calculada pela Eq. (2.69). Nesta

equação, rs é o raio de cavidade para o qual N/A deve ser o valor unitário N/A =

1/m2 e m assume os valores de 2, 5 (para a água) e de 3, 0 (para os outros fluidos).

Portanto, considerando a água saturada com um superaquecimento da superfı́cie
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aquecedora de 10 K e m = 2, 5, tem-se que C1r
2,5
s = 1, 93 x 10−14. Na Eq. (2.70),

C2 assume os valores de 1, 5 x 10−4 para a água e de 4, 65 x 10−4 para a os outros

fluidos. Ja∗ é o número de Jakob modificado e está definido na Eq. (2.62).

N

A
= C1r

m
s

(
hlvρv

2Tsatσ

)m

∆Tm
sat (2.69)

Db = C2

(
σ

g (ρl − ρv)

)0,5

(Ja∗)1,25 (2.70)

A freqüência de emissão de bolhas, f , está relacionada com o diâmetro de par-

tida de bolhas, Db, como se vê na Eq. (2.71). O coeficiente C3 foi determinado

experimentalmente por Cole (1967) e seu valor é 0, 6.

fDb = C3

[
σg (ρl − ρv)

ρ2
l

]0,25

(2.71)

Substituindo as Eqs. (2.69), (2.70) e (2.71) na Eq. (2.68) e agrupando os termos,

tem-se:

qEN = Bµlhlv

√
g (ρl − ρv)

σ
(ϕ∆Tsat)

m+1 (2.72)

onde,

ϕm+1 ≡ k
1/2
l ρ

17/8
l c

19/8
pl h

m−23/8
lv ρm−15/8

v

µl (ρl − ρv)
9/8 σm−11/8T

m−15/8
sat

(2.73)

e,

B ≡
(

rs

2

)m 2√
π

g−9/8C1C
5/3
2 C

1/2
3 (2.74)

A Eq. (2.72) pode, ainda, assumir a forma NR = B (ϕ∆Tsat)
m+1, onde:

NR ≡ qEN

√
σ

g (ρl − ρv)

1

µlhlv

(2.75)
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Addons (1948) e Cichelli e Bonilla (1945) apud Mikic e Rohsenow (1969), apre-

sentaram gráficos experimentais de NR × ϕ∆Tsat para a água e outros fluidos pos-

sibilitando a determinação do coeficiente B9, apresentado na Eq. (2.72).

O fluxo de calor para a convecção natural, no regime laminar (105 < Ra < 2 x

107), é determinado pela Eq. (2.76) e, para o regime turbulento (2 x 107 < Ra < 3

x 1010), pela Eq. (2.77). Nestas equações, γ representa o coeficiente de expansão

volumétrica.

qCN = 0, 54ρlcpl

(
γg∆Tsatαl√

Aυl

)1/4

(2.76)

qCN = 0, 14ρlcpl

(
γg∆T 4

satα
2
l

υl

)1/3

(2.77)

Para determinar a área em convecção natural, ACN , apresentada na Eq. (2.67),

determina-se primeiro a área em ebulição nucleada, AEN , onde AT = ACN + AEN .

Para determinar AEN , calcula-se, inicialmente, C1r
m
s pela Eq. (2.74), isto que B, C2

e C3 são conhecidos. Com C1r
m
s determinado, calcula-se N/A pela Eq. (2.69). A

área de ebulição nucleada é dada pelo produto da área de influência de uma única

bolha, Ainf = πD2
b , e do número de sı́tios de nucleação (= N

A
AT ). Como se pode

observar, o modelo de Mikic e Rohsenow (1969) utiliza o mesmo conceito utilizado

por Benjamin e Balakrishnan (1996) para determinar a área de influência de uma

bolha, Dinf = 2Db. No entanto, o Db, para o atual modelo, é dado pela Eq. (2.70),

enquanto que o modelo de Benjamin e Balakrishnan (1996) utiliza o Db calculado

pela Eq. (2.63).

9Addons (1948) apud Mikic e Rohsenow (1969) determinou experimentalmente o valor de B para

a água e obteve um valor médio de 3, 5 × 10−6. Cichelli e Bonilla (1945) apud Mikic e Rohsenow

(1969) determinaram o mesmo coeficiente para o n-pentano, álcool etı́lico e o benzeno e obtiveram

valores médios de 3, 2 × 10−9 para os dois primeiros fluidos e 4, 0 × 10−9 para o terceiro fluido.
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2.4 Comparação das Correlações

Na Fig. (2.17) é apresentado um gráfico de h × q para a água saturada à pressão

atmosférica. Como se pode observar, a correlação de Forster e Zuber (1955) apre-

senta os maiores coeficientes de transferência de calor em toda a faixa de fluxo de

calor apresentado. Da mesma forma, a correlação de Rohsenow (1952) apresenta

os menores valores para o h.

Considerando que as incertezas na determinação do h pelas correlações apre-

sentadas na Fig. (2.17) correspondem à 15%10, os valores máximos e mı́nimos, para

as correlações de Forster e Zuber (1955) e de Rohsenow (1952), em q = 30 kW/m2,

são: hFZ,max = 5750 W/(m2K), hFZ,min = 4250 W/(m2K), hRoh,max = 4025 W/(m2K) e

hRoh,min = 2975 W/(m2K). Como se observa, o valor mı́nimo da correlação de Forster

e Zuber (1955) é superior ao valor máximo da correlação de Rohsenow (1952), o

que mostra que as duas correlações apresentam grandes discrepâncias nos seus

valores de h, para a condição de água saturada à pressão atmosférica. Para que

ambas correlações comecem a apresentar uma interseção de suas faixas de h é

necessário que suas incertezas sejam superiores 17, 7%. Por outro lado, tanto a

correlação de Forster e Zuber (1955) como a correlação de Rohsenow (1952) apre-

sentam concordância com as demais correlações, levando-se em consideração os

15% de incerteza na determinação do h das correlações.

Os coeficientes de transferência de calor calculados pelas correlações de Ben-

jamin e Balakrishnan (1996) e de Mikic e Rohsenow (1969) tendem a se aproximar

até o fluxo de calor de 12 kW/m2. A partir deste fluxo e até q = 15 kW/m2, os h’s

permanecem iguais. A partir de q = 15 kW/m2, os h’s tendem a se distanciar um do

outro. É verificado, também, que a partir de q = 15 kW/m2, os h’s calculados por

Benjamin e Balakrishnan (1996) e por Stephan e Abdelsalam (1980) tendem a se

10Este valor é aleatório, mas bem próximo dos valores normalmente encontrados para as diversas

correlações. Com exceção da correlação de Stephan e Abdelsalam (1980) - que apresenta um desvio

médio de 11, 3% na determinação do número de Nusselt, ver Tabela (2.6) - para as demais correlações

da Fig. (2.17) não foram encontrados os valores da incerteza do h.
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Figura 2.17: h × q para a água saturada à pressão atmosférica.

aproximar.

Para fluxos de calor inferiores à 7 kW/m2, as correlações de Mikic e Rohsenow

(1969) e de Stephan e Abdelsalam (1980) apresentam h’s bem próximos. A partir

deste fluxo, os valores dos coeficientes começam a se distanciar entre si, atingindo

uma diferença de 8, 8%, para q = 30 kW/m2.

Em função de as correlações de Ribatski e Saiz Jabardo (2003) e de Stephan e

Abdelsalam (1980) terem utilizado o R-11 como fluido de trabalho no desenvolvi-

mento de suas correlações, é apresentado na Fig. (2.18) um gráfico do h em função

do q para estas duas correlações, onde o fluido está saturado à pressão atmosférica.

Como se observa nesta figura, os h’s calculados tendem a se distanciar um do outro

à medida que o fluxo de calor aumenta. Para q = 30 kW/m2, os h’s de Ribatski e

Saiz Jabardo e de Stephan e Abdelsalam são 2278 e 1953 W/(m2K), respectivamente,

o que indica uma diferença igual a 16, 7%. No entanto, considerando as incertezas

experimentais de ambas correlações, o h máximo de Stephan e Abdelsalam supera

o h mı́nimo de Ribatski e Zaiz Jabardo em toda a faixa de fluxo de calor apresentado

na figura. A faixa de incerteza utilizada foi calculada considerando as incertezas
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Figura 2.18: h × q para o R-11 saturado à pressão atmosférica.

apresentadas pelos autores e que estão resumidas na Tabela (2.6)11.

Na Fig. (2.19.a) pode-se observar outras caracterı́sticas interessantes referentes

às correlações para o R-22 saturado a −6, 8oC. O ∆Tsat para as correlações de VDI

Heat Atlas (1984) e de Rohsenow (1952), para um q = 30 kW/m2, são 6, 2 K e 11, 1

K, respectivamente. Isso implica, fisicamente, que a superfı́cie aquecedora, na

segunda correlação, está mais aquecida e que o h é maior na primeira correlação,

como se observa na Fig. (2.19.b). É observado, ainda nesta figura, que para um

∆Tsat = 12 K, a correlação de VDI Heat Atlas (1984) apresenta fluxo de calor igual à

500 kW/m2, superior aos fluxos de calor crı́ticos calculados por Zuber e Kutateladze

que correspondem à 407, 3 kW/m2 e q = 494, 7 kW/m2, respectivamente.

Analisando, ainda, a Fig. (2.19.b), é observado que a correlação de Benjamim

e Balakrishnan (1996) apresenta coeficientes de transferência de calor e fluxos

de calor bem inferiores às demais correlações. Conforme explicado no parágrafo

11Por motivo de simplificação, na Fig. (2.18) a incerteza do h da correlação de Stephan e Abdelsa-

lam (1980) corresponde à própria incerteza do número de Nusselt que os autores apresentam.
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anterior, esta correlação não foi desenvolvida para o R-22 - ver Tabela (2.6) - o que

nos leva a observar que, possivelmente, esta correlação não apresenta resultados

coerentes para este fluido refrigerante.

Um fato importante a ser destacado na Fig. (2.19.a) é a sensibilidade de cada

correlação em relação ao ∆Tsat. Pode-se observar que para um ∆Tsat = 6 K, os

fluxos de calor calculados por VDI Heat Atlas (1984) e por Forster e Zuber (1955)

são iguais a 27 kW/m2 e a 20 kW/m2, respectivamente. Já para um ∆Tsat = 12 K,

estes fluxos de calor passam para 500 kW/m2 e 80 kW/m2, respectivamente. Isto

mostra que a variação do superaquecimento da superfı́cie aquecedora influencia

muito mais o fluxo de calor para a correlação de VDI Heat Atlas (1984) do que

a correlação de Forster e Zuber (1955). Essa sensibilidade pode ser observada,

também, pela inclinação de ambas as curvas, ou seja, quanto maior o coeficiente

angular, maior a sensibilidade da correlação em função do superaquecimento.

De acordo com a Eq. (2.16), o fluxo de calor para a ocorrência da primeira

transição de mecanismo de transferência de calor na ebulição nucleada, para o

R-22 saturado na temperatura de −6, 8oC, corresponde à 231, 5 kW/m2. Conforme

Gaertner (1965), a Fig. (2.19.b) se enquadra na região do REN onde só coexistem

bolhas isoladas. Nesta figura pode-se observar que o valor de h varia fortemente

para as diversas correlações e para um mesmo q. Para o caso em que q = 30

kW/m2, os h’s calculados por VDI Heat Atlas (1984) e por Rohsenow (1952) estão na

ordem de 5000 W/(m2K) e de 2800 W/(m2K), respectivamente, o que representa uma

diferença de aproximadamente 78%. Portanto, mesmo considerando uma incerteza

de 15% no cálculo do h pelas duas correlações, os valores mı́nimos de VDI Heat

Atlas (1984) e os máximos de Rohsenow (1952) não se encontram para as condições

apresentadas.

Por fim, na Tabela (2.6) é apresentado um resumo das correlações estudadas

e suas faixas de operação. Como se pode observar na tabela, é possı́vel agrupar

algumas das correlações por faixa de pressão, por fluxo de calor imposto e por tipo

de geometria utilizada. Entre estas três caracterı́sticas citadas, a que mais dificulta
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a comparação das correlações é quanto ao fluxo de calor pelo fato de os autores

das correlações não apresentarem claramente em qual faixa de fluxo de calor que

a sua correlação é válida. Ainda nesta tabela, é verificado que a determinação das

incertezas experimentais são algumas das dificuldades encontradas pelos autores.

2.5 Conclusões

Como visto na Fig. (2.17), as correlações de Mikic e Rohsenow (1969), de Benjamin

e Balakrishnan (1996) e de Stephan e Abdelsalam (1980) apresentaram boa con-

cordância, mesmo sem considerar a faixa de incerteza dessas correlações. Na Fig.

(2.18), por sua vez, as correlações de Stephan e Abdelsalam (1980) e de Ribatski e

Saiz Jabardo (2003) apresentaram grandes discrepâncias entre os seus coeficientes

de transferência de calor, mesmo considerando as incertezas destas correlações.

Já nas Figs. (2.19.a) e (2.19.b), pode-se observar situações em que uma determi-

nada correlação apresentava uma boa concordância com outra correlação, mas

apresentava-se bem discrepante em relação à uma terceira correlação. Nestas

últimas figuras pôde-se observar, também, que a correlação de Benjamim e Ba-

lakrishnan (1996) apresenta coeficientes de transferência de calor, para o R-22,

bem inferiores às demais correlações, possibilitando discutir a aplicabilidade desta

correlação para este fluido refrigerante.

O estudo bibliográfico apresentado neste documento colocou em evidência a

atualidade do fenômeno de ebulição nucleada como objeto de estudo. Os trabalhos

de Pioro et al. (2004a-b) mostram que há dificuldades na determinação do coe-

ficiente de transferência de calor em ebulição nucleada e que pesquisas ainda se

fazem necessárias.

Diante do exposto ao longo deste capı́tulo, este trabalho se propõe a executar

experimentos no regime de ebulição nucleada do R-134a saturado a fim de melhor

compreender os mecanismos de transferência de calor em superfı́cies externas de

tubos de cobre horizontais.
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Tabela 2.6: Resumo geral das principais correlações apresentadas neste capı́tulo.

Correlação Fluidos pr / p Geometria q, kW/m2

Rohsenow

(1952)

Água, benzeno,

CCl4, n-pentano,

álcoois: etı́lico, iso-

propı́lico e n-butı́lico

0,0083 < pr < 0,97 Tubos V/H

Ebulição

plenamente

desenvolvida

Mikic e Rohsenow

(1969)

Água, benzeno,

n-pentano e

álcool etı́lico

1 < p < 26 Arames

Ebulição

plenamente

desenvolvida

Stephan e Água 0,004 < pr < 0,89 Tubos V/H Ebulição

Abdelsalam Hidrocarbonetos 0,006 < pr < 0,9 Cilindros, placas plenamente

(1980) Criogênicos 0,004 < pr< 0,97 planas, desenvolvida

Refrigerantes 0,003 < pr < 0,78 arames, etc.

Cooper (1984) Diversos 0,001 < pr < 0,9 Tubos V/H NI

VDI Heat

Atlas (1984)
Diversos

psat > 10 kPa

e pr < 0,9

NI NI

Benjamim e

Balakrishnan

(1996)

Água, n-pentano,

n-hexano, CCl4

e acetona

1 bar
Placa circular

plana

Baixo e

moderado

R-11 0,0083 < pr < 0,12

Ribatski e R-12 0,05 < pr < 0,26 Tubos de cobre,

Saiz Jabardo R-22 0,064 < pr < 0,2 de aço inoxidável 0,7 < q < 116,5

(2003) R-123 0,011 < pr < 0,12 e de latão

R-134a 0,05 < pr < 0,269



Capı́tulo 3

Aparato e Procedimento

Experimentais

3.1 Introdução

Neste capı́tulo, são apresentados o aparato e o procedimento experimentais para a

obtenção dos dados experimentais nos regimes de conveção natural e de ebulição

nucleada. De inı́cio, é apresentado o aparato experimental onde é descrito o sis-

tema como um todo, a câmara de ebulição pressurizada (com seus transdutores e

equipamentos utilizados para o controle e aquisição de dados) e as seções de teste.

Em seguida, é apresentado o procedimento experimental adotado para a execução

dos testes. Por fim, é feito um estudo das incertezas experimentais.

3.2 O Aparato Experimental

Na Fig. (3.1) é apresentado um esquema do aparato experimental utilizado para a

execução dos testes. Este é composto de: (1) uma câmara de ebulição pressurizada,

(2) dois banhos de temperatura controlada, chamados “criostatos”, (3) uma fonte

de potência, (4) um sistema de aquisição de dados e (5) um computador.

A câmara de ebulição pressurizada é um tanque de aço inoxidável AISI 316,

no interior da qual é colocada a seção de teste, mergulhada na região lı́quida do
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Figura 3.1: Desenho esquemático do aparato experimental.

fluido de trabalho. A câmara tem 230 mm de diâmetro interno e 240 mm de al-

tura, o que corresponde a uma capacidade volumétrica de 13 litros. As paredes

da câmara apresentam espessura mı́nima de 15 mm, o que permite operar com

pressões manométricas de até 40 bar. Na altura média da câmara existem duas

escotilhas com diâmetros de 50 mm a fim de permitir a visualização do seu interior.

A pressurização do sistema, após o carregamento da câmara com o fluido de tra-

balho, é feita com o auxı́lio de uma serpentina com água fria que cobre a superfı́cie

interna da parede lateral e do fundo da câmara de ebulição. Uma segunda ser-

pentina, localizada na parte superior do interior da câmara, permite a condensação

do vapor formado durante os testes de ebulição. As temperaturas da água que cir-

cula no interior de cada serpentina são impostas por dois banhos de temperatura

controlada independentes, da marca Microquı́mica, modelos MQBTC99-20. No

esquema da Fig. (3.1), são mostradas as linhas tracejadas que representam as ser-
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pentinas do condensador, na parte superior, e de controle das condições de teste

do fluido de trabalho.

A fonte de potência, da marca HP, modelo 6030A, pode dissipar até 2000 W de

potência, com tensão elétrica variando entre 0 e 200 V e corrente elétrica entre 0

e 17 A. Ela emite um sinal de tensão para a seção de teste (que está dentro da

câmara de ebulição pressurizada) e este mesmo sinal é direcionado para o sistema

de aquisição de dados que , por fim, é direcionado ao computador. Da mesma

forma, os sinais de tensão dos termopares tipo E são enviados ao computador. Os

cabos de alimentação elétrica e da seção de teste estão conectados com o sistema

de aquisição de dados, onde os sinais de tensão dos termopares são convertidos

em temperatura e enviados ao computador através de uma conexão RS 232.

3.2.1 A câmara de ebulição pressurizada

Na Fig. (3.2) é apresentada uma fotografia da câmara de ebulição pressurizada a

qual foi construı́da em aço inoxidável AISI 316 a fim de suportar pressões elevadas

de até 40 bar. Como se pode notar, na tampa da câmara estão instalados diversos

transdutores e válvulas, os quais são descritos a seguir:

• PT-100 a três fios: A Fig. (3.2) apresenta dois termômetros de resistência de

platina de 100 Ω (PT100). Um deles possui uma haste de 30 mm de compri-

mento cuja função é medir a temperatura do vapor dentro da câmara. O outro

PT100 tem uma haste de 150 mm para medir a temperatura do lı́quido;

• Manômetro: Um manômetro, da marca WIKA, com faixa de operação en-

tre 0 a 40 kgf/cm2 e erro máximo igual a 0, 4 kgf/cm2, segundo o Certificado

de Calibração 1815/95 ABSI-RBC emitido pela empresa Weldintec Industrial e

Comercial Ltda. Este manômetro foi instalado na tampa da câmara a fim de

medir a pressão de operação do sistema;
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PT-100

Manômetro

Entrada da
serpentina Escotilha para

visualização

Válvula para vácuo
e enchimento

Termopares
tipo E

Válvula de
segurança

Figura 3.2: Fotografia da câmara de ebulição pressurizada.

• Válvula de segurança: A válvula de segurança foi instalada para abrir no

caso de o sistema atingir pressões manométricas superiores à 18 kgf/cm2;

• Válvula para vácuo e carga: Instaladas na tampa da câmara de ebulição,

há duas válvulas de marca Valmicro. Uma está instalada na tampa superior

da bancada onde foram efetuados os serviços de vácuo e de carga de fluido

refrigerante. A outra válvula está localizada na face inferior da bancada cuja

finalidade é permitir a purga do fluido de trabalho para um tanque de ar-

mazenamento.



Aparato e Procedimento Experimentais 59

3.2.2 A seção de teste

Na Fig. (3.3), é apresentado um corte longitudinal da seção de teste no qual podem-

se observar os seguintes componentes:

Figura 3.3: Corte longitudinal da seção de teste.

• Resistência elétrica (1): No centro da seção de teste foi colocada uma re-

sistência elétrica do tipo cartucho que dissipa até 500 W de potência. O fluxo

de calor máximo que pode ser atingido nesta potência é de 200 kW/m2 o que

corresponde ao regime de ebulição nucleada moderado, para o fluido R-134a.

O valor da resistência elétrica corresponde a 70 Ω;

• Tubo de cobre (2): O tubo foi construı́do em cobre eletrolı́tico e é onde ocorre

o fenômeno da ebulição. Como se pode notar no corte transversal da Fig. (3.4),

a superfı́cie interna do tubo possui 4 canaletas a 90o de dimensões iguais a (1

× 1, 5 × 42) mm. Nestas canaletas estão instalados doze termopares do tipo E,

o que implica em três termopares por canaleta. No corte longitudinal da Fig.

(3.4), ver corte EE’, pode-se observar as posições onde foram instalados os ter-

mopares. Assim, sabendo-se que os fios dos termopares saem pela esquerda

do corte EE’ da (3.4), e estabelecendo este ponto de saı́da como referência,

tem-se na Tabela (3.1) as posições dos termopares dentro do tubo de cobre.

• Anel de vedação (3): O anel de vedação é de borracha nitrı́lica e tem a função

de evitar a infiltração do fluido refrigerante na seção de teste.
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Tabela 3.1: Posições dos termopares tipo E na superfı́cie interna do tubo de cobre.

Termopares Distância (mm)

A1,B1,C1,D1 6

A2,B2,C2,D2 21

A3,B3,C3,D3 36

• Isolamento (4 e 5): Como se pode notar na Fig. (3.3), nas laterais do tubo

de cobre há duas peças em teflon que têm a função de evitar a infiltração de

fluido refrigerante na seção de teste e de isolar termicamente a mesma, já que

sua condutividade térmica é baixa e corresponde a 0, 4 W/(mK). Como se pode

notar nas Figs. (3.3) e (3.5), o tubo de cobre é montado sobre pressão com o

auxı́lio das buchas de vedação.

• Suportes (6 e 7): As peças 6 e 7 servem de suporte da seção de teste. Nos ex-

tremos destas peças há duas barras de aço inoxidável conectados por tirantes

do mesmo material para efetuar o aperto das peças (6) a (7). A peça (7) também

tem a função de conduzir os fios dos termopares e da resistência elétrica para

fora da bancada experimental. Para isso, foi soldado um tubo de aço inoxi-

dável nesta peça o qual tem uma comunicação com o meio externo por um

sistema de rosca/porca. Na Fig. (3.5) é apresentada uma fotografia de toda a

seção de teste com o tubo de cobre.

Montagem da seção de teste

A montagem da seção de teste seguiu os seguintes passos:

• Limpeza das peças que compõem a seção de teste imergindo-as em acetona,

em um banho de ultra-som;

• Colagem dos termopares tipo E na superfı́cie interna do tubo de cobre (2).

Nesta colagem foi utilizada araldite com secagem de 10 minutos para fixar
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Figura 3.4: Desenho esquemático das posições dos termopares na seção de teste.

a ponta do termopar no fundo da canaleta e assim garantir que o termopar

está mesmo medindo a temperatura da superfı́cie aquecedora. Após os três

termopares de cada canaleta terem sido fixados, a mesma foi preenchida com

araldite com secagem de 24 horas para garantir a fixação dos termopares;

• A fim de reduzir a resistência térmica de contato entre a superfı́cie externa da

resistência elétrica (1) e a superfı́cie interna do tubo de cobre (2), foi empre-
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Figura 3.5: Fotografia da seção de teste no sistema de fixação e vedação.

gada pasta térmica tanto no tubo de cobre como na resistência elétrica;

• Instalação da resistência elétrica (1) dentro do tubo de cobre (2), através de

um sistema de prensa desenvolvido neste trabalho;

• Colocação de teflon lı́quido nas extremidades da seção de teste e espera para

a secagem do mesmo;

• Instalação das peças de teflon (4) e (5) nas extremidades da seção de teste, a

fim de eliminar as perdas de calor laterais e evitar a infiltração do fluido na

região entre a resistência elétrica (1) e o tubo de cobre (2);

• Passagem dos cabos dos termopares e da resistência elétrica pela peça de aço

inoxidável (7) e pelo duto de aço inoxidável;

• Fixação das peças de aço inoxidável nos extremos da seção de teste através

do uso de presilhas as quais são compostas de dois tirantes de aço inoxidável

com parafusos do mesmo material para dar o aperto no conjunto que forma a



Aparato e Procedimento Experimentais 63

seção de teste (ver Fig. 3.5).

3.2.3 Caracterização da superfı́cie aquecedora

As superfı́cies aquecedoras, em estudo no presente trabalho, são as paredes exter-

nas de dois tubos de cobre. O primeiro tubo é chamado liso por apresentar baixas

rugosidades, conforme mostrado na Tabela (3.2). A segunda superfı́cie microale-

tada e está apresentada nas Figs. (3.6.a-b). A Fig. (3.6.a) apresenta as dimensões

da aleta e a Fig. (3.6.b) apresenta uma fotografia da região inferior da superfı́cie

externa do tubo de cobre microaletado.

O método de obtenção das baixas rugosidades da superfı́cie lisa consistia em: (1)

fixar a superfı́cie no eixo rotatório central de um torno; (2) ligar o torno e, portanto,

rotacionar a superfı́cie; (3) Apoiar uma lixa de número 1200 no diâmetro externo

da superfı́cie. Com isso pôde-se garantir as baixas rugosidades apresentadas na

Tabela (3.2).

Tabela 3.2: Rugosidade superficial do tubo de cobre liso.

Rugosidade µm

Rp 0,22

Ra 0,062

Rq 0,086

Rz 0,53

3.3 Procedimento experimental

O procedimento experimental apresentado nesta seção tem o propósito de mostrar

a maneira como os testes foram conduzidos. De inı́cio, é explicado a metodologia

para o carregamento/descarregamento da câmara de ebulição pressurizada. Em

seguida, são apresentadas as condições de teste. Por fim, é apresentada a forma

de análise dos resultados experimentais.
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Figura 3.6: a) Caracterı́sticas geométricas das microaletas; b) Fotografia da região

inferior da superfı́cie microaletada.

3.3.1 Metodologia experimental para montagem do sistema com-

pleto

A metodologia utilizada para a montagem de todo o sistema de ebulição é composta

dos seguintes passos:

• Montagem da seção de teste, descrita na seção 3.2.2;

• Limpeza da câmara de ebulição pressurizada;

• Montagem da seção de teste na câmara de ebulição pressurizada;

• Enchimento da câmara de ebulição pressurizada com ar comprimido à pressão

de 8 bar, a fim de verificar os maiores vazamentos;

• Vácuo na câmara de ebulição pressurizada, descrita logo abaixo;
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• Carregamento da câmara de ebulição pressurizada com fluido refrigerante.

Este procedimento está apresentado após o procedimento de evacuação do

sistema;

• Interligação aos equipamentos periféricos.

Procedimento para Evacuação do sistema

Como dito na metodologia para a montagem do sistema completo, antes de fazer a

evacuação do sistema, era feito um carregamento do sistema com ar comprimido à

pressão de 8 bar para identificar os grandes vazamentos. Assim que estes vazamen-

tos eram corrigidos, o ar comprimido era extraı́do do sistema e então se dava inı́cio

à evacuação do sistema com uma bomba de vácuo da marca Franklin Electric em

um perı́odo de 3 (três) horas. Após essa evacuação, a bancada era levada para

uma outra bomba de vácuo da marca Edwards, modelo Spectron 5000, para fazer

uma evacuação mais refinada e verificação de possı́veis pequenos vazamantos com

a inserção de gás Hélio nos pontos possı́veis de vazamanto. Após este processo, a

bancada estava pronta para o carregamento com o fluido refrigerante.

Procedimento para Carregamento do sistema

Para o carregamento da câmara de ebulição pressurizada com o R-134a, foram

utilizados tubos de cobre para interligar a válvula desta câmara e a válvula do

cilindro do fluido refrigerante. O carregamento do sistema seguiu os seguintes

passos:

• Conexão do tubo de cobre de 1/4”no cilindro de R-134a e posicionamento

(sem conexão) do mesmo na válvula da câmara de ebulição pressurizada;

• Abertura parcial da válvula do cilindro de R-134a para ocorrer um leve vaza-

mento do gás com o objetivo de retirar o ar existente dentro do tubo de cobre;

• Conexão do tubo de cobre na válvula da câmara de ebulição pressurizada;
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• Abertura de ambas as válvulas para que o fluido, por diferença de pressão,

flua do cilindro de R-134a até a bancada pressurizada.

Após a equalização das pressões entre o cilindro de R-134a e a câmara de

ebulição, as válvulas eram fechadas e os criostados que alimentam as serpenti-

nas internas da bancada pressurizada eram ligados com a finalidade de reduzir

a temperatura interna do sistema e, por conseqüência, reduzir a pressão do sis-

tema. Desta forma, conseguiu-se preencher o sistema com a quantidade de fluido

refrigerante necessária que era, em média de volume, 80% de lı́quido e 20% de vapor.

Para o descarregamento do sistema, optou-se por não utilizar o recolhedor de

fluido de trabalho devido ao risco de contaminação do R-134a com óleo. Com isso,

utilizou-se um cilindro para recolher o fluido do sistema utilizando o mecanismo de

diferença de pressões. Após a retirada de uma quantidade de R-134a, as pressões

se equalizavam, as válvulas eram fechadas e o reservatório era deixado resfriar,

diminuindo, assim, a sua pressão interna. Ao mesmo tempo, elevava-se a pressão

interna da bancada pressurizada com o aumento da temperatura da água que

circula nas serpentinas internas da bancada. Neste processo, era retirada a maior

quantidade possı́vel do R-134a. As perdas eram de aproximadamente 0, 2 kg por

cada processo.

Levantamento dos resultados experimentais

O levantamento dos resultados experimentais consistiram em coletar as tempera-

turas da superfı́cie aquecedora, as temperaturas dos PT100 instalados para medir

as temperaturas do vapor e do lı́quido e os sinais de tensão elétrica da resistência

elétrica.

Os testes foram efetuados nos regimes de convecção natural e de ebulição nucle-

ada. O primeiro regime teve as funções de verificar o funcionamento dos sistemas

de medição instalados na câmara de ebulição e, também, de comparar os resul-

tados experimentais com as correlações existentes na literatura. Já os testes, no
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regime de ebulição nucleada, o REN, de interesse principal neste trabalho, possi-

bilitaram as análises que se encontram no próximo capı́tulo.

No inı́cio de cada teste eram verificadas as temperaturas de todo o sistema e

a sua pressão. Neste contexto, as temperaturas deveriam estar equalizadas e o

sistema saturado naquela temperatura, o que confirmava ou não (no caso de haver

diferenças nas temperaturas do lı́quido e do vapor) a presença de ar no sistema.

Após feita esta análise inicial, e verificada a concordância dos dados, os cri-

ostatos eram ligados para elevar (ou diminuir) a temperatura do sistema ao valor

desejado. Quando as temperaturas do vapor e do lı́quido, medidos pelos PT100,

atingiam as temperaturas desejadas, os dados começavam a ser coletados para

fluxos de calor inicialmente nulo até o máximo de 100 kW/m2. Para cada fluxo de

calor, as temperaturas medidas pelos PT100 deveriam estar indicando o mesmo

valor para poder configurar como um sistema saturado, de acordo com o diagrama

termodinâmico T × h. Para este trabalho admitiu-se uma tolerância de ± 0, 15oC

para cada PT100, ou seja, a diferença máxima admitida entre os dois PT100 foi de

0, 3oC. Valores superiores exigiam efetuar a regulagem das temperaturas do lı́quido

e/ou vapor através do ajuste das temperaturas da água que circula nas serpenti-

nas, por meio do sistema de controle dos criostatos.

3.3.2 Condições de teste

A ebulição nucleada do R134a foi testada nas pressões de 6, 1, 8, 1, 10, 1 e 12, 2 bar,

cujas temperaturas de saturação são 22, 31, 8, 39, 9 e 46, 8oC, respectivamente. Os

fluxos de calor impostos ao sistema foram escolhidos entre 0 e 100 kW/m2, com

incrementos de 0, 1, 1 e 5 kW/m2, de acordo com as faixas apresentadas na Tabela

(3.3).

No presente trabalho as curvas de ebulição foram obtidas apenas com a elevação

do fluxo de calor. Portanto, o estudo do efeito de histeresse na transferência de

calor não foi feito, uma vez que seria necessário, também, fluxos de calor decres-
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centes.

Um outro parâmetro não estudado no presente trabalho, embora mencionado

na revisão bibliográfica, foi o efeito do envelhecimento da superfı́cie aquecedora.

Tabela 3.3: Condições de teste.

Tsat (oC) 22,0 31,8 39,9 46,8

p, bar 6,1 8,1 10,1 12,2

q, kW/m2

0 a 1 (com incrementos de 0, 1 kW/m2)

1 a 15 (com incrementos de 1 kW/m2)

15 a 100 (com incrementos de 5 kW/m2)

A superfı́cie aquecedora foi testada na configuração horizontal. Conforme men-

cionado na Fig. (3.4), os termopares A1, A2 e A3 estão na face inferior da seção de

teste e à 180o dos termopares D1, D2 e D3. Desta forma, poder-se-á comparar os

termopares A1 com D1, A2 com D2 e A3 com D3.

No apêndice B são descritas as principais observações sobre o funcionamento da

câmara de ebulição e seus sistemas de controle das serpentinas. Tais observações

deverão ser levadas em conta em futuros trabalhos de pesquisa bem como no

próprio aperfeiçoamento do projeto da bancada de ebulição pressurizada.

3.4 Visualizações

As fotografias apresentadas no capı́tulo 4 foram tiradas com uma câmera digital,

de marca Canon, modelo E05, juntamente com uma lente macro de mesma marca,

modelo EF 100 mm. O tempo de obturação utilizado foi igual a 1/200 s.
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3.5 Análise de incertezas

3.5.1 Incerteza do h

A incerteza experimental do coeficiente de transferência de calor por ebulição foi

calculada utilizando-se a Eq. (1.1) como referência, a qual é apresentada nova-

mente na Eq. (3.1), para facilitar a análise das equações.

h =
q

∆Tsat

=
q

Tp − Tsat

(3.1)

Desta forma, a incerteza de h, u(h), é dada pela Eq. (3.2).

u(h) =

√√√√
(

∂h

∂q
u(q)

)2

+

(
∂h

∂Tp

u(Tp)

)2

+

(
∂h

∂Tsat

u(Tsat)

)2

(3.2)

Substituindo as derivadas parciais presentes na Eq. (3.2) obtém-se a Eq. (3.3).

u(h) =

√√√√
(

1

∆Tsat

u(q)
)2

+

(
− q

(Tp − Tsat)
2u(Tp)

)2

+

(
q

(Tp − Tsat)
2u(Tsat)

)2

(3.3)

A incerteza da temperatura de saturação, u(Tsat), é determinada em função da

variação de Tsat que depende da pressão do sistema, já que este sistema está satu-

rado. No entanto, para este trabalho considerou-se o u(Tsat) como sendo igual ao

u(Tp,m) que é igual a 0, 3 K, devido as dificuldades para estabilizar as condições de

teste com diferença entre as temperaturas do lı́quido e do vapor menores do que

0, 3 K.

A seguir, são apresentados os cálculos das incertezas do fluxo de calor, q, e da

temperatura de parede, Tp.

3.5.2 Cálculo da incerteza de q

O fluxo de calor, q, é dado por QR

A
, onde QR é o calor dissipado pela resistência

elétrica, em W, e A é a área da superfı́cie aquecedora, em m2, que está em contato
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com o fluido de trabalho. Desta forma, a incerteza de q é calculada através da Eq.

(3.4).

u(q) =

√√√√
(

∂q

∂QR

u(QR)

)2

+

(
∂q

∂A
u(A)

)2

=

√(
1

A
u(QR)

)2

+
(
−QR

A2
u(A)

)2

(3.4)

O calor dissipado pela resistência elétrica, QR, por sua vez, é dado por V 2

R
, onde

V é a tensão elétrica, em V , nos bornes da resistência elétrica, e R é o valor da

resistência elétrica, em Ω. Desta forma, a incerteza de QR é dada pela Eq. (3.5).

u(QR) =

√√√√
(

∂Q

∂V
u(V )

)2

+

(
∂Q

∂R
u(R)

)2

=

√√√√
(

2V

R
u(V )

)2

+

(
−V 2

R2
u(R)

)2

(3.5)

Por fim, a área da superfı́cie aquecedora, A, é dada por 2πr2L, onde r2 é o raio

externo do tubo de cobre apresentado na Fig. (3.7), em m, e L é o comprimento do

mesmo tubo, em m. Assim, a incerteza de A é dada pela Eq. (3.6).

u(A) =

√√√√
(

∂A

∂r2

u(r2)

)2

+

(
∂A

∂L
u(L)

)2

=
√

(2πLu(r2))2 + (2πr2u(L))2 (3.6)

3.5.3 Cálculo da incerteza de Tp

A temperatura Tp, conforme a Eq. (3.1), é a temperatura da superfı́cie aquece-

dora em contato com o fluido refrigerante. Na Fig. (3.7) é apresentado o esquema

utilizado para o cálculo de Tp, fazendo-se a hipótese de condução de calor uni-

dimensional, na direção radial. Esta figura corresponde à um corte transversal

parcial do tubo de cobre presente na seção de teste. Pode-se observar que o ter-

mopar está posicionado na canaleta do tubo de cobre, medindo a temperatura Tp,m

(ou T2). A temperatura Tp,c é determinada pela condução de calor na seção de teste

cuja análise é feita a seguir.

Na Fig. (3.7) é admitido que a distribuição de calor é uniforme em toda a seção

transversal da seção de teste, embora sabe-se que a resistência elétrica fornece um

fluxo de calor não-uniforme. Esta informação foi obtida através da instalação de

12 (doze) termopares do tipo E na superfı́cie da resistência elétrica a fim observar
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Figura 3.7: Esquema para o cálculo da temperatura na superfı́cie em contato com

o R134a.

a distribuição da temperatura na mesma. O que se observou é que no centro da

resistência elétrica as temperaturas eram maiores ocasionados maiores fluxos de

calor locais.

Neste trabalho são desprezadas as resistências de contato entre as superfı́cies

em estudo, em função do uso da pasta térmica.

Determinação de Tp,c ou T2

Da Fig. (3.7) tem-se que:

QR =
Tp,m − Tp,c

R1

(3.7)

A resistência térmica, R1, apresentadas na Fig. (3.7), é dada pela Eq. (3.8).

R1 =
ln

(
r2

r1

)

2πLk
(3.8)
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A equação para o cálculo do calor QR, dissipado pela resistência elétrica, já

foi apresentado anteriormente e corresponde à V 2

R
. Como se pode notar por esta

equação, QR é conhecido, já que todas as suas variáveis (V - tensão elétrica e R -

resistência ôhmica) são conhecidas.

Da Eq. (3.7) tem-se que isolando Tp,c, obtém-se:

Tp,c = Tp,m −QRR1 (3.9)

Na Tabela (3.4) é apresentado alguns valores de Tp,c, Tp,m e QR para diversos

fluxos de calor e na pressão de 6, 1 bar, sabendo-se que o valor de R1 da Eq. (3.8)

é igual a 0, 000946 K/W. Como se pode notar nesta tabela, à medida que o fluxo de

calor aumenta, há um aumento entre o valor da temperatura medida pelo termopar

e o valor da temperatura calculada. Para um fluxo de calor de 100 kW/m2 o ∆T

da Tabela (3.4) é igual a 0,26oC. São estes valores que foram subtraı́dos do valor

medido para se obter os gráficos do próximo capı́tulo.

Tabela 3.4: Alguns exemplos de Tp,c, Tp,m e QR para diversos fluxos de calor na

pressão de 6, 1 bar.

q, kW/m2 QR, W Tp,m, oC Tp,c, oC ∆T = Tp,m − Tp,c, oC

1 2, 75 25, 89 25, 89 0, 00

5 13, 73 24, 63 24, 62 0, 01

25 68, 67 25, 36 25, 30 0, 06

50 137, 33 25, 78 25, 65 0, 13

60 164, 80 26, 35 26, 19 0, 16

70 192, 27 27, 55 27, 37 0, 18

Cálculo da incerteza de Tp,c

Da Eq. (3.9), tem-se que:

u(Tp,c) =

√√√√
(

∂Tp,c

∂Tp,m

u(Tp,m)

)2

+

(
∂Tp,c

∂QR

u(QR)

)2

+

(
∂Tp,c

∂R1

u(R1)

)2

(3.10)
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o que fornece:

u(Tp,c) =
√

u2(Tp,m) + (−R1u(QR))2 + (−QRu(R1))
2 (3.11)

A incerteza de Tp,m é a própria incerteza do termopar tipo E que corresponde à

0, 3oC. A equação ds incertezas de QR já foi apresentada na Eq. (3.5) e a equação

das incertezas de R1 é apresentada na Eq. (3.12).

u(R1) =

√√√√
(

∂R1

∂L
u(L)

)2

+

(
∂R1

∂k
u(k)

)2

+

(
∂R1

∂r1

u(r1)

)2

+

(
∂R1

∂r2

u(r2)

)2

(3.12)

o que fornece:

u(R1) =

√√√√√

− ln

(
r2

r1

)

2πL2k
u(L)




2

+


− ln

(
r2

r1

)

2πLk2
u(k)




2

+
(
− 1

2πLkr1

u(r1)
)2

+
(

1

2πLkr2

u(r2)
)2

(3.13)

Pode-se observar na Eq. (3.13) que as derivadas parciais e as incertezas refe-

rentes a estas derivadas são conhecidas, já que as suas variáveis são conhecidas.

Diante disso, a determinação de u(R1) é automática, possibilitando, assim, de-

terminar u(QR) e u(Tp,c). Na Tabela (3.5) estão listados os valores das incertezas

fundamentais.

Na Fig. (3.8) é apresentado um gráfico das incertezas experimentais do coe-

ficiente de transferência de calor para as superfı́cies lisa e microaletada, nos di-

ferentes nı́veis de fluxo de calor e de pressão. Nesta figura observa-se que para

baixos fluxos de calor (< 2 kW/m2) as incertezas experimentais do h chegam a 35%.

À medida que há um aumento do q, ocorre uma redução considerável na incerteza

do h, chegando a 7, 5% para o tubo microaletado (q = 100 kW/m2) e 5% para o tubo

liso (q = 100 kW/m2).

No Apêndice D estão listadas as incertezas experimentais dos dois tubos de

cobre para os 4 (quatro) nı́veis de pressão (6, 1, 8, 1, 10, 1 e 12, 2 bar) e para o fluxo

de calor variando entre 0 e 100 kW/m2.
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Tabela 3.5: Incertezas experimentais.

Grandeza

Medida
Incerteza Referência Incerteza Básica Valor

h u(h) Eq. (3.3) Derivada

Comprimento u(r1) u(r1) 0, 05 mm

u(L) u(L) 0, 05 mm

u(r2) u(r2) 0, 05 mm

u(D) u(D) 0, 05 mm

Temperatura u(Tsat) u(T ) 0, 3oC

u(Tp,c) Eq. (3.11) Derivada

u(Tp,m) u(T ) 0, 3oC

Calor u(q) Eq. (3.4) Derivada

u(Q) Eq. (3.5) Derivada

Propriedades u(k) u(k) = f(u(T )) Derivada

Voltagem u(V ) u(V ) 0, 01V

3.6 Considerações finais e Resumo

• O coeficiente de transferência de calor por ebulição foi obtido experimental-

mente em três situações:

1. Localmente: para cada ponto de medição de Tp;

2. Representando as canaletas: neste caso, Tp corresponde à média aritmética

das 3 temperaturas medidas na canaleta;

3. Representando toda a superfı́cie aquecedora: neste caso, a Tp foi a média

aritmética de todas as temperaturas de parede medidas.

• Como os testes foram sempre realizados para a condição de saturação do

fluido de trabalho, tem-se T∞ = Tsat;

• O calor dissipado pela resistência elétrica foi considerado totalmente trans-

ferido à superfı́cie aquecedora e ao fluido de trabalho já que nas extremidades
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Figura 3.8: Incertezas experimentais do coeficiente de transferência de calor por

ebulição, para as superfı́cies lisa e microaletada.

da superfı́cie aquecedora há peças em teflon para o isolamento térmico. Em

adição foi colocado teflon lı́quido entre a resistência elétrica e as peças em

teflon. Esse teflon lı́quido, após um perı́odo de 1 h, seca e, além da função

principal de vedação, também se torna uma isolante térmico eficaz, uma vez

que sua condutividade térmica é igual a 0, 4 W/(mK).

Neste capı́tulo foi apresentado todo o aparato experimental, composto pelos

equipamentos de emissão de sinais de tensão e aquisição de dados, assim como

os transdutores (de pressão e de temperatura) para o controle e medição das pro-

priedades presentes no presente trabalho. Por fim, foi realizado um estudo das

incertezas experimentais.



Capı́tulo 4

Resultados Experimentais

Neste capı́tulo, são apresentados os h’s por ebulição experimentais para os tu-

bos liso e microaletado. Inicialmente, é feito um estudo da influência do tipo de

superfı́cie aquecedora para verificar se o tubo microaletado intensifica (ou não) a

transferência de calor, em relação ao tubo liso. Em seguida, é apresentado o efeito

da pressão sobre o h. Continuando, é feito um estudo da distribuição da tempera-

tura da superfı́cie aquecedora ao longo do perı́metro externo dos tubos de cobre.

Nesta seqüência, os resultados experimentais são comparados com os resultados

obtidos pelas correlações existentes na literatura. Por fim, é feito um estudo de

visualização do fenômeno de ebulição.

Nos Apêndices A e B, encontra-se a análise dos resultados sobre a convecção

natural e as curvas parciais de ebulição experimentais do R-134a, respectivamente.

4.1 Influência do tipo de superfı́cie aquecedora

Nesta seção, tem-se o objetivo de verificar se as microaletas externas do tubo mi-

croaletado imprimem alguma intensificação real no coeficiente de transferência de

calor, em relação ao tubo de cobre liso, proveniente dos mecanismos de confina-

mento e/ou aumento de nucleação.

Nas Figs. (4.1.a-b) são apresentados os resultados para os tubos liso e mi-

croaletado para quatro nı́veis de pressão: 8, 1, 8, 6, 10, 1 e 12, 2 bar. Os valores de h
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Figura 4.1: Influência do tipo de superfı́cie aquecedora em três nı́veis de pressão.

(a) q × ∆Tsat; (b) h × q. Para Tp, foi utilizada a média das temperaturas da superfı́cie

aquecedora. Para a superfı́cie microaletada, foi empregada a área nominal.
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apresentados na Fig. (4.1.b), em função do fluxo de calor, correspondem aos pontos

das curvas parciais de ebulição da Fig. (4.1.a). Na Fig. (4.1.b), os valores experi-

mentais do h foram obtidos em função da área nominal1 da superfı́cie externa do

tubo.

De acordo com a Fig. (4.1.a), para uma fluxo de calor de 100 kW/m2 e pressão

de 10, 1 bar, o tubo de cobre microaletado apresenta um superaquecimento de 5, 1

K enquanto o tubo liso, para este mesmo fluxo de calor, apresenta um superaque-

cimento de 7, 8 K. Este comportamento de menor superaquecimento na superfı́cie

com microaletas é observado, também, quando se compara as duas superfı́cies nos

diversos fluxos de calor e pressões presentes nas Figs. (4.1.a-b). Ainda observando

a Fig. (4.1.a), nota-se que ocorre um resfriamento da superfı́cie aquecedora do

tubo de cobre liso na pressão de 10, 1 bar, ocasionando um cruzamento entre as

curvas de ebulição de pressões iguais a 8, 6 e 10, 1 bar, na faixa de fluxo de calor

compreendido entre 30 e 40 kW/m2.

A área superficial do tubo de cobre microaletado, usando o diâmetro médio, é

igual a 2790, 7 mm2 enquanto a área real, deste mesmo tubo, levando em conside-

ração as áreas das aletas, é igual a 3857, 5 mm2, o que corresponde à uma diferença

de 38, 2%. Se a comparação é efetuada com a área externa do tubo de cobre liso,

o tubo de cobre microaletado apresenta uma área 38, 6% superior. Diante desta

última variação de área, partiu-se para o cálculo do h usando as áreas reais das

superfı́cies.

Na Fig. (4.2) é apresentado um gráfico do h em função do calor imposto pela re-

sistência elétrica nos tubos de cobre liso e microaletado, para a pressão de 10, 1 bar

e usando as áreas reais das superfı́cies aquecedoras do presente estudo. As barras

verticais correspondem às incertezas experimentais do h. Nesta figura, não se pode

garantir que houve uma intensificação do h do tubo microaletado em relação ao

1A área nominal foi calculada em função do diâmetro médio, igual a 21, 15 mm, entre os diâmetros

no pico das aletas e na base dessas. Este valor é bem próximo do diâmetro externo do tubo de cobre

liso (= 21, 10 mm).
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Figura 4.2: h em função do calor imposto nas resistências elétricas dos tubos de

cobre liso e microaletado. Resultados para a pressão de 10, 1 bar.

tubo liso, para os calores impostos iguais a 5, 6, 8, 4, 11, 2, 14, 0, 111, 4, 250, 6 e 278, 5

W, pois suas faixas de incertezas experimentais se interceptam. Porém, os demais

pontos, presentes na Fig. (4.2), indicam que o tubo microaletado apresenta uma

intensificação do h, mesmo considerando as incertezas experimentais e o aumento

da área no tubo microaletado.

O mecanismo de transferência de calor responsável pela intensificação do h pode

ter sido o confinamento de bolhas nas aletas do tubo de cobre microlaletado. Um

parâmetro que pode medir este confinamento é o número de Bond, Bo, apresentado

na Eq. (2.22). Para o tubo microaletado do presente trabalho, o Bo foi calculado

usando s = 0, 228 mm que corresponde à distância entre duas aletas consecutivas e

se obteve 0, 27 ≤ Bo ≤ 0, 32, para a pressão variando entre 6, 1 e 12, 2 bar. Com isso,

acredita-se que houve um confinamento parcial na superfı́cie do tubo microaletado
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e que este confinamento induziu em uma intensificação do h. Segundo Katto et al.

(1977), esta intensificação da transferência de calor é devido à evaporação do filme

lı́quido existente entre a bolha e a parede;

Além deste mecanismo, há um parâmetro superficial que foi mudado no mo-

mento da fabricação da superfı́cie microaletada: a rugosidade. Se por um lado a

superfı́cie lisa apresenta uma baixa rugosidade (Rp igual a 0, 22 µm), a superfı́cie

microaletada foi obtida por um processo de usinagem convencional. Neste processo

a rugosidade deve ter aumentado consideravelmente proporcionando um aumento

na densidade de sı́tios de nucleação o que, por sua vez, aumentou a emissão de

bolhas, intensificando, assim o h.

4.2 Resultados em quatro nı́veis de pressão

Quando há um aumento da pressão do sistema, ocorre um aumento na tempera-

tura de saturação do fluido de trabalho o que, geralmente, causa uma diminuição

na tensão superficial deste fluido. Esta redução na tensão superficial conduz a

uma redução na pressão interna da bolha, necessária para manter o equilı́brio en-

tre as forças devido às tensões superficiais e as forças gravitacionais, reduzindo,

assim, o superaquecimento mı́nimo necessário para a ativação de núcleos de va-

por, conforme apresentado na Eq. (2.5). Além disso, conforme visto na Fig. (2.9), o

aumento da pressão implica em uma diminuição no diâmetro de partida de bolha.

O conjunto de efeitos mencionados no parágrafo anterior proporciona uma di-

minuição do superaquecimento necessário para o inı́cio da nucleação, deslocando

a curva de ebulição para a esquerda. Este deslocamento foi observado nos resul-

tados experimentais deste trabalho. As Figs. (4.3.a-b) correspondem às curvas q ×
∆Tsat e h × q para o tubo de cobre microaletado em quatro nı́veis de pressão. Nestas

figuras, o Tp usado foi obtido pela média aritmética das temperaturas da superfı́cie

aquecedora. Na maioria dos pontos da Fig. (4.3.b), à medida que a pressão au-

menta, ocorre um aumento do h, para um mesmo fluxo de calor. Ainda segundo
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Figura 4.3: Gráficos da ebulição do R-134a no tubo de cobre microaletado em

quatro nı́veis de pressão: (a) q × ∆Tsat (= T̄p − Tsat); (b) h × q.

esta figura, pode-se fazer as seguintes observações:

1. Os h’s para a pressão de 12, 2 bar apresentaram valores ligeiramente superi-

ores aos h’s para a pressão de 10, 1 bar;
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2. Os h’s para a pressão de 10, 1 bar são superiores aos h’s das pressões infe-

riores, ao longo de toda a faixa de fluxo de calor. O mesmo ocorre para a

pressão de 8, 1 bar;

3. Para a pressão de 6, 1 bar, o h apresentou uma queda uma faixa de fluxo de

calor compreendido entre 60 e 65 kW/m2. Após esta faixa, o h apresentou uma

tendência a permanecer constante. Este comportamento pode ser observado,

também, para fluxos de calor superiores na curva de pressão igual a 8, 1 bar.

Maiores detalhes deste mecanismo são estudados na próxima seção;

4. Para a pressão de 12, 2 bar, os dados coletados foram até 40 kW/m2. Isto ocor-

reu, pois para maiores fluxos de calor a condutância térmica das serpentinas

da câmara de ebulição não foi suficiente para retirar o calor que era fornecido

à resistência de aquecimento do tubo, mantendo o sistema estável. Isso pôde

ser observado, também, para uma pressão de 6, 1 bar, onde se obteve resulta-

dos coerentes2 até um fluxo de calor de 70 kW/m2;

5. Na Fig. (4.3.a), o ∆Tsat para o inı́cio da ebulição nucleada e para a curva de

6, 1 bar corresponde a 5, 4 K e para a curva de 8, 1 bar é 2, 7 K.

Nas Figs. (4.4.a-b) são apresentadas as curvas q × ∆Tsat e h × q para o tubo

de cobre liso em três nı́veis de pressão, com uma temperatura da superfı́cie aque-

cedora igual à média aritmética das temperaturas medidas pelos termopares da

seção de teste. Na Fig. (4.4.a) são apresentadas as três curvas parciais de ebulição

onde se observa que a curva de pressão igual a 12, 2 bar está deslocada para a es-

querda, em relação às demais curvas. No entanto, a curva de pressão igual 10, 1 bar

só começa a apresentar um deslocamento para a esquerda, em relação a curva de

pressão igual a 8, 6 bar, para um fluxo de calor maior que 50 kW/m2. Isto ocorreu

2O termo “coerente” aqui mencionado refere-se ao fato de manter a temperatura do lı́quido

próximo à temperatura do vapor (Tl ' Tv). Nos experimentos, a diferença máxima admitida, |Tl − Tv|
é igual a 0, 3oC, conforme informado no capı́tulo 3.
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Figura 4.4: Gráficos da ebulição do R-134a no tubo de cobre liso em três nı́veis de

pressão: (a) q × ∆Tsat (= T̄p − Tsat); (b) h × q.

em função de dois eventos: (1) para a pressão de 8, 6 bar, o resfriamento da su-

perfı́cie aquecedora ocorreu logo no inı́cio da formação da curva de ebulição para

um ∆Tsat igual a 3, 6 K, deslocando esta curva de ebulição para fluxo de calor inferior



Resultados Experimentais 84

a 5 kW/m2; (2) para a pressão de 10, 1 bar, o resfriamento da superfı́cie aquecedora

ocorreu tardiamente (em relação à curva de ebulição de 8, 6 bar), mantendo esta

curva à direita da curva de ebulição de pressão igual a 8, 6 bar.

Na Fig. (4.4.b) a curva de pressão igual a 8, 6 bar começa a apresentar uma

tendência à estabilização do h a partir de um fluxo de calor igual a 60 kW/m2. Esta

tendência à estabilização do h pode ser observada, também, na Fig. (4.3.b) a partir

de um fluxo de calor igual a 80 kW/m2, indicando uma possibilidade à secagem da

superfı́cie aquecedora.

4.3 Variação circunferencial do h

Nas Figs. (4.5.a-c) são apresentados três gráficos do h × q para as seções transver-

sais S1, S23 e S3 para o tubo microaletado na pressão de 8, 1 bar. Para cada seção

transversal há um gráfico onde é estudado o comportamento do h ao longo da cir-

cunferência externa do tubo de cobre. Nestas figuras, os valores dos h’s na região

inferior do tubo são superiores aos valores dos h’s da região superior. Além disso,

os h’s nas laterais B e C apresentam valores compreendidos entre os valores me-

didos pelos termopares A e D. Em regra geral, estes resultados concordam com os

resultados obtidos por Nishikawa et al. (1983) e Kang (2003), que mostram que

à medida que uma superfı́cie aquecedora - inicialmente voltada para cima - gira

até ficar voltada para baixo, o seu h aumenta pelo fato de que nesta nova posição

há a formação de bolsões de vapor que intensificam a transferência de calor por

ebulição. Este acúmulo de bolsões de vapor na região inferior da superfı́cie externa

do tubo é observado nas Figs. (4.9.d-i). No presente estudo, considera-se que

as partes de baixo e superior da superfı́cie externa do tubo comportam-se como

superfı́cies aquecedoras voltadas para baixo e para cima, respectivamente.

Diante do exposto no parágrafo anterior, a Fig. (4.5.b) apresenta uma região com

3Nesta seção o termopar posicionado em B2 rompeu. Por este motivo, na Fig. (4.5.b) não aparece

a curva de B2.
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Figura 4.5: Distribuição de h na periferia das seções transversais S1, S2 e S3 do

tubo microaletado. Pressão de 8, 1 bar e Tsat = 31, 8oC.

um comportamento diferente do esperado: os h’s determinados com a temperaturas

medidas pelos termopares C2 e D2, para fluxos de calor inferiores a 60 kW/m2,

apresentam resultados próximos, quando se esperava hC2 > hD2. Isso deveu-se,

possivelmente à distribuição irregular do fluxo de calor naquela região em estudo,

elevando hD2 e/ou reduzindo hC2.

Uma outra caracterı́stica a ser observada na Fig. (4.5.a) e termopar A1 é quanto

a queda do h com o aumento do q. Verifica-se que com o aumento do q de 85

kW/m2 para 90 kW/m2 (um aumento de 5, 9%) houve uma diminuição de 2% no
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h, de 25201 W/(m2K) para 24705 W/(m2K). Apesar desta variação sutil do h não ter

representatividade, uma vez que a incerteza do h, para a faixa de fluxo de calor

e pressão mencionada acima, corresponde a 8%, esta queda no h foi observada,

também, nos termopares A2 e A3 e todos eles estão localizados no inferior do tubo

de cobre. Com isso, estas regiões inferiores do tubo podem estar sofrendo um tipo

de secagem na sua superfı́cie aquecedora, impedindo que o h aumente e fazendo

com que o mesmo tenha uma tendência a permanecer constante.

Ribatski e Thome (2006) observaram, também, uma diminuição do h com o

aumento do q quando eles estudaram o h por ebulição em piscina do R-134a, na

temperatura de saturação igual a 20oC, em tubos de cobre intensificadores (tubos

com superfı́cies aquecedoras do tipo High-Flux, Gewa-B, Turbo-CSL e Turbo-BII

HP) de diâmetros externos iguais a 19, 05 mm e comprimentos iguais a 554 mm.

Eles observaram que o tubo Turbo-BII HP apresentou uma diminuição do h de 22, 5

kW/(m2K) (q igual a 20 kW/m2) para 20 kW/(m2K) (q igual a 30 kW/m2).

Na Fig. (4.6) são comparados os h’s determinados por estes autores para uma

superfı́cie aquecedora intensificadora chamada Alto Fluxo (ou High Flux), com

os h’s determinados no presente estudo para o tubo microaletado. Desta figura

destacam-se:

• Embora o h para a superfı́cie Alto Fluxo seja dez vezes superior ao valor de

h para a superfı́cie microaletada (para q igual a 30 kW/m2) e quatro vezes e

meia (para q igual a 70 kW/m2), estes valores encontram-se na mesma ordem

de grandeza;

• No caso da seção microaletada do presente trabalho, tem-se uma leve queda

do h e uma seguida estabilização do mesmo, para fluxos de calor acima de

60 kW/m2; no caso da superfı́cie com superfı́cie Alto Fluxo do trabalho de

Ribatski e Thome (2006), ocorre uma queda acentuada do h a partir de 32

kW/m2, com o h passando de 60 para 43 kW/(m2K);

• A diminuição de h observada nos resultados de Ribatski e Thome (2006), para
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a superfı́cie de Alto Fluxo, ocorre para um fluxo de calor (q = 32 kW/m2) menor

do que a verificada no presente trabalho (q = 60 kW/m2), conforme mostrado

na Fig. (4.6). Nos dois casos os fluxos de calor correspondem a 8% e 15% do

fluxo de calor crı́tico de Zuber, respectivamente.
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Figura 4.6: Comparação do h extraı́do de Ribatski e Thome (2006) (tubo de cobre

com superfı́cie aquecedora do tipo ’High Flux’) com o h determinado com a T̄p no

tubo de cobre microaletado do presente trabalho.

Um outro estudo em que se obteve a redução do h com o aumento do q foi o tra-

balho conduzido por Jung et al. (2004). Eles efetuaram testes em tubos horizontais

com superfı́cies estruturadas diferentes (low fin, Turbo-B e Thermoexcel-E) em di-

versos fluidos de trabalho (R-22, R-134a, R-125 e R-32), no regime de ebulição nu-

cleada em piscina e temperatura de saturação igual a 7oC. Os resultados mostram

que entre os três tubos mencionados acima, o tubo Thermoexcel-E foi o que apre-

sentou uma redução do h com o aumento do fluxo de calor. Esta redução do h foi

observada a partir de um fluxo de calor igual a 50 kW/m2, para o R-134a.

Uma possı́vel explicação para a ocorrência desta queda do h no tubo microale-

tado é a existência de um confinamento aliado a um acúmulo de bolhas na região
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inferior do tubo, o que pode ter gerado grandes “bolsões” de vapor dificultando a

transferência de calor. Conforme a Eq. (2.22), o número de Bond4, para a pressão

de 6, 1 bar, corresponde a 0, 27 o que indica um confinamento das bolhas.

4.4 Comparação com a literatura

Nesta seção, são apresentadas as comparações dos h’s experimentais do presente

trabalho com os h’s calculados pelas principais correlações existentes na literatura.

Nas Figs. (4.7)5 e (4.8), são apresentados quatro gráficos do h × q para diversas

correlações apresentadas no capı́tulo 2 e os h’s dos tubos liso e microaletado6 do

presente trabalho, em quatro nı́veis de pressão e o R-134a saturado como fluido de

trabalho. O valor de Rp utilizado nas correlações foi igual a 0, 22 µm e o Ra foi igual

a 0, 062 µ, pois estes valores foram os medidos para o tubo de cobre liso do presente

trabalho, conforme mostrado na Tabela (3.2). Como se pode notar nestas figuras,

os h’s do tubo liso apresentaram-se mais próximos aos valores de h’s determinados

pelas correlações de Ribatski e Sáiz Jabardo (2003), seguido das correlações de

Borishanski (1969) e de Stephan e Abdelsalam (1980). Esta informação pode ser

observada, também, na Tabela (4.1), onde são apresentados os desvios médios dos

h’s experimentais para o tubo de cobre liso em relação às correlações apresentadas

nas Figs. (4.7) e (4.8). Estes desvios foram calculados a partir da Eq. (4.1). Por

fim, a correlação de Rohsenow (1952) é a que apresentou o maior desvio médio em

relação aos dados do presente trabalho. Provavelmente, a escolha do coeficiente csf

(igual a 0, 0035) e s (igual a 1, 7), sugerido por Saiz Jabardo et al. (2004), influenciou

nestas diferenças.

DM =
1

n

n∑

i=1

|hexp − hcorr|
hexp

(4.1)

4Calculado para s igual à largura da aleta (=0, 228 mm).
5Nesta figura não há pontos experimentais para o tubo liso.
6A área usada corresponde à área calculada com o diâmetro médio.
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Tabela 4.1: Desvios médios entre os h’s do tubo liso e os h’s calculados pelas

correlações da literatura.

Cooper Bori- Ribatski e VDI Wär- Rohsenow Stephan e

(1984) shanski Saiz Jabardo meatlas (1952) Abdelsalam

(1969) (2003) (1984) (1980)

p, bar DESVIO MÉDIO (DM) - %

8,6 75,0 19,3 23,9 58,1 177,9 41,4

10,1 39,4 10,6 9,6 34,3 83,9 36,4

12,2 18,6 22,6 12,9 14,4 52,1 11,2

DMT 44,3 17,5 15,5 35,6 104,6 29,7

4.5 Visualização

Nesta seção, são apresentadas fotografias da ebulição nucleada do R-134a sobre

as superfı́cies externas dos tubos microaletado e liso.

4.5.1 Distribuição da ebulição na superfı́cie aquecedora

Na Fig. (4.9) são apresentadas oito fotografias do tubo de cobre horizontal mi-

croaletado com foco na região inferior da superfı́cie aquecedora, que está em con-

tato com o R-134a, na pressão de 6, 1 bar e fluxos de calor variando entre 5 kW/m2

e 70 kW/m2. Da mesma forma, na Fig. (4.10) são apresentadas outras oito fo-

tografias do mesmo tubo de cobre, porém o foco está localizado na região central

da superfı́cie aquecedora. Destas fotografias pode-se observar que:

1. Nas Figs. (4.9.a-c), a superfı́cie aquecedora está tomada apenas parcialmente

pelo fenômeno de ebulição. Nas regiões onde as bolhas inexistem, há uma pre-

dominância da convecção natural. Esta caracterı́stica é observada, também,

nas fotografias apresentadas na Figs. (4.10.a-c). As fotografias das Figs.

(4.9.d-i) mostram que à medida que se aumenta o fluxo de calor, tem-se toda

a superfı́cie do tubo coberta por bolhas, pois novos sı́tios de nucleação são
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Figura 4.9: Fotografias da ebulição nucleada do R-134a na região inferior da su-

perfı́cie externa do tubo de cobre horizontal com microaletas triangulares: pressão

de 6, 1 bar e vários fluxos de calor.



Resultados Experimentais 93

Figura 4.10: Fotografias da ebulição nucleada do R-134a na lateral da superfı́cie

externa do tubo de cobre horizontal com microaletas triangulares: Pressão de 6, 1

bar e vários fluxos de calor.
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ativados;

2. Na região inferior da superfı́cie cilı́ndrica ocorre uma concentração de bolhas

de maior volume devido à coalescência destas bolhas, podendo, em alguns

casos, englobar nove aletas, conforme se vê na Fig. (4.11), que corresponde a

uma ampliação da Fig. (4.9.f).

O que se observa é que, para fluxos de calor moderados, a formação de bolhas

na região inferior do tubo, aliado ao efeito do confinamento de bolhas, funcionam

como intensificadores da transferência de calor por ebulição. A partir de certos

fluxos de calor, onde as bolhas passam a ficar grandes, chegando a cobrir diversas

aletas, elas funcionam como uma camada de isolante que limita a transferência de

calor, devido à maior dificuldade de o lı́quido atingir a superfı́cie, causando, assim,

uma estabilização no h com o aumento de q. Este efeito foi detectado no tubo de

cobre microaletado para as pressões de 6, 1 e 8, 1 bar e estão apresentados na Fig.

(4.5).

3,6 mm

q=70 kW/m ;
Fig. (4.9.i) ampliada

p= 6,1 bar2

Figura 4.11: Tamanho da bolha na região inferior do tubo de cobre microaletado.
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4.5.2 Visualização do efeito da pressão na ebulição nucleada

Conforme visto no capı́tulo 2 e na seção 4.1, o aumento da pressão proporciona o

aumento do h, em função da necessidade de uma menor energia para a ativação

dos sı́tios de nucleação (ver Zhaohu et al., 2007). As fotografias tiradas por Kotthoff

et al. (2006) e apresentadas na Fig. (2.8) mostram que à medida que a pressão re-

duzida aumenta, ocorre uma diminuição no diâmetro das bolhas que partem da

superfı́cie aquecedora e um aumento na densidade de sı́tios de nucleação (N/A).

Na Fig. (2.9) é apresentado um gráfico do diâmetro de partida de bolha em função

da pressão onde fica evidente que Db decresce à medida que há um aumento da

pressão. Essa diminuição no Db ocasiona uma maior quantidade de bolhas que

saem da superfı́cie aquecedora, pois novos sı́tios de nucleação (antes inativos) são

ativados aumentando assim a densidade de sı́tios de nucleação (N/A), com o au-

mento da pressão.

Na Fig. (4.12) são apresentadas três fotografias tiradas da superfı́cie externa do

tubo de cobre microaletado onde o fluxo imposto, nas três fotografias, corresponde

a 20 kW/m2 e pressões de 6, 1, 8, 1 e 12, 2 bar. Nestas figuras não ficam evidentes os

efeitos da pressão no diâmetro da bolha nem na densidade de sı́tios de nucleação,

pois a variação de pressão reduzida do atual trabalho (0, 15 ≤ pr ≤ 0, 30), juntamente

com a máquina fotográfica utilizada, não captam estes efeitos, conforme visto na

Fig. (2.8), cujas fotografias foram tiradas para variação de pressão reduzida elevada

(0, 01 ≤ pr ≤ 0, 80).

Para captar experimentalmente o efeito da pressão no presente trabalho, foram

feitos testes para as pressões mı́nima e máxima conseguidas na câmara pressuri-

zada que correspondem a 3, 2 e 17 bar, respectivamente. As fotografias presentes

na Fig. (4.13) foram tiradas no tubo de cobre liso para um fluxo de calor igual a 20

kW/m2. Comparando-as, observa-se que as bolhas formadas na pressão de 17 bar

tendem a possuir, em geral, diâmetros inferiores aos diâmetros das bolhas para a

pressão de 3, 2 bar. Estes resultados concordam com os resultados apresentados
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por Kotthoff et al. (2006), onde os autores observaram que o aumento da pressão

reduzida proporciona o aumento da densidade de sı́tios de nucleação ocasionando

uma maior ocorrência de pequenas bolhas e mais bem distribuı́das pelas superfı́cie

aquecedora (ver Fig. 2.8). Além desta melhor distribuição, pode-se observar na fo-

tografia tirada para a pressão de 17 bar que a variação dos diâmetros das bolhas

são, em geral, mais reduzidos, em relação às bolhas presentes na fotografia tirada

com a pressão de 3, 2 bar.
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Figura 4.12: Fotografias da ebulição nucleada do R-134a na lateral da superfı́cie

externa do tubo de cobre horizontal com microaletas triangulares: Fluxo de calor

de 20 kW/m2 e pressões iguais a 6, 1, 8, 1 e 12, 2 bar.
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Figura 4.13: Fotografias da ebulição nucleada do R-134a na lateral da superfı́cie

externa do tubo de cobre horizontal liso: Fluxo de calor de 20 kW/m2 e pressões

iguais a 3, 2 e 17, 0 bar.



Capı́tulo 5

Conclusões e Perspectivas

5.1 Conclusões

No presente estudo foram apresentados os resultados experimentais para o coe-

ficiente de transferência de calor por ebulição no regime de ebulição nucleada do

R-134a sobre as superfı́cies externas de tubos de cobre com e sem microaletas.

Foram analisadas as seguintes influências: do fluxo de calor, da pressão e do tipo

de superfı́cie aquecedora. Os resultados experimentais foram comparados com seis

correlações da literatura.

As principais conclusões deste trabalho são resumidas a seguir:

• Os coeficientes de transferência de calor por ebulição obtidos no tubo de

cobre microaletado do presente trabalho, para o regime de ebulição nucle-

ada, ficaram compreendidos entre 374 W/(m2K) (para fluxo de calor igual a

2 kW/m2, pressão de 6, 1 bar e incerteza experimental de 8, 54%) e 19.733, 0

W/(m2K) (para fluxo de calor igual a 100 kW/m2, pressão de 10, 1 bar e in-

certeza experimental de 8, 73%);

• Foi verificado, experimentalmente, que o coeficiente de transferência de calor

por ebulição aumentou com o aumento da pressão do sistema. Na Fig. (4.3.a)

pode-se observar que à medida que a pressão aumenta, a curva de ebulição
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parcial se desloca para a esquerda;

• Nas fotografias apresentadas na Fig. (4.13), à medida que a pressão aumen-

tou de 3, 2 para 17 bar pôde-se observar um leve decréscimo no tamanho das

bolhas. Além disso, com o aumento da pressão, as bolhas apresentaram

menores variações no seu diâmetro, ao longo da superfı́cie aquecedora;

• Os coeficientes de transferência de calor por ebulição determinados na região

inferior do tubo de cobre microaletado foram maiores que os h’s determinados

na região superior do mesmo tubo, em virtude de uma maior coalescência de

bolhas na região inferior o que proporciona a formação de bolsões de vapor

que intensificam o h.

• Os dois fatores que influenciaram na intensificação do h do tubo de cobre

microaletado foram o confinamento de bolhas e o aumento da rugosidade su-

perficial:

1. O número de Bond, calculado para a superfı́cie microaletada, variou entre

0, 27 e 0, 32, indicando um confinamento de bolhas;

2. A rugosidade da superfı́cie aquecedora do tubo de cobre microaletado foi

o motivador principal da intensificação do h, em função do processo de

usinagem convencional que elevou a densidade de sı́tios de nucleação nas

aletas;

3. Embora não se tenha valores percentuais do efeito de cada parâmetro

para a intensificação do h, sabe-se, de acordo com as fotografias tiradas,

que o confinamento das bolhas não ficou evidente, pois não se detectou

achatamentos das mesmas; com isso, conclui-se que o fator determinante

na intensificação do h foi o aumento da rugosidade da superfı́cie aquece-

dora;

• Uma diminuição no h, e posterior tendência à estabilização, do tubo de cobre

microaletado foi observada para as pressões de 6, 1 bar (com o fluxo de calor
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variando entre 65 e 70 kW/m2) e 8, 1 bar (com o fluxo de calor variando entre

85 e 90 kW/m2);

• De acordo com a Tabela (4.1), os desvios médios do coeficiente de transferência

de calor por ebulição determinados para o tubo liso do presente trabalho, em

relação aos coeficientes calculados pelas correlações existentes na literatura,

ficaram compreendidos entre 15, 5% (para a comparação feita com a correlação

de Ribatski e Saiz Jabardo (2003)) e 104, 6% (para a comparação feita com a

correlação de Rohsenow (1952)).

• Os coeficientes de transferência de calor por ebulição obtidos na superfı́cie

microaletada do atual trabalho foram inferiores em relação aos h’s experimen-

tais obtidos com as superfı́cies High Flux, segundo resultados apresentados

por Ribatski e Thome (2006). Conforme a Fig. (4.6), a superfı́cie High Flux

apresentou um h nove vezes maior que o h determinado neste trabalho, para

um fluxo de calor igual à 30 kW/m2.

• A comparação dos h’s, efetuada na Fig. (4.2), usando as áreas reais das su-

perfı́cies aquecedoras dos tubos de cobre liso e microaletado, indica clara-

mente a intensificação da transferência de calor por ebulição, quando não

se considera as faixas de incertezas experimentais. Quando estas faixas são

consideradas, é observada a intensificação da transferência de calor para nove

valores de calor imposto; para os outros seis valores de calor imposto, não se

pode garantir a intensificação do h, pois as faixas de incertezas se interceptam;

5.2 Trabalhos Futuros

Em função dos resultados obtidos no presente trabalho, alguns estudos se fazem

necessários para promover um aprofundamento do conhecimento do fenômeno de

ebulição. Entre eles podem ser citados:
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• Efetuar experimentos com feixes de tubos, em diversas configurações, para

simular evaporadores inundados;

• Estudar outros tubos de cobre microaletados variando o passo e introduzir

o estudo de superfı́cies estruturadas usadas na indústria de refrigeração, a

fim de analisar o efeito de confinamento de bolhas, o efeito da rugosidade na

superfı́cie aquecedora e o efeito no fluxo de calor crı́tico;

• Estudar a transferência de calor por ebulição para outros fluidos de trabalho

e em faixa de pressão mais ampla;

• Desenvolvimento de uma correlação que envolva diversos parâmetros tais

como: tipo de fluido de trabalho, nı́vel de pressão do sistema, estrutura e

rugosidade da superfı́cie aquecedora.
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Apêndice A

Convecção Natural

Neste apêndice é apresentado um estudo da convecção natural para a calibração

do sistema em estudo. Para isso, comparou-se os números de Nusselt determi-

nados experimentalmente, ver Eq. (A.1), e os números de Nusselt determinados

pela correlação de Churchill e Chu (1975)1, ver Eq. (2.1). Esta correlação foi de-

senvolvida para cilindros horizontais com temperatura da superfı́cie aquecedora

uniforme. No entanto, os autores também sugerem o uso desta correlação para

fluxos de calor uniforme.

Nuexp = hexp
D

kl

(A.1)

O hexp usado na Eq. (A.1) é calculado por h = q
∆Tsat

, onde q variou de 0, 1 kW/m2

a 1 kW/m2 e ∆Tsat é o superaquecimento da superfı́cie aquecedora correspondente

à esta faixa de fluxo de calor. Na Fig. (A.1.a) são apresentados os valores dos

números de Nusselt referentes aos termopares A1, A2 e A3 e, também, o Nusselt

global da canaleta A que foi determinado usando a temperatura média da canaleta.

Já na Fig. (A.1.b) são apresentados os valores médios do Nusselt nas canaletas

A, B, C e D e, também, o Nusselt global do tubo de cobre calculado em função

da média aritmética das temperaturas medidas na seção de teste. Como se pode

notar em ambas figuras, os valores do Nusselt experimental foram superiores aos

1Apud Incropera e DeWitt (2002). Para facilitar a apresentação, o Nusselt determinado pela

correlação de Churchill e Chu (1975) será indicado por NuCC .
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Figura A.1: Comparação entre o Nusselt determinado experimentalmente e o Nus-

selt determinado pela correlação de Churchill e Chu (1975). Dados para a pressão

de 8, 1 bar e q variando entre 0, 1 e 1, 0 kW/m2.
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NuCC até o fluxo de calor igual a 0, 5 kW/m2. Para fluxos de calor superiores e até

0, 5 kW/m2, os Nusselt experimentais tornaram-se inferiores aos NuCC. Observa-

se, também, nestas figuras que as curvas obtidas têm um crescimento vertical em

função do leve crescimento do NuCC. Isto deveu-se ao pequeno aumento da tem-

peratura de pelı́cula utilizada para o cálculo do Número de Rayleigh, RaD presente

na Eq. (2.1).

Na Fig. (A.1.a), para Nusselt experimental igual a 67, tem-se NuCC igual a 130,

indicando um desvio de aproximadamente 100%. Já na Fig. (A.1.b) observa-se que à

medida que o fluxo de calor aumenta de 0, 1 para 1 kW/m2, o Nusselt experimental,

da canaleta A, tende a ser superior que o Nusselt experimental da canaleta D. Isto

deve-se a um maior h na região inferior do tubo de cobre, informação esta que fica

evidente nas Figs. (4.5.a-c).
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Curvas parciais de ebulição

Nesta seção são apresentadas as curvas parciais de ebulição do R-134a para o tubo

de cobre microaletado e é apresentado a distribuição longitudinal da temperatura

da superfı́cie aquecedora.

Na Fig. (B.1) pode-se observar uma curva de ebulição parcial do R-134a para

a pressão de 6, 1 bar. Como visto no capı́tulo 3, a letra A indica as temperaturas

medidas pelos termopares posicionados na parte inferior do tubo de cobre e os

indices 1, 2 e 3 indicam em que posição longitudinal da canaleta encontra-se a

junção do termopar. Conforme a Fig. (3.4), A1 encontra-se a 6 mm do lado direito

do tubo de cobre, A2 encontra-se no meio do tubo de cobre e A3 encontra-se a 6

mm do extremo direito do tubo de cobre.

Da Fig. (B.1) pode-se tirar algumas informações que estão listadas abaixo.

• O inı́cio da ebulição nucleada ocorreu para um superaquecimento da su-

perfı́cie aquecedora igual a 5, 3 K (para o termopar A1) e 5, 0 K (para os demais

termopares). O fluxo de calor para este inı́cio de ebulição nucleada correspon-

deu a 2 kW/m2.

• No regime de ebulição nucleada, à medida que o fluxo de calor aumentou,

ocorreu um aumento da diferença entre as temperaturas da superfı́cie aque-

cedora ao longo do comprimento do tubo de cobre. No caso da Fig. (B.1), o

valor máximo ocorreu para um fluxo de calor de 70 kW/m2, correspondente à
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Figura B.1: Curva de ebulição parcial do R-134a para a pressão de 6, 1 bar.

diferença entre a temperatura medida pelo termopar A2 e o termopar A1. Esta

diferença é de 2, 3 K. O que se observa, ainda neste contexto, é que a tempera-

tura no centro da seção de teste é sempre superior que no restante da mesma,

a partir de determinados fluxos de calor, o que ocasiona uma condução lon-

gitudinal do centro para os extremos do tubo de cobre. Isto deve-se a duas

caracterı́sticas:

– A distribuição do fluxo de calor na resistência elétrica é não-uniforme,

concentrando-se no centro da mesma. Para minimizar este efeito, o fabri-

cante desenvolveu uma resistência elétrica especial (a atual) para corrigir

esta desuniformidade. O que se observou é que houve uma redução neste

efeito, mas não se obteve a uniformidade desejada.

– Conforme a fotografia da Fig. (3.5), nos extremos da seção de teste (de

diâmetro externo igual a 21 mm) há duas peças de teflon cujos diâmetros

externos são iguais a 22 mm. Essa diferença nos diâmetros na transição

entre as peças gera um efeito aleta, intensificando a transferência de calor
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nestes extremos. Para baixos fluxos de calor (2 kW/m2 < q < 5 kW/m2)

este efeito é importante, pois, nesta faixa, as bolhas se formam predo-

minantemente nas laterias do tubo. Para fluxo de calor superiores a 5

kW/m2, a formação das bolhas estão melhor distribuidas no tubo de co-

bre o que minimiza este efeito.

Para melhor compreender o inı́cio da ebulição nucleada neste tubo de cobre, são

apresentadas as Figs. (B.2.a-c). Nestas figuras apresentamos as curvas de ebulição

parciais para cada termopar instalado no tubo de cobre em estudo. Como se pode

notar, ambos os termopares têm um comportamento parecido com os termopares

apresentados na Fig. (B.1). No entanto, se pode observar uma caracterı́stica im-

portante que foi explorada no capı́tulo 4: se compararmos as temperaturas do

termopar A3 da Fig. (B.1) com as temperaturas dos termopares B3, C3 e D3 da

Fig. (B.2), vê-se que, para um fluxo de 70 kW/m2, o ∆Tsat para o termopar A3 é o

menor de todos, o que incorre em uma menor temperatura da parede ou em um

maior resfriamento da parede, determinando um maior h naquele ponto.

Nas Figs. (B.3.a-c) são apresentadas as curvas de ebulição locais para os ter-

mopares D1, D2 e D3 para as pressões de 8, 1, 10, 1 e 12, 2 bar, respectivamente. De

acordo com estas figuras, e nesta seqüência de pressões, o inı́cio da ebulição nu-

cleada ocorreu para superaquecimentos iguais a 3, 2, 2, 2 e 1, 4 K, ou seja, à medida

que a pressão do sistema aumentou ocorreu um decréscimo do ∆Tsat para o inı́cio

da ebulição nucleada, o que comprova os estudos apresentados nos capı́tulos 2 e

4.

Analisando as Figs. (B.3.a-b) e a Fig. (B.1), observa-se que a condução longitu-

dinal do centro para as extremidades começa a se apresentar a partir do instante

em que Tp,D2 > Tp,D3. Estas transições ocorrem para q = 17 kW/m2 (para p = 6, 1 bar),

q = 18 kW/m2 (para p = 8, 1 bar) e q = 30 kW/m2 (para p = 10, 1 bar). Na Fig. (B.3.c),

cuja pressão é 12, 2 bar, o fluxo de calor máximo imposto foi de 40 kW/m2 e até este

valor Tp,D2 < Tp,D3, incorrendo em uma condução longitudinal de um extremo ao
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Figura B.2: Curvas de ebulição locais do R-134a na pressão de 6, 1 bar para (a)

Termopares B1 e B3; (b) Termopares C1, C2 e C3; (c) Termopares D1, D2 e D3.
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Figura B.3: Curvas de ebulição parciais do R-134a para os termopares D1, D2 e

D3 para as pressões: (a) de 8, 1 bar; (b) de 10, 1 bar e (c) de 12, 2 bar.
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outro da seção de teste.



Apêndice C

Caracterı́sticas da câmara de

ebulição

No decorrer dos experimentos, foram observadas algumas caracterı́sticas inerentes

ao projeto da câmara de ebulição que são apresentadas a seguir:

• Os testes para a pressão de 6, 1 bar foram executados até o fluxo de calor

igual a 70 kW/m2. O propósito inicial era de conduzir os testes até o fluxo

de 100 kW/m2 para atingir uma maior freqüência na coalescência das bolhas.

No entanto, a partir de 70 kW/m2 não se conseguiu controlar a pressão da

bancada, pois as serpentinas (principalmente o condensador) não conseguiam

mais retirar calor do sistema. Como conseqüência, a tolerância máxima de

0, 3oC entre Tl e Tv, |Tl − Tv|, foi superada sem ter a possibilidade de minimizá-

la. Este efeito foi observado, também, para os testes conduzidos na pressão

de 12, 2 bar, onde se obteve resultados aceitáveis até um fluxo de calor igual a

40 kW/m2.

• Tentou-se, ainda, realizar testes na câmara de ebulição na pressão de 4 bar,

mas observou-se uma caracterı́stica interessante: para que a bancada es-

tivesse pronta a iniciar a coleta de dados, tanto o lı́quido como o vapor deve-

riam estar a 9, 3oC. Para se chegar a este nı́vel de temperatura foi necessário
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reduzir a temperatura do fluido de trabalho do criostato1 que atende à ser-

pentina do condensador a valores próximos a −20oC. No outro criostato elevou-

se a temperatura do seu fluido de trabalho para 40oC. Mesmo diante destas

condições, não se conseguiu fazer com que Tl = Tv = 9, 3oC. Diante disso,

abortou-se os testes para este nı́vel de pressão.

• No decorrer dos testes, observou-se que a pressão variava com o aumento do

fluxo de calor. Para fluxos de calor de até 15 kW/m2, as temperaturas Tl e

Tv subiam menos que 1oC e o retorno para a temperatura desejada durava

menos de 5 min, a partir da regulagem dos criostatos. Para valores de fluxo

maiores que 15 kW/m2, o intervalo de tempo de retorno para a temperatura

de saturação desejada era bem superior aos 5 min anteriores, chegando, em

alguns casos, a levar 60 min para fazer uma coleta de dados em um fluxo de

calor de 100 kW/m2.

• O intervalo de tempo para o inı́cio dos testes foi, em média, de 4 h.

1O fluido de trabalho dste criostado é uma mistura de água com etileno-glicol.



Apêndice D

Incertezas Experimentais

As Tabelas (D.1-7) apresentam a temperatura e o superaquecimento da superfı́cie

aquecedora, o h e a sua incerteza, para fluxos de calor variando entre 2 e 100

kW/m2. As quatro primeiras tabelas (D.1-4) referem-se ao tubo de cobre microale-

tado e as três últimas (D.5-7) referem-se ao tubo liso.

Tabela D.1: Incertezas experimentais do h para o tubo de cobre microaletado.

Pressão do R-134a igual a 6, 1 bar e Tsat=22oC.

q T2 ∆Tsat h u(h)/h q T2 ∆Tsat h u(h)/h

kW/m2 oC K W/(m2K) % kW/m2 oC K W/(m2K) %

2 27,35 5,35 373,8 8,54 15 25,74 3,74 4012,4 11,79

3 25,77 3,77 796,2 11,7 20 26,26 4,26 4690,8 10,45

4 26,14 5,35 966,57 10,73 25 26,63 4,63 5397,0 9,7

5 25,82 3,82 1307,8 11,54 30 26,73 4,73 6349,2 9,53

6 25,97 3,97 1513,07 11,16 35 26,88 4,88 7166,3 9,26

7 25,72 3,72 1882,05 11,84 40 27,00 5,00 7997,71 9,07

8 25,67 3,67 2178,21 11,98 45 27,16 5,16 8722,8 8,83

9 25,72 3,72 2419,91 11,84 50 27,39 5,39 9279,9 8,51

10 25,71 3,71 2695,04 11,87 55 27,66 5,66 9710,10 8,16

11 25,77 3,77 2919,0 11,70 60 28,00 6,00 9994,55 7,77

12 25,81 3,81 3151,48 11,59 65 28,71 6,71 9685,47 7,10

13 25,82 3,82 3405,5 11,56 70 29,29 7,29 9606,25 6,66



Resultados das incertezas experimentais 123

Tabela D.2: Incertezas experimentais do h para o tubo de cobre microaletado.

Pressão do R-134a igual a 8, 1 bar e Tsat=31, 8oC.

q T2 ∆Tsat h u(h)/h q T2 ∆Tsat h u(h)/h

kW/m2 oC K W/(m2K) % kW/m2 oC K W/(m2K) %

2 34,32 2,52 794,92 17,03 30 35,36 3,56 8420,83 12,14

3 34,47 2,67 1124,60 16,08 35 35,54 3,74 9368,12 11,60

4 34,39 2,59 1543,28 16,54 40 35,68 3,88 10321,05 11,20

5 34,13 2,33 2150,23 18,40 45 35,87 4,07 11049,12 10,69

6 34,15 2,35 2551,75 18,20 50 35,98 4,18 11960,31 10,43

7 34,24 2,44 2872,61 17,57 55 36,16 4,36 12607,00 10,02

8 34,27 2,47 3235,00 17,32 60 36,27 4,47 13414,62 9,78

9 34,39 2,59 3470,26 16,53 65 36,42 4,62 14083,85 9,50

10 34,46 2,66 3762,45 16,14 70 36,56 4,76 14700,54 9,23

11 34,55 2,75 4002,76 15,62 75 36,64 4,84 15499,47 9,10

12 34,50 2,70 4441,13 15,88 80 36,84 5,04 15879,99 8,76

13 34,58 2,78 4678,84 15,45 85 37,09 5,29 16077,45 8,38

14 34,63 2,83 4947,22 15,18 90 37,41 5,61 16048,00 7,94

15 34,86 3,06 4907,07 14,08 95 37,71 5,91 16076,58 7,58

20 34,97 3,17 6316,10 13,60 100 37,96 6,16 16234,09 7,30

25 35,28 3,48 7191,01 12,43
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Tabela D.3: Incertezas experimentais do h para o tubo de cobre microaletado.

Pressão do R-134a igual a 10, 1 bar e Tsat=39, 9oC.

q T2 ∆Tsat h u(h)/h q T2 ∆Tsat h u(h)/h

kW/m2 oC K W/(m2K) % kW/m2 oC K W/(m2K) %

2 41,66 1,76 1134,82 24,19 30 42,95 3,05 9828,34 14,10

3 41,76 1,86 1616,17 22,98 35 43,21 3,31 10584,79 13,05

4 41,90 2,00 1995,96 21,30 40 43,46 3,56 11234,87 12,15

5 42,01 2,11 2374,52 20,29 45 43,67 3,77 11948,55 11,52

6 42,01 2,11 2845,62 20,26 50 43,63 3,73 13397,45 11,62

7 42,09 2,19 3201,51 19,55 55 43,81 3,91 14067,52 11,12

8 42,21 2,31 3455,74 18,48 60 44,04 4,14 14502,47 10,53

9 42,27 2,37 3804,90 18,09 65 44,03 4,13 15752,77 10,56

10 42,26 2,36 4241,42 18,15 70 44,19 4,29 16321,13 10,19

11 42,36 2,46 4465,82 17,38 75 44,31 4,41 17010,22 9,92

12 42,45 2,55 4703,74 16,80 80 44,44 4,54 17622,61 9,66

13 42,52 2,62 4969,95 16,39 85 44,62 4,72 18018,98 9,32

14 42,56 2,66 5268,67 16,14 90 44,77 4,87 18494,49 9,06

15 42,64 2,74 5474,45 15,66 95 44,85 4,95 19191,50 8,92

20 42,77 2,87 6967,88 14,97 100 44,97 5,07 19733,02 8,73

25 43,05 3,15 7941,78 13,68
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Tabela D.4: Incertezas experimentais do h para o tubo de cobre microaletado.

Pressão do R-134a igual a 12, 2 bar e Tsat=46, 8oC.

q T2 ∆Tsat h u(h)/h q T2 ∆Tsat h u(h)/h

kW/m2 oC K W/(m2K) % kW/m2 oC K W/(m2K) %

2 48,27 1,47 1360,65 28,96 12 49,08 2,28 5268,90 18,78

3 48,47 1,67 1794,97 25,49 13 49,18 2,38 5470,90 18,01

4 48,63 1,83 2181,38 23,26 14 49,26 2,46 5687,41 17,40

5 48,75 1,95 2566,61 21,90 15 49,34 2,54 5907,04 16,87

6 48,89 2,09 2871,44 20,44 20 49,66 2,86 6993,83 15,02

7 49,04 2,24 3125,49 19,09 25 49,81 3,01 8306,16 14,29

8 49,16 2,36 3386,87 18,12 30 50,01 3,21 9337,86 13,42

9 49,22 2,42 3722,74 17,71 35 49,99 3,19 10980,47 13,52

10 48,95 2,15 4660,83 19,91 40 50,11 3,31 12080,61 13,03

11 48,98 2,18 5040,91 19,58

Tabela D.5: Incertezas experimentais do h para o tubo de cobre liso. Pressão do

R-134a igual a 8, 6 bar e Tsat=33, 4oC.

q T2 ∆Tsat h u(h)/h q T2 ∆Tsat h u(h)/h

kW/m2 oC K W/(m2K) % kW/m2 oC K W/(m2K) %

2 36,60 3,20 625,64 13,46 40 39,53 6,13 6527,84 7,29

3 36,68 3,28 913,44 13,12 50 40,05 6,65 7521,83 6,78

4 36,87 3,47 1152,85 12,44 60 40,51 7,11 8443,82 6,39

5 36,90 3,50 1428,50 12,33 70 41,03 7,63 9178,35 6,02

10 37,54 4,14 2415,12 10,49 80 41,65 8,25 9692,48 5,63

15 38,05 4,65 3224,44 9,40 90 42,29 8,89 10122,4 5,30

20 38,39 4,99 4009,64 8,80 100 43,03 9,63 10387,77 4,97

30 39,03 5,63 5332,87 7,88
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Tabela D.6: Incertezas experimentais do h para o tubo de cobre liso. Pressão do

R-134a igual a 10, 1 bar e Tsat=39, 9oC.

q T2 ∆Tsat h u(h)/h q T2 ∆Tsat h u(h)/h

kW/m2 oC K W/(m2K) % kW/m2 oC K W/(m2K) %

2 42,86 2,96 674,90 14,50 40 45,65 5,75 6951,06 7,72

3 43,22 3,32 902,48 12,96 50 46,53 6,63 7545,91 6,80

4 43,65 3,75 1067,75 11,55 60 46,70 6,80 8829,64 6,65

5 44,04 4,14 1207,83 10,50 70 47,00 7,10 9858,87 6,40

10 44,58 4,68 2134,89 9,34 80 47,32 7,42 10785,3 6,16

15 45,25 5,35 2802,55 8,25 90 47,68 7,78 11567,45 5,92

20 45,53 5,63 3554,15 7,87 100 47,77 7,87 12713,94 5,87

30 46,15 6,25 4797,52 7,16

Tabela D.7: Incertezas experimentais do h para o tubo de cobre liso. Pressão do

R-134a igual a 12, 2 bar e Tsat=46, 8oC.

q T2 ∆Tsat h u(h)/h q T2 ∆Tsat h u(h)/h

kW/m2 oC K W/(m2K) % kW/m2 oC K W/(m2K) %

2 48,58 1,78 1121,37 23,90 10 49,55 2,75 3639,86 15,61

3 48,84 2,04 1472,96 20,95 15 49,87 3,07 4887,66 14,01

4 48,98 2,18 1830,68 19,55 20 50,33 3,53 5659,09 12,22

5 49,07 2,27 2206,46 18,86 30 50,88 4,08 7355,04 10,65

7 49,30 2,50 2799,84 17,12 40 51,77 4,97 8045,24 8,83



Apêndice E

Rugosidades

Neste apêndice é apresentada a definição de rugosidade. Em seguida, são apresen-

tados os conceitos dos parâmetros utilizados no presente trabalho.

E.1 Definição de rugosidade

Segundo Bet (1999), pode-se definir a rugosidade como sendo a soma das seguintes

diferenças de forma:

• Formas que se repetem regular ou irregularmente, cujas distâncias são um

múltiplo reduzido de sua profundidade, como as ranhuras ou sulcos prove-

nientes dos processos de usinagem;

• Formas provenientes das estrias ou escamas que ocorrem durante a formação

do cavaco, deformação do material com jateamento abrasivo, formação de

crateras em processos galvânicos;

• Formas que não podem ser representadas graficamente. Correspondem a

processos fı́sicos e quı́micos da estrutura da matéria, tensões e deslizamentos

na estrutura reticular do material.
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E.2 Parâmetros de medição de rugosidade

Todos os parâmetros de rugosidade se enquadram em dois sistemas: sistema da

envolvente e o sistema da linha média. No Brasil é adotado o sistema da linha

média, segundo a norma P-NB-13 da ABNT. Portanto, torna-se necessário defini-

lo.

N N
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As
i

Ai
i
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X
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m

Y

Figura E.1: Determinação da linha média.

A linha média tem a mesma forma do perfil geométrico, ela é disposta parale-

lamente à direção geral do perfil, está dentro do percurso de medição Im e divide

o perfil de rugosidade de modo que a soma das áreas superiores seja exatamente

igual à soma das áreas inferiores, ver Fig. (E.1).

Agrupadas no sistema de linha média encontram-se três classes, que se dis-

tinguem por tomar como base as medidas verticais, as medidas horizontais e as

medidas proporcionais.

No presente trabalho é utilizado o sistema de linha média com base nas me-

didas verticais. Na seqüência são descritos os dois parâmetros utilizados nesta

dissertação. São eles: Desvio médio aritmético (Ra) e Profundidade de alisamento

(Rp).
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E.2.1 Desvio médio aritmético (Ra)

Este parâmetro (ver Fig. E.2), é definido como a média aritmética dos valores

absolutos das ordenadas, Y , em relação à linha média em um comprimento de

amostragem. Ra é equivalente à altura de um retângulo de comprimento igual ao

comprimento de medição, L, e de área igual à soma das áreas delimitadas pelo perfil

de rugosidade e a linha média, sendo sua expressão matemática representada pela

equação (E.1).

Ra =
1

L

∫ L

0
|Y |dx (E.1)

Linha média

X

Y
Ra

L

Figura E.2: Determinação de Ra.

Linha média

Im

Rp

Figura E.3: Determinação de Rp.
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E.2.2 Profundidade de alisamento (Rp)

A profundidade de alisamento é definida como sendo a distância do ponto mais alto

do perfil de rugosidade à linha média (ver Fig. E.3).


