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í MODELO nATEMÁTICO PARA O ESTUDO DO COMPORTAMENTO DINÃNICO 
DE GERADORES DE VAPOR DE TUBOS 

\̂  EM U COM CIRCULAÇÃO NATURAL 

EDUARDO LOBO LUSTOSA CABRAL 

RESUMO 

Este trabalho trata do desenvolvimento de um modelo 

matemático para o estudo do comportamento dinâmico de um ge 

rador de vapor vertical de tubos em U com circulação natu -

ral, do tipo presente na maior parte dos reatores de água 

pressurizada (PWR). A técnica de modelagem utilizada é a 

de divisão do sistema em volumes de controle. O processo de 

desenvoí-vimento resultou na elaboração de quatro modelos 

que diferem entre si pelo grau de complexidade, sendo que 

para todos eles aplica-se a lei de conservação de energia 

para o fluído primário, para os tubos de metal e para o 

fluido secundário, faz-se um balanço de massa para os fluí­

dos primário e secundário e balanço de quantidade de movi -

mento para o fluído secundário. O modelo mais complexo in­

clui também, o cálculo dos coeficientes de transferência de 

calor, cálculo do nível de água e cálculo de perda de pres­

são durante os transientes. Inicialmente calcula-se o esta­

do estacionario desejado, para depois calcular o transiente 

causado por alguma pertubação de interesse, tais como: mano 

bras ha válvula de vapor, variação da temperatura dé entra­

da do fluído primário e outras. As respostas do modelo são 

comparadas com os resultados experimentais de testes dinâmi 

CO S disponíveis na literatura mostrando as mesmas tendências 

e formas. 



V 
A MATHEMATICAL MODEL TO STUDY THE DYNAMIC BEHAVIOR 

OF U-TUBE NATURAL CIRCULATION STEAM GENERATORS 

EDUARDO LOBO L U S T O S A C A B R A L 

ABSTRACT 

This work presents the development of a computer pro­
gram to study the transient behavior of a typical PWR U-tube 
steam generators. Using the lumped-parameter approach four 
models of different complexity were elaborated. Conservation 
of mass and energy equations were applied for the fluid in 
the primary side while conservation of mass, momentum and 
energy equations were employed for the fluid in the secondary 
side. The most complex model computes heat transfer 
coefficients, water level and transient pressure drop. The 
programs starts by computing the steady-state condition and 
then precedes in evaluating the transient caused by a given 
disturbance such as, maneuvers in the steam valve, changes in 
the inlet temperature of the primary side fluid and others. 
The results yielded by the model compared well against the 
experimental data available in the literature. 
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C A P Í T U L O I 

1 . INTRODUÇÃO 

1.1 CONSIDERAÇÕES GERAIS 

A análise dinâmica é xm fator essencial para o pro­

jeto de componentes de centrais nucleares. A simulação dos sis 

temas fornece informações necessárias para avaliar capacidade 

de manobras, estratégias de controle e tolerâncias a mal fun­

cionamentos . 

Embora geradores de vapor sejam usados em instala­

ções de potência a longo tempo, o interesse pelo seu comporta­

mento dinâmico surgiu somente após a utilização da energia nu­

clear como um substituto adequado dos combustíveis fôsseis. A 

figura 1.1 mostra esquematicamente um reator de água pressuri 

zada (PWR). Note-se que o gerador de vapor é uma parte inte 

gral da instalação, servindo como xm acoplamento térmico entre 

o circuito primário e o circuito secundário. O estudo de seu 

comportamento dinâmico, em razão da posição estratégica que 

ocupa, é de considerável interesse para a análise de segurança 

e para assegurar uma operação confiável da instalação. 

O gerador de vapor considerado neste trabalho é ver­

tical de tubos em U, com circulação natural, que é o tipo de 

gerador presente na maior parte dos reatores PWR. Os detalhes 

de tal gerador de vapor são apresentados na figura 1.2 e um es 

quema na figura 3.1. 

1.2 OBJETIVOS 

O propósito deste trabalho é desenvolver um modelo 

matemático, utilizando a técnica de divisão do sistema em volu 

mes de controle, para investigar o comportamento dinâmico de 

um gerador de vapor vertical de tubos em U com circulação natu 

ral. O modelo desenvolvido deve ter um grau de detalhamento 

capaz de fornecer subsídios para o projeto deste tipo de • ge-

coMisGAO mcicmi DÉ E M E R G I A N U C L E A R / S F 

i. P= E. N. 
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Figura 1.1 : Esquema de um reator de água pressurizada (PWR). 
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rador de vapor e para estudos de sistemas de controle. 

O modelo matemático deve estar em uma forma adequada 

para o uso de um computador digital e também para ser acoplado 

a modelos de outros subsistemas da central nuclear para o estu 

do da resposta dinâmica do sistema integrado. 

A validade do modelo deverá ser verificada através 

de respostas de outros modelos já consagrados e principalmente 

através de resultados experimentais de testes dinâmicos. 

1.3 RELEVÂNCIA DO ESTUDO 

A importância deste estudo advém da crescente neces­

sidade, proveniente do crescimento da indústria nuclear, de té 

cnicas práticas e eficientes que descrevam o comportamento di­

nâmico de geradores de vapor nucleares. O projeto de um gera -

dor de vapor de uma central nuclear, exige um conhecimento de­

talhado dos processos termohidraulicos que afetam seu desempe­

nho, não somente no- estado estacionário, mas também durante 

transientes. A medida que é necessário vmi computador para pre­

ver a resposta dinâmica de sistemas complexos, um modelo mate­

mático eficiente deve ter as seguintes características: 

1. o número de equações deve ser o mínimo necessário 

para simular adequadamente o comportamento dó sis 

tema; 

2. deve ser de fácil acoplamento com outros modelos; 

3. o mesmo modelo deve ser adequado para o estudo de 

transientes operacionais e acidentais, respostas 

de frequência e análise de estabilidade. 

A necessidade de um modelo dinâmico com razoável grai 

de detalhe e com as características acima, estimularam o desen 

volvimento do presente trabalho. 

1.4 REVISÃO BIBLIOGRÁFICA 

O desenvolvimento de modelos dinâmicos que predizem 

o comportamento dinâmico de geradores de vapor nucleares tem 



recebido atenção considerável nos últimos anos. Nesta seção, 

apresenta-se uma revisão de certo número de publicações, com o 

propósito de apresentar uma amostra da literatura disponível 

pertinente â área de simulação dinâmica de sistemas de geração 

de vapor com circulação natural em geral, e de geradores de va 

por de tubos em ü em particular. 

Os processos de troca de.calor que ocorrem no caroço^ 

de um reator BWR, ou numa caldeira, são similares â aqueles 

que ocorrem na região dos t\ibos de um gerador de vapor nuclear 

de tubos em U. Nos três casos, calor é cedido por uma fonte 

primária para um fluido secundário, que entra na região de tro 

ca de calor subresfriado e sai na forma de uma mistura bifási 

ca água-vapor. Dessa forma, são também apresentadas, algumas 

referências que tratam de geradores de vapor que utilizam com­

bustível fóssil e outras que tratam de reatores BWR. 

Westmoreland [35] apresenta um modelo para um gera­

dor de vapor nuclear horizontal com circulação natural e com 

pleno superior. Seu estudo enfoca os processos que ocorrem na 

separação do vapor do líquido e os fenômenos de evaporação e 

condensação natural na superfície líquida no pleno superior.In 

vestiga principalmente a qualidade do vapor que é fornecido âs 

turbinas durante xm transiente e os regimes de escoamente bifa 

siCO presentes no processo de ebulição. 

Chien et al [10] apresenta uma análise dinâmica de 

xm evaporador que utiliza combustível sólido, com circuito de 

circulação natural e banco de superaquecimento. O modelo in­

clui equação de perda de pressão para o circuito e para o su-

peraquecedor, conjuntamente com o cálculo do nível de água no 

pleno superior. A resposta de um transiente iniciado por pertu 

bações na vazão de vapor, na vazão da água de alimentação, ou 

no suprimento de combustível é obtida por métodos analógicos. 

Fleck [18] utilizou as leis de conservação de massa, 

de energia e de quantidade de movimento, na forma integral pa­

ra deduzir um sistema de equações ordinárias diferenciais que 

governam o comportamento de sistemas de geração de vapor com 

circulação natural. A estas equações são adicionadas, as equa-



ções de cinética do reator, as equações de transferência de ca 

lor do combustível para o fluido e a relação entre fração de 

vazio e reatividade, para se obter um modelo dinâmico de um re 

ator BRW. 

Enns [16] classificou diversos modelos de trocadores 

de calor segundo a técnica de modelagem utilizada, dividindo 

os modelos em dois grupos: técnica de elementos finitos e téc­

nica de divisão do sistema em volumes de controle. Mostra tam­

bém, a adequação da técnica de diferenças finitas para simula 

ção de transitorios causados por variações de temperatura en­

quanto que a técnica de volumes de controle é recomendada para 

simulação de transitorios causados por pertubaçoes nos fluxos 

de calor ou de massa. 

Anderson et al [3] examinaram a estabilidade e as 

respostas dinâmicas de sistemas bifásicos com circulação natu­

ral para a aplicação em reatores BWR. O tratamento usado é si-

milar ao requerido por um gerador de vapor com circulação natu 

ral. O modelo utiliza as equações de conservação de massa, e-

nergia e momento. Utiliza um modelo de razão de escorregamento 

para a mistura bifásica água-vapor e a técnica de modelagem ê 

a de divisão do sistema em volumes de controle. O sistema de 

equações é resolvido por vun computador analógico. 

Clarke [12] apresenta um modelo matemático para um 

gerador de vapor horizontal com circulação natural e com pleno 

superior em separado, do tipo usado na instalação nuclear de 

Shippingport. Aplica as equações de conservação de massa, de 

energia e de quantidade de movimento, incluindo, cálculo de 

perda de pressão, cálculo de propriedades e controle automáti 

CO do nível de água. Utiliza um modelo de diferenças finitas 

para o fluido primário e para os tiabos de metal e volumes de 

controle para o fluido secundário. As respostas são obtidas por 

meio de um computador digital e comparadas com resultados expe 

rimentais da usina Shippingport. i 

Nahavandi e Batenburg [ 29] apresentam vim modelo mate 

mático combinado digital-analógico para um gerador de vapor 

vertical de tubos em ü com circulação natural. A técnica de di 



ferenças finitas e vim computador digital são usados para des­

crever o comportamento dinâmico da região de ebulição e do 

i "downcomer". A técnica de volumes de controle e um computador 

analógico são usados para descrever o pleno superior, as li­

nhas de vapor e de água de alimentação e o controle do nível 

de água. O modelo é aplicado para o estudo do sistema de con­

trole do nível de água com a -finalidade-de se determinar-e-oti­

mizar os parâmetros de controle. 

Ten Wolde [34] investigou vários aspectos da simula­

ção dinâmica de geradores de vapor. Estudou tanto o gerador de 

vapor utilizado em reatores rápidos refrigerados a sódio,quan­

to o gerador de vapor de tubos em U utilizado em centrais nu­

cleares tipo PWR. Investigou também os problemas da técnica de 

volumes de controle e a comparou com a técnica de diferenças 

finitas. Apresentou dois modelos para um gerador de vapor de 

tubos em U;, um segundo a técnica de diferenças finitas no qual 

só descreve a região de transferência de calor e um outro no 

qual descreve o gerador com um único volume de controle. Os 

resultados são comparados com dados de testes experimentais ob 

tidos através de um gerador de vapor de tubos em U de 6Mw de 

potência. 

Christensen [11] desenvolveu um modelo para um gera 

dor de vapor de tubos em U com circulação natural, utilizando 

uma técnica mista de diferenças finitas e volumes de controle. 

A região de transferência de calor e o "downcomer" são descri­

tos por equações diferenciais parciais enquanto que as outras 

regiões são descritas por equações diferenciais ordinárias. O 

modelo calcula primeiro o estado estacionário para depois cal 

cular o transiente causado por uma determinada pertubação. As 

equações podem ser resolvidas ou por técnicas digitais ou hí­

bridas (digital-analógica). 

Matausek [2 7] desenvolveu um modelo de volumes de 

controle para a investigação do fenômeno de instabilidade hi­

drodinâmica em sistemas de geração de vapor em circuitos de 

circulação natural. O modelo consiste de equações de conserva­

ção de massa, de momento e de energia, resultando em um siste­

ma de equações diferenciais ordinárias não lineares. Os dados 
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de entrada necessários são, a geometria do sistema sob conside 

ração, as propriedades do fluido e os coeficientes de perda de 

pressão ao longo do circuito. Sao fornecidas várias opções de 

correlação para a razão de escorregamento e para o fator bifá­

sico de atrito. 

Ahmed Ali [2] desenvolveu um modelo dinâmico para um 

gerador de vapor de tubos em U com circulação natural. Aplica 

basicamente as leis de conservação de massa e de energia, sen­

do que,para o fluido secundário,aplica também a equação de con 

servação de quantidade de movimento, mas no estado estaciona -

rio. A técnica de modelagem utilizada é de volumes de controle 

com uma divisão detalhada do sistema. As equações finais são 

linearizadas, de modo que é um modelo aplicável somente para 

a simulação de pequenos transitórios. 

Arwood [4] apresenta um modelo para um gerador de va 

por de t\ibos em U com economizador, do tipo presente na usina 

nuclear Angra I. As características deste modelo são as mesmas 

do modelo de Ahmed Ali, com diferenças somente na divisão do sis­

tema em volumes de controle para possibilitar a descrição do 

economizador. 

Hoeld [19] desenvolveu um modelo para geradores de 

vapor de tubos em U com circulação natural, utilizando uma téc 

nica mista de diferenças finitas e voliames de controle. Consi­

derou além do gerador, o sistema de remoção de vapor com suas 

válvulas de alívio, válvulas de segurança e válvulas de con­

trole da vazão de vapor e da vazão da água de alimentação. As 

pertubaçoes podem ser provenientes das condições do fluido pri 

mário, das condições da água de alimentação, da vazão de vapor 

e de manobras de válvulas. Aplicou as leis de conservação de 

massa, de energia e de momento, resultante em um sistema de 

equações não lineares. É um bom modelo para a simulação de 

grandes transientes. 

Bruens [7] estudou - o^ compor-t^jnento dinâmico de dois 

tipos diferentes de geradores de vapor: ge^dor de vapor heli­

coidal de passo único para propulsão naval e gerador de vapor 

de tubos em ü com circulação natural. Utilizou\a técnica de 



diferenças finitas para modelar o gerador helicoidal e a técni 

ca de volumes de controle, com grande grau de detalhamento na 

divisão do sistema, para modelar o gerador de tubos em U. A 

resposta da simulação de um transitorio é obtida por um compu­

tador digital no caso do gerador de vapor helicoidal e por um 

computador analógico no caso do gerador de vapor de tubos em U. 

Re al i z ou t ambém-Tima an al i s e -de- s ens ib id idade par a de te rminar 

os parâmetros que mais influenciam o comportamento dinâmico 

destes geradores de vapor. 

Singhal, Keeton e Spalding [33] desenvolveram um mo­

delo tridimensional para o cálculo do estado estacionário de 

geradores de vapor de tubos em U com circulação natural, utili 

zando três modelos diferentes para escoamento bifásico: modelo 

homogêneo, modelo com razão de escorregamento e modelo de dois 

fluidos. Uma comparação entre as respostas obtidas com os di­

versos modelos de escoamento bifásico aponta pequenas diferen­

ças, por exemplo, o desvio na razão de recirculaçao é menor 

do que 10% para diversos níveis de potência. 

1.5 COMENTARIOS 

A partir dos modelos apresentados, obserya-se que 

existem basicamente dois métodos de abordagem para o problema 

de simulação dinâmica. 

1. Técnica de diferenças finitas. 

2. Técnica de divisão do sistema em volumes de con 

trole. 

No primeiro método o sistema de equações diferenci­

ais parciais é discretizado no tempo e no espaço:para a obten­

ção dos valores locais de certas variáveis. Em geral os mode­

los que seguem esta técnica apresentam grande grau de complexi 

dade e de detalhamento, podendo, com isso, simular transientes 

de grandes amplitudes. Mas devido a este alto grau de complexi 

dade, consomem grande tempo de computação para simular qual­

quer tipo de transiente, desde, por exemplo, um transiente ope 

racional até uma parada de turbina. 
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Na aplicação da técnica de volumes de controle a um 

sistema físico, são obtidas equações diferenciais ordinárias , 

que podem posteriormente, sofrer uma linearização. Se estas e-

quações forem linearizadas, como o são em quase todos os mode­

los que seguem esta abordagem, as situações possíveis de serem 

estudadas são limitadas a pequenos transientes. Por outro lado^ 

se o sistema de equações não for linearizado, pode-se estudar 

qualquer tipo de transiente, sendo que o grau de precisão da 

resposta estará ligado ao nivel de complexidade do modelo. Uma 

das grandes vantagens desta técnica é permitir a introdução 

do nível de detalhes desejado, sem contudo perder a simplicida 

de das equações e exigindo relativamente pequenos tempos de 

computação. 

Nota-se que existem modelos que unem as duas técni­

cas, aplicando diferenças finitas em regiões onde os processos 

físicos sofrem grandes variações espaciais e temporais e volu­

mes de controle em regiões onde os processos físicos variam 

mais suavemente. 

Nesta dissertação apresenta-se um modelo que utiliza 

a técnica de volumes de controle, com uma detalhada divisão do 

sistema e com equações diferenciais não lineares, podendo as­

sim, ser usado para simular uma grande variedade de transito -

rios. 



C A P Í T U L O I I 

2 . A T É C N I C A DE D I V I S Ã O DO S I S T E M A EM VOLUMES DE CONTROLE 

2 . 1 INTRODUÇÃO 

Embora a maioria das informações apresentadas nes­

te capítulo seja de conhecimento geral das pessoas ligadas ã 

área de simulação, as seguintes motivações fundamentam a análi 

se desta técnica: 

1. este tipo de análise raramente aparece na lite­

ratura, consequentemente a presente discussão 

será uma introdução útil para pessoas menos ex­

perientes ; 

2 . deseja-se enfatizar os problemas encontrados 

nesta técnica e a maneira de contorná-los. 

A abordagem de volumes de controle é usualmente u-

tilizada na simulação de grandes sistemas como uma primeira 

aproximação, visando minimizar tempo de computação. Esta técni 

ca implica que a coordenada axial é dividida em um ou mais vo­

lumes . Ã primeira vista a técnica de volumes de controle usan­

do um grande número de volumes parece bem similar ã técnica de 

diferenças finitas, mas a abordagem básica dos dois métodos 

permanece completamente diferente, tanto do ponto de vista fí­

sico quanto niamérico. Geralmente a utilização de maior número 

e consequentemente menores volumes de controle irá aumentar a 

precisão, mas é evidente que esta solução é limitada, pois se­

ria mais vantajoso usar diferenças finitas. 

Observa-se que grande parte dos modelos existentes 

que utilizam volumes de controle, utilizam também um computa -

dor analógico para a resolução das equações. Básicamente a 

grande diferença entre esses modelos consiste no número de vo­

lumes e no tratamento de fronteiras móveis. 

. 11 
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2.2 PROBLEMAS COM A TÉCNICA 

As equações de balanço para os vol\jines de controle 

podem ser obtidas a partir de uma aproximação das equações di­

ferenciais parciais originais. Portanto, devido a transição de 

volumes elementares para grandes volumes, os seguintes proble­

mas são encontrados: 

1. depressões irrealísticas na resposta temporal 

de certas grandezas; 

2. em adição ao efeito de depressão o fluxo em con 

tra-corrente de algxins trocadores de calor pode 

tornar negativa a diferença de temperatura que 

determina o fluxo de calor; 

3. algumas simplificações induzidas pela técnica 

podem acarretar em falta de precisão nas respos 

tas; 

4. a simulação de processos de ebulição apresenta 

um aspecto especial que deve ser discutido. 

Todos os problemas citados acima são tratados jun­

tamente com suas possíveis soluções e posteriormente é locali­

zado neste contexto, o gerador de vapor de tubos em U. 

2.2.1 O Efeito de Depressão 

Como exemplo deste fenômeno considere o modelo de 

um gerador de vapor de um único volume, (como esquematizado 

na figura 2.1), as equações que descrevem o comportamento dinâ 

mico deste sistema são: 

lado primário: 

}. dT 
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hssAi Wvs 

SAÍDA DO 
VAPOR 

VOLUME DO 
VAPOR 

AGUA SATURADA 

hs ÉNT 

AGUA DE ALIMENTApAO 

E N T R A D A D O 
P R I M A ' R I O 

TpsAI 
S A I ' D A D O 
P R I M A ' R I O 

Figura 2.1 : Esquema do gerador de vapor com um único 
volume. 

tubos de metal: 

^ ^ imp ^ P 

lado secundario: 

(2.2) 

Ht- = Zr ^^sent - ̂ ssai^ * " "̂̂ m " "̂ sat̂  (2.3) 
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onde, 

* = tempo de resposta do volume = 

Ç£ = constante de tempo de armazenamento de fluido e calor 

_ PCA 

" ^ C A 
Çjjj = constante de tempo de armazenamento de calor = y p 

m r 

T t s i 
Tp = temperatura media do fluido primario = — 2 — 

= temperatura media dos tubos (2.4) 

= entalpia media do fluido secundário = ^^^^ 2 — ^ ^ ^ ^ 

Existe grande desvantagem nessa definição para os 

valores médios das temperaturas em grandes volumes, pois uma 

pertubação nas temperaturas de entrada resultará em respostas 

fisicamente inaceitáveis nas temperaturas de saída. Ten Wolde 

[34] apresenta uma figura que mostra a resposta da temperatura 

de saída do primário, que está reproduzida na figura 2.2 (para 

e = 0,5). Observa-se que a depressão inicial na resposta é evi 

dentemente irrealística. Este efeito não aparece se a pert\iba-

ção for no fluxo de massa e se torna menos aparente se a pertu 

bação na temperatura for suave e gradual. 

Para a interpretação deste fenômeno será considera 

do somente o lado primário. Se a temperatura de entrada é per-

tiabada,a temperatura média responderá segundo xima constante de 

tempo imposta pelo sistema de equações. Mas â medida que a tem 

peratura de saída é computada algebricamente a partir da tempe 

ratura média e de entrada, (veja equação 2.4) ocorrerá que a 

resposta da temperatura de saída será diretamente induzida pe­

la temperatura de entrada. Definindo a temperatura média como 

T = gTg^^ + ( 1 - e) Tg^^ , com O á 6 á 1 , este efeito de de­

pressão é reduzido a medida que se aumenta 6. Se B for igual a 
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1, ou seja, T = T ., (este caso será chamado de diferença pa-
Sul 

ra trás*) este efeito é eliminado. Na figura 2.2 são também a-

presentadas respostas, do sistema de equações descrito, para 

3 = 0, 6 e 0, 7. 

Nota-se que a utilização de um grande número de vo 

lumes oculta este efeito. Este processo também foi investigado 

por Wolde [34] e Uma resposta para õ mesmo sistema de 

dado anteriormente, utilizando dois voliimes, é apresentada na 

figura 2.2. Fora a divergência entre os valores finais, a uti­

lização de dois volumes elimina a depressão inicial, mas um se 

gundo e maior pico aparece, provavelmente devido ã interação 

entre os volumes. Além do que, agora, pertxjbações no fluxo de 

massa também provocarão este efeito, isto porque uma variação 

na vazão resultará numa variação na temperatura de saída do 

primeiro volume, que serve como temperatura de entrada para o 

próximo volume. Dessa forma, a utilização de dois ou mais volu 

mes de controle, com equações do tipo apresentadas, não evita 

o efeito de depressão. 

A principal causa do problema de depressão é o ter 

mo de transporte. Assumindo que não há troca de calor com a pa 

rede do tubo a equação 2.1, toma-se uma equação de transporte 

do tipo: 

dT 

Ht *-̂ pent ~ ^psai 
£ = J _ ( T - T .) (2.5) 

(*) Erroneamente adatado a expressão "diferença para trás" , 

pois este termo é utilizado quando se usa diferenças fini­

tas . 
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Figura 2.2 : Exemplos do Efeito de Depressão (figura 

obtida na referencia [34] ) . 

Foi utilizado um computador digital para resolver 

a equação acima utilizando-se o método de Runge-Kutta para in­

tegração de equações diferenciais ordinarias. Adotou-se um tem 

po de transporte de 4 segundos, selecionado de acordo com valo 

res típicos de geradores de vapor de tubos em U de centrais nu 

cleares tipo PWR. Introduziu-se pertubaçoes na temperatura de 

entrada na forma de degrau e de rampas de várias inclinações . 

As respostas para a temperatura de saída com valores de B i-

guais a 0,5 e 1,0 e para um, dois e três volumes estão apresen 

tadas na figura 2.3. Observa-se uma grande influência da incli 

nação da rampa nos resultados de todos os modelos. Para gran -

des gradientes todos os modelos são imprecisos;- além do que T̂ ^ 

apresenta uma grande depressão e apresenta inicialmente um 

grande pico e depois uma grande depressão. Para pequenos gra­

dientes os modelos não diferem significativamente, exceto 

CO?/;;SG. 
í. P. E. N. 
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pequenas depressões que T^,e ainda apresentam e pequenos 

picos iniciais em T^. Nota-se que não apresenta o problema 

de depressão mas resulta em maior tempo de transporte. Dessa 

forma chega-se as seguintes conclusões: 

1. a utilização de 3 = 0,5 deve ser sempre evitada 

porque implica em grandes deformações nas res­

postas do modelo mesmo com um maior número de 

volumes; 

2. a utilização da diferença para trás resulta em 

melhores precisões, mas não deve ser utilizada 

quando se tem grandes volumes, pois implicará 

em tempo de resposta do modelo maior que o real; 

3. a melhor maneira de modelar com a técnica de vo 

lumes de controle é aliar a diferença para trás 

com um grande número de volumes, pois um aumen­

to do número de volumes sempre acarreta em maio 

res precisões. 

Além do tempo de transporte e da forma de pertuba­

ção a ocorrência deste problema de depressão é influenciado 

também pela transferência de calor através das paredes dos tu­

bos. Este fenômeno foi investigado por Laubli [2 4] e mostrou-

se que apesar da equação de transporte sofrer o problema de de 

pressão para qualquer valor de 3/ exceto para 3=1, a presença 

de transferência de calor aumenta o intervalo de valores de 3 

permissíveis sob este ponto de vista. Provou-se ainda que o nú 

mero de volumes de controle deve ser tal que obedeça a seguin­

te relação: 

onde. 

ART = 
n 

n = número de volumes de controle 

RT= relação entre o tempo de transporte e tempo de armazenamen 

to de calor no sistema : RT = UP L 

pCAv 
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O adimensional RT caracteriza p tamanho do volume, 

porém este "tamanho" não significa necessariamente dimensões 

físicas. Um volume de controle é considerado pequeno, mesmo 

tendo grandes dimensões físicas, quando apresenta um baixo tem 

po de transporte e consequentemente um baixo RT. 

2.2.2 Fluxo de Calor - Diferenças de Temperaturas 

A diferença para trás (B=l) mostrou-se superior 

frente ao problema de depressão mas introduz problemas adicio­

nais se aplicada a trocadores de calor com fluxo em contra-cor 

rente. Isto é causado pelo fato de que neste caso, o processo 

de transferência de calor é descrito por uma diferença entre 

duas temperaturas que não correspondem nem no tempo, nem no es 

paço, sendo que esta diferença pode se tornar até negativa. 

A primeira vista, este problema parece ser resolvi 

do fazendo-se uma distinção entre a temperatura média relativa 

ao fenômeno de transporte e a temperatura média relativa ao 

fluxo de calor. A primeira podendo ser escolhida igual a tempe 

ratura de saída e a segunda escolhida de forma a garantir uma 

diferença de temperatura, entre o primário e o secundário, po­

sitiva sob qualquer condição. Mas isto implica em um desvio da 

equação original e em um desacoplamento parcial entre os pro­

blemas de transporte e de transferência de calor. 

Uma solução simples para este problema é fazer cor 

responder no espaço e no tempo as temperaturas que descrevem o 

fluxo de calor, mantendo a diferença para trás. Dessa forma re 

sulta no estudo da temperatura de saída e de entrada nos volu­

mes sem utilizar as temperaturas médias. Esta solução somente 

é satisfatória quando se tem um grande número de pequenos volu 

mes. 

Outra solução adotada por Wolde [34] , ê usar duas 

temperaturas na parede dos tubos de metal, sendo constante a 

diferença entre elas. Assim, o gradiente de temperatura na pa­

rede é sempre constante. O armazenamento de calor nos tubos é 

descrito por uma equação de energia para uma das temperaturas, 
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assume-se que o calor fornecido ao outro nível de ' temperatura 

é transferido imediatamente. Esta diferença constante de tempe 

ratura garante o balanço de energia correto para os tubos. 

2.2.3 Presença de Ebulição 

Ã medida que o processo de ebulição ocorre a tempe 

ratura constante o lado secundário de evaporadores de fluxo em 

paralelo, ou em contra-corrente, não pode ser descrito por e-

quações similares ãs até agora analisadas. O processo de trans 

ferência de calor ê inerentemente desacoplado dos fenômenos de 

transporte e armazenamento; isto decorre dos seguintes fatores: 

a temperatura em um volume que apresenta ebulição é constante 

(igual â temperatura de saturação) assim, não há problemas na 

diferença de temperaturas que determina o fluxo de calor, e a 

entalpia de saída não está diretamente relacionada à temperatu 

ra de saturação. Este fato implica na utilização da diferença 

para trás sem problemas. Ao contrário do caso considerado na 

seção anterior,o desacoplamento resultante do uso da diferença 

para trás é admissível para escoamento bifásico. Além disto, a 

temperatura do vol\ime sendo constante,resulta em aumento da 

precisão da simulação, em razão das equações estarem descreven 

do fielmente as características dos processos. 

2.2.4 Simplificações Induzidas pelo Método 

Quando se aplica a técnica de volumes de controle 

a qualquer sistema, uma série de simplificações são realizadas 

com a finalidade de tornar mais manipulável o sistema de equa-

- ções. Nesta seção será verificado o erro cometido em tais sim­

plificações, usuais quando se tem líquido subresfriado. Nota-

se que mesmo eliminando estas simplificações mais comuns os 

'- erros de aproximação não deixam de existir, pois este tipo de 

: abordagem contém, por natureza, aproximações impossíveis de se 

rem eliminadas, como por exemplo, escoamento unidimensional. 

Considere o volume de controle esquematizado na fi 

gura 2.4, que apresenta um escoamento de fluido subresfriado e 
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W s a i , h sai 

W e n t , h ent 

Figura 2.4 : Esquema de um Volume de Controle de 
Comprimento Variável e com Escoamento 
de Fluido Subresfriado. 

Fazendo-se um balanço de massa, tem-se: 

at ent 'sai (2.7) 

onde, 

M = ALp 

Assim, desenvolvendo a derivada, fica: 

A ( L 4 ^ + p 4^ ) = W - W . ot ^ üt ent sai (2.8) 
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Admitindo que o fluido subresfriado. não é incompressível, tem-

sê : 

A p W - W . (2 9) dt dt ^ dt ent sai U . y) 

Fazendo-se o balanço de-energia, tem-se: 

3t(^^) =^ent\nt -^sai^ai (2.10) 

desenvolvendo a derivada, obtem-se: 

novamente, admitindo-se fluido compressível, fica: 

A < L P ^ * ' > L | g * . h p | t , = „^^^h^^,-W^^,h^^. (2.12, 

Observa-se qué não foi considerado transferência 

de calor através das fronteiras do voliame de controle, porque 

não interfere na presente analise. 

As equações (2.9) e (2.12) descrevem o comportamen 

to dinâmico do volume em consideração. Analisando estas equa­

ções, conclui-se que se for admitido que o fluido é incompres­

sível, ou seja, adotando-se 8p. z O / estarã sendo feito um erro 
dh 

da ordem de 1%. Isto é verificado pelo fato de que nas condi­

ções de operação do gerador de vapor o termo dp_ é da ordem de 

10 Kg^/m^J e as derivadas temporais das variáveis estão no 

intervalo de 10 a O,1% de seu valor. 

Se além desta simplificação for admitido que dh= 

CdT, em ivolumes de controle onde existam grandes variações de 

pressão, como nas regiões do lado do circuito secundário, o er 

ro cometido será da ordem de 5%. Este fato pode ser visualiza­

do da seguinte forma: considere a relação termodinâmica. 
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dP (2.13) 

Admitir que dh = CdT significa que se despreza 

termo V - T(-^) dP, que é da ordem de 10^J/Kg, (para os vo-

liimes de controle que apresentam líquido subresfriado no lado 

do circuito secundário), que se comparado com o outro termo 

(da ordem de 5 x 10^J/Kg), chega-se ao resultado discutido. 

Esta aproximação aplicada ao lado do circuito pri­

mário não resulta no mesmo erro, porque neste caso as varia­

ções de pressão são desprezíveis, sendo amortizadas pelo pres­

suri zador. Observa-se que o erro de 5% é cometido somente na 

descrição do volumes de controle onde a aproximação dh = CdT ê 

aplicada; assim o uso desta simplificação no lado do circuito 

secundário, resulta em um erro global menor. 

Note-se que não tem sentido considerar o termo 

3p/3h para fluido subresfriado, pois é realmente desprezível 

e se for considerado complica desnecessariamente as equações . 

A aproximação da entalpia usando o calor específico somente se 

justifica como uma maneira de simplificação adotada para pro­

cessos com fluido subresfriado onde não ocorra grandes varia­

ções de pressão. Observa-se ainda que estas simplificações são 

inaceitáveis para volumes onde há presença de vapor ou escoa­

mento bifásico. 

2.3 O GERADOR DE VAPOR DE TUBOS EM ü 

Pelo que foi visto, a utilização da técnica de vo­

lumes dè controle pode acarretar em diversos problemas,mas nes 

ta seção será mostrado que esta técnica é adequada para simu -

lar sisJtemas de produção de vapor e em particular o gerador de 

vapor de tubos em U. Isto ocorre em razão dos seguintes fato­

res : ^ 

1. o coeficiente de transferência de calor para e-

bulição é pouco dependente da vazão. Um cálculo 

térmico pode ser razoavelmente realizado mesmo 
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com uma estimativa pobre da recirculaçao; 

2. o coeficiente global de transferencia de calor 

é determinado principalmente pela resistencia 

térmica dos tvibos, portanto a precisão nos coe­

ficientes de transferencia de calor por convec­

ção é de pouca importancia; 

3. a perda de pressão do fluido secundario no gera 

dor de vapor e o comprimento da região subres­

friada são pequenos, dessa forma a temperatura 

no lado secundario é praticamente independente 

da posição; 

4. em vista dos pontos 2 e 3 uma equação para a re 

circulação somente é justificada se for deseja 

do o estudo do nível de água, ou grandes preci­

sões. 

Dessa forma o lado do secundário da região de 

transferência de calor é um sistema que segue por natureza as 

características da abordagem de volvimes de controle. O empre­

go da técnica de diferenças finitas somente se justifica quan­

do é desejado o calculo da composição da mistura água-vapor an 

tes dos separadores. A necessidade de conhecer esta composição 

aparece por exigências do processo de separação que se consti-

tue no grande problema da operação confiável dos geradores de 

vapor de txibos em U. Separação inadequada tem dois aspectos,va 

por que é carregado pela água recirculada ("carry-under") e 

partículas de água levadas junto com o vapor para a turbina 

("carry-over"). O primeiro fenômeno resulta numa diminuição da 

circulação natural, enquanto que o segundo causa erosão nas 

pás da turbina. Para propósitos de projeto a qualidade exata 

da mistura bifásica que deixa o gerador deve ser conhecida sob 

quaisquer condições, inclusive transientes. Mas devido ao pou-

CO conhecimento de escoamento bifásico em geometrias comple­

xas, o cálculo preciso de fração de vazio em função do espaço 

e do tempo se constitue em iam problema ainda não totalmente re 

solvido. Muitos experimentos tem sido realizados em geometrias 

especiais, mas o processo de separação e escoamento por fora 
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Cf , . 

de um feixe de tubos ainda não são muito bem conhecidos. 

Como comentário final, deve ser enfatizado que os 

I resultados de qualquer modelo de trocador de calor que utilize 

relativamente grandes volxomes de controle deve ser interpreta­

do com certo ceticismo e a aplicação de correlações de transfe 

rência de calor acuradas é irrelevante em tais casos. Porém, 

com uma razoável divisão do sistema os problemas analisados po 

dem ser minimizados, ou até eliminados. 



C A P Í T U L O I I I 

3 . D E S E N V O L V I M E N T O DO MODELO M A T E M Á T I C O 

3.1 INTRODUÇÃO 

Uma parte essencial da análise dinâmica de qual­

quer sistema é a modelagem dos processos físicos que ocorrem 

durante um transiente. O propósito do processo de modelagem é 

obter uma descrição matemática capaz de predizer as respostas 

do sistema físico para os possíveis tipos de pertvibações. 

Para um sistema térmico-hidráulico como lom gerador 

de vapor, um modelo matemático deve consistir em equações de 

conservação de massa, quantidade de movimento e energia. O pre 

sente modelo inclui, balanço de energia para os fluidos primá­

rio e secundário e para os tubos de metal, balanço de massa pa 

ra os fluidos primário e secundário e balanço da quantidade de 

movimento para o fluido secundário. 

Ã medida que o modelo final foi obtido a partir de 

um modelo inicial simplificado pela introdução de diversas com 

plexidades, o estudo resultou na confecção de quatro modelos, 

que diferem entre si basicamente nas hipóteses adotadas, ou se 

ja, no nível de complexidade (ver tabela 3.1). Deve-se ressal­

tar, contudo, que as equações básicas são as mesmas para todos 

os modelos. 

3.2 DESCRIÇÃO DO SISTEMA FÍSICO 

Como foi mencionado, o gerador de vapor considera­

do é vertical de tubos em U com circulação natural, como esque 

matizado na figura 3.1. Observando-se este esquema pode-se .dej-

finir os diferentes processos que ocorrem na operação normal 

deste gerador. 

A. Lado do circuito primário 

28 



Pleno superior 

Nivel de a'guo 

Segundo estagio de 
separoçõo 

Seporodores centrífugo 

Pleno de 

entrado 

Entrado de 

agua do primario 

Agua de 

alimentação 

— Tubos em " U " 

DOWNCOMER' 

Pleno de 
saído 

Saído de 

óguo do primário 

Figura 3.1 : Esquema de vim gerador de vapor vertical de tubos 

em U com circulação natural. 
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O fluido primário proveniente da perna quente do 

2̂  reator entra na câmara inferior do gerador de vapor através do 

bocal de entrada. Escoa pelo interior dos tubos em U transfe­

rindo calor para o fluido do circuito secundário e entra na câ 

mara de saida antes de deixar o gerador. Note-se que o fluxo 

do fluído primário tem o mesmo sentido que o fluxo do fluido 

secundário quando da sua subida pelo interior dos tubos e em 

contra-corrente quando da descida. Assim, o gerador de vapor de 

tubos em ü pode ser considerado composto de um gerador de flu 

xo paralelo e um de fluxo em contra-corrente. 

B. Tubos em U 

As paredes dos tubos em U separam o fluido primá­

rio do fluido secundário. A condutância do metal juntamente com 

os coeficientes de película interno e externo aos tubos deter­

minam os coeficientes globais de transferência de calor, rela­

cionados com as temperaturas médias dos fluidos e do metal. 

C. Lado do circuito secundário 

A água de alimentação do circuito secundário entra 

no pleno superior, através de um anel, onde se mistura com á-

gua saturada separada do vapor pelos separadores e secadores. 

Esta água ligeiramente subresfriada desce pelo "downcomer" (re 

gião anular entre os tubos e a carcaça) e entra na região de 

transferência de calor. O calor proveniente do circuito primá­

rio é transferido para o fluido secundário â medida que este 

sobe, escoando por fora dos tubos, formando uma mistura água-

vapor. A mistura bifásica abandona a região dos tubos, passan­

do através dos separadores de vapor, onde o vapor é separado e 

coletado na parte superior do gerador, enquando a água é mistu 

rada com a água de alimentação. O vapor sai do gerador por um 

bocal na sua parte superior, a uma taxa determinada pela deman 

da elétrica. 

:3.3 HIPÓTESES BÁSICAS 

No desenvolvimento de um modelo matemático para \m. 

sistema complexo como este gerador de vapor, várias hipóteses 
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devera ser feitas. As hipóteses comuns aos quatro modelos são 

as seguintes: 

1. escoamento unidimensional tanto para o fluido primário 

quanto para o fluido secundário; 

2. condutividade térmica, calor específico e densidade 

constantes para o metal; 

3. supõe-se que a entalpia e o título da mistura bifásica, 

na região de ebulição do circuito secundário, variem 

linearmente com a posição; 

4. modelo homogêneo para a mistura bifásica água-vapor; 

5. o vapor proveniente dos separadores é saturado seco; 

• 6. despreza-se os processos de ebulição subresfriada; 

7. despreza-se os processos naturais de condensação e eva 

poração na superfície de líquido no pleno superior; 

8. não há transferência de calor entre a região dos tvibos 

e o "downcomer"; 

9. não há transferência de calor entre as camarás de en­

trada e de saída do fluido primário; 

10. não há perda de calor para o ambiente; 

11. despreza-se òs termos de dissipação por atrito na equa 

ção de energia; 

12. despreza-se acúmulo de energia nas partes metálicas do 

gerador de vapor que não sejam os tubos em U. 

O primeiro modelo, além das hipóteses acima,admite 

também o seguinte: 

1. fluido incompressível e propriedades constantes para 

a água do primário e para a água subresfriada do secun 

dãrio; 

2. coeficientes de transferência de calor constantes du­

rante os transientes; 

3. as constantes de tempo relacionadas aos fenômenos hi-
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dráulicos são bem menores do que as constantes de tem­

po dos f-enômenos térmicos, ou seja, considera-se a e-

quação da quantidade de movimento para o transiente i-

gual à do estado estacionário. 

O segundo modelo admite além das hipóteses comuns 

a todos os modelos, as seguintes: 

1. fluido incompressível e propriedades constantes para 

a água do primário e água subresfriada do secundário; 

2. despreza-se o acúmulo de quantidade de movimento duran 

te o transiente. 

O terceiro modelo apresenta basicamente as mesmas 

hipóteses que o segundo, mas considera o acúmulo de quantidade 

de movimento. Porém considera somente armazenamento de quanti 

dade de movimento no "dovmcomer". 

O quarto modelo considera a variação de todas as 

propriedades, tanto para o fluido primário quanto para o flui 

do secundário, apresentando as mesmas hipóteses adotadas no 

terceiro modelo. 

A tabela 3.1 apresenta um resumo dos quatro mode­

los desenvolvidos, mostrando seus aspectos gerais. 

Análise das hipóteses adotadas 

Na adoção das hipóteses ê fundamental a considera­

ção da técnica de modelagem utilizada, pois não há sentido em 

tentar descrever certos detalhes (minúcias) dos processos físi 

cos com a finalidade de obter precisão, se inerentemente a téc 

nica da modelagem introduz um determinado erro. Resumindo, as 

hipóteses admitidas devem ser condizentes com a técnica de mo­

delagem. 

Foi admitido escoamento imidimensional por imposi­

ção da técnica de modelagem utilizada. Na região dos tubos, do 

lado do circuito secundário,: ocorre fluxo cruzado, ocasionado 

pela maior formação de vapor do lado da perna quente do primá­

rio, mas a consideração de fluxo cruzado não tem significado 

face â proposição deste estudo. No máximo poderia se conside -

rar uma divisão do fluxo do fluido secundário entre a perna 
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Tabela 3.1 Aspectos Gerais dos Modelos Desenvolvidos 

Características : 

1. Coeficientes de transferencia de calor constantes du 

rante os transitorios. 

2. Admite-se a equação da quantidade de movimento para 

o transiente igual a equação do estado estacionario. 

3. Fluido incompressível e propriedades constantes para 

a água do primário e a água subresfriada do secundá­

rio. 

4. Despreza-se o acumulo de quantidade de movimento no 

"downcomer". 

5. Cálculo de todas as propriedades tanto do fluido pri^ 

mário quanto do fluido subresfriado do secundário. 

6. Utilização da entalpia no lugar da aproximação CdT , 

para o fluido subresfriado do secundário. 

C A R A C T E R Í S T I C A 

1 2 3 ^ 5 6 

Modelo 1 X X 
Modelo 2 

Modelo 3 X 
Modelo 4 X X 
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quente e a perna fria. 

A hipótese de propriedades constantes para o metal 

é amplamente satisfatória, pois a variação das propriedades 

com a temperatura,para os metais geralmente empregados na con£ 

trução dos tubos em U (Inconel) é praticamente desprezível. 

A hipótese de que o título mássico e consequente­

mente a entalpia da mistura bifásica, variam linearmente com a 

posição é razoável ã medida que, em condições normais, nos ge­

radores de vapor de tubos em U somente um mecanismo de geração 

de vapor (ebulição nucleada) está presente e não há interesse 

nos valores locais destas grandezas e sim nos seus valores mé­

dios . 

Foi adotado vim modelo homogêneo para a mistura bi­

fásica, o que não é longe da realidade, pois em condições nor­

mais tem-se escoamento do tipo turbulento ("churn") na região 

dos tubos. O modelo homogêneo não é muito apropriado para a 

descrição do processo de separação de vapor, mas tendo em con­

ta que não há interesse nos detalhes do processo de separação, 

este é um modelo simples e eficiente. Existe interesse somente 

na perda de carga que ocorre durante o processo de separação, 

os detalhes de "carry-over" e "carry-under" não são relevantes, 

e isto fica claro quando se admite que o vapor proveniente dos 

separadores é saturado seco. 

Os processos de ebulição subresfriada foram despre 

zados, pois de acordo com Wolde [34] , que apresenta um estudo 

da influência de uma região de ebulição subresfriada, tem-se 

que em condições estacionárias menos do que 1% do total de ca­

lor é transferido por este mecanismo. Ainda, segundo esta mes­

ma referência, a inclusão de tal mecanismo de transferência de 

calor não resulta em diferenças significativas do comportamen­

to dinâmico, exigindo somente maiores tempos de computação. 

A região do "downcomer" pode, satisfatoriamente , 

ser considerada adiabática. A perda de calor para o ambiente é 

minimizada pela presença de isolante térmico. Se for considera 

do um coeficiente global de transferência de calor entre a re­

gião dos tubos e o "downcomer" da mesma ordem de grandeza do 
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• coeficiente global de transferência de calor entre o fluido 

primário e o fluido secundário (observà-se que dessa forma ma­

ximiza-se o fluxo de calor entre a região dos tubos e o "down-
_ o 

comer"), tem-se um aumento de cerca de 0,5*C na temperatura do 

fluido secundário entre a entrada e a saída do "downcomer". 

Desprezou-se a troca de calor entre as câmaras de 

entrada e de saída do fluido primário apesar da razoável dife­

rença de temperatura, porque a área de troca de calor é muito 

pequena e a velocidade do fluido nestas câmaras é relativamen­

te baixa, implicando em uma pequena transferência de calor. 

Ã medida que os mecanismos naturais de condensação 

e evaporação na superfície de líquido na câmara superior são 

no caso, de importância secundara e também de difícil avalia -

ção, não foram considerados. Achou-se melhor desprezar um pro­

cesso de pouca importância do que considerá-lo erroneamente. 

Os termos de dissipação por atrito da equação de 

energia devido a escoamento monofásico e bifásico foram despre 

zados porque não chegam a representar, segundo Bruens [7], 

0,02% e 1% do fluxo de calor linear, respectivamente . 

A variação da energia acumulada nas partes metáli­

cas que não sejam os tubos em U foi desprezada em razão da 

grande dificuldade de avaliação. Para a realização de xim ba­

lanço de energia na estrutura do gerador de vapor deve-se co­

nhecer detalhadamente a massa da carcaça e dos internos e os 

processos de transferência de calor do fluido para estes cor­

pos metálicos, o que é extremamente difícil. 

As hipóteses adotadas em alguns modelos, de coefi­

cientes de transferência de calor constantes, propriedades 

constantes para a água subresfriada, constantes de tempo rela­

cionadas aos fenômenos hidráulicos bem menores do que âs rela­

cionadas com fenômenos térmicos e a não consideração de acúmu­

lo de quantidade de movimento, são analisadas a posteriori, na 

comparação dos diversos modelos desenvolvidos. ' 



36 

3.4 ESTRUTURA DO MODELO MATEMÁTICO 

. Na divisão do gerador de vapor em volumes de con­

trole considerou-se os problemas apontados no capítulo 2, pro­

curando-se obter "pequenos" volumes de forma que a relação 2.6 

fosse respeitada e que em cada volume a natureza dos proces­

sos físicos não variasse muito entre a entrada e a saída. 

Utilizou-se basicamente a "diferença para trás" pa 

ra eliminar os problemas de depressão. A presença de uma regi­

ão onde ocorre ebulição não implica em grandes problemas no 

cálculo da diferença de temperatura que descreve o fluxo de ca 

lor. Este problema somente aparece nos volumes da região de 

transferência de calor onde existe fluido subresfriado do lado 

do secundário e, para eliminá-lo impôs-se a correspondência no 

espaço entre as temperaturas. Desprezou-se, como aconselhado , 

o termo 3p/3h. Adotou-se o calor específico para aproximar as 

diferenças de entalpia no lado do circuito primário. Para o 

d fluido subresfriado do secundário nos três primeiros modelos 

também foi adotado o calor específico, mas para o modelo 4 u-

sou-se as entalpias. 

Alguns volumes são de comprimento variável, deter­

minado por uma fronteira móvel que separa regiões com proces­

sos significativamente diferentes. Existem duas fronteiras mó­

veis. Uma localizada na região dos tubos, no ponto onde o flui 

do secundário atinge o ponto de saturação, ou seja, separa a 

região subresfriada da região saturada e a outra localizada no 

pleno superior, representando o nível de água no gerador de va 

por. 

A repartição em volumes do gerador de vapor está 

esquematizado na figura 3.2, onde se distingue: 

A. Lado do circuito primário 

. câmara de entrada - PRE 

1 . bloco 1 do primário - PRLl 

. bloco 2 do primário - PRL2 

. bloco 3 do primário - PRL3 

^ . bloco 4 do primário - PRL4 

. câmara de saída - PRS 
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B. Tubos em U 

. bloco de metal 1 - MTLl 

. bloco de metal 2 - MTL2 

. bloco de metal 3 - MTL3. 

. bloco de metal 4 - MTL4 

C. Lado do Circuito Secundário 

. bloco subresfriado - FSSL 

. bloco bifásico - FSBL 

. pleno superior - FSPL 

. separador 

. volume de água 

. volume de vapor 

. "downcomer" - FSDL 

A fronteira móvel entre o bloco subresfriado(FSSL) 

e o bloco bifásico (FSBL) é calculada na simulaçáo. O compri­

mento dos blocos adjacentes de metal e do circuito primário a-

^ companha a variação dos blocos do secundário. 

3.5 EQUAÇÕES BÁSICAS DO MODELO 

Existem quatro modelos que diferem basicamente nos 

seguintes aspectos : 

. coeficientes de transferência de calor; 

. propriedades físicas; 

. equação da quantidade de movimento. 

As equações apresentadas nesta seção são desenvolvi 

das, quando possível, somente para o modelo mais complexo. , As 

equações para os modelos mais simples são obtidas das equações 

do modelo mais complexo por simplificações, como por exemplo , 

densidade e calor específico iguais em todos os pontos do pri­

mário. : 

3.5.1 Circuito Primário 

|r As equações para este circuito consistem em duas 
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Saída de vapor 

Agua de 

alimentoçõo 

i 1 

P R L l 

i I 
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M V I T L 

^ 2 
> F S B L c WITL 

3 

4- P R L 3 

entrado de dgua 

do primdrio 
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Figura 3.2 : Esquema da divisão do gerador de vapor em volumes 

de controle. 
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Um balanço de massa neste volume resulta em : 

ár(M^^) = - W^^ (3.1) 
dt pe p pe 

onde, 

M = p V (3.2) 
pe ^pe pe 

Assim, 

V 4 r ( p )= W - W (3.3) 
pe dt^^pe' p pe 

dp 

Como o termo é desprezível, segue que : 

W = W (3.4) 
p pe 

Balanço de energia. 

dt pe pe p pent pe 

como o volume da câmara é constante e a variação da densidade 

é desprezível, tem-se; 

dh 
M — 5 ? ^ = W (h ^ - h ) (3.6) 
pe dt p pent pe 

equações para as câmaras de entrada e de saída e quatro equa 

ções para os blocos do primario na região dos tubos. São consi^ 

deradas as equações de conservação de massa e energia. Atenção 

especial é dada à fronteira móvel entre as regiões subresfria 

da e saturada do circuito secundario; esta fronteira é determi 

nada pelo comprimento requerido para que a agua subresfriada 

do secundario, atinja a temperatura de saturação. Esta distân­

cia também fixa o comprimento dos blocos de metal. O esquema 

da figura 3.3 mostra os volumes de controle do circuito prima­

rio. 

3.5.1.1 Câmara de Entrada (PRE) 
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Figura 3.3 : Divisão do circuito primário em volumes de contro­

le. 
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que resulta em, 

dT W 

3.5.1.2 Bloco 1 do Primário (PRLl) 

Balanço de massa. 

;^(M^ ) = - (3.9) 
dt pi p pi 

onde, 

M = p A L , (3.10) 
Pi Pi P sub 

Desenvolvendo a derivada e observando que a área de escoamento 

é constante, tem-se : 

:ir(p„ L^,, ) = - , (3.11) 
P dt pi SUD P Pi 

dp_ 

desprezando o termo - ^ , fica; 

dL , 
A p -f.̂  = w - W (3.12) p ^pi dt p pi \^'^^} 

Balanço de energia. 

^ ( M h ) = W h - W h - Q (3.13) 
dt pi pi' p pe pi pi ^pmi v o . x o ; 

onde, 

^pmi~ •'̂ ^̂ ^ transferência de calor entre o bloco 1 do 

primário e o bloco de metal 1, dada por; 

Q„„ = (T^ - T^ ) (3.14) 
pmi pmi ri suo pi mi 

Adotando, dh= CdT, segue; 

dT 
M C = W C (T X. - T ) , (3.7) pe pe dt p pe* pent pe' ' vj.// 
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como C ~ C , pode-se adotar C = C . Substituindo as equa 
pe pi ^ pe pi ^ ^ -

ções (3.12) e (3.14) na equação acima, obtém-se: 

dT /' " 
o A C L • ^P^- = W C (T - T ) - U P L , ( T - T /) (3.16 
Pi P Pi sub dt P Pi pe pi pmi ri sub^ pi mí^ v-^.xo 

3.5.1.3 Bloco 2 do Primário (PRL2) 

Balanço de massa. 

— ^ = W - W , 
dt pi p2 ' 

mas, 

Ppa^ ' lD (3.18) 

assim, 

dL 
A^p„ - ~ = - (3.19) 
P P2 dt Pl P2 

Sendo, L^^j^ + Lĵ  = constante (comprimento total dos tubos) ,tem 

se : 

^ - - ^ ,3 20, dt - dt ' (3.20) 

portanto, a equação (3.19) reduz-se a; 

dL 
= + p ^ K-^T^ > (3.21) 

Pa Pl P2 P dt ' 

Mas da equação (3.12), tem-se que; 

dL , 
W = W - p A , 
Pl P Pl P dt 

dp 
Usando a aproximação, dh= CdT e desprezando ^̂ -̂  , tem-se: 

dT . 
p A C (L , — 5 ^ + T — = W C T - W C T - Q , (3.15) 
^Pi p pi sub dt pi dt p pe pe pi pi pi ""mpi' 
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que substituindo na equação (3.21) e desprezando variações en 

tre as densidades p e p , resulta no balanço de massa do vo 
Pl P2 — 

lume; 

W = W 
P2 P 

(3.22) 

Balanço de energia. 

: ^ ( M h ) = W h - W h - Q dt p2 p2 Pl Pl Pj Pj ^pmj (3.23) 

onde, 

%mr V.^rih.<^p,- ^^""^ transferência (3.24) 

de calor entre o bloco 2 do primário e o bloco de 

metal 2. 

dp 

Adotando as simplificações, dh= CdT e = O,tem-se: 

dT dLj^ 

Pz P2 P P dt p2 dt Pl Pl Pl p2 Pj Pj pm^ r̂  b ) = W C T - W C T - Ü P L ^ 

(T^ - T^ ) 
Pl ^2 

(3.25) 

Como C - c , substituindo as equações (3.22) e (3.20) na e-
Pi P2 

quação anterior e rearranjando, obtém-se : 

dT (T - T ) dL , 
_ £ 2 . + Pl P2_ 

W 

dt dt 
r^{T - T ) -

U P 
Pn'a Ĵ i 
p A C 
P P P2 

(T - T ) 
p, m. 

/ (3.26)\ 

3.5.1.4 Bloco 3 do primário (PRL3) 

Balanço de massa. 

dt Pa P2 P3 (3.27) 

onde. 
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I 

(M^ h )= W h - W h - Q (3.31) dt Pa Pa Pa Pj Pa pm 

onde, 

Qr̂ m = U _ LuíT^ - T„ ) (3.32) pma pma ri b Pa ma 

Adotando as aproximações para a entalpia, desprezando a deriva 

da da densidade e substituindo as equações (3.22) e (3.30),tem 

se: 

dL, dT dL, 
p A C T (-^ + L, —H?^)= W C (T - T ) + p A C -
Pa P Pa Pa dt b dt P Pa Pa Pa Pa P Pa dt 

- U^^ P^ L, (T^ - T ) (3.33) pma ri b Pa ma 

que rearranjando, resulta; 

dT W U P /' ' 
^ = ^ ? T (T - T„ ) - - £ 2 í k ^ ( T - T^ ) / (3.34) 
dt p A L, p, Pa p A C Pa m, 

^Pa p b ^2 ^Pa p Pl ^ 

/ 
/ 

3.5.1.5 Bloco 4 do primário (PRL4) 

Balanço de massa. 

-^(M )= W - W , (3.35) 
dt pit p3 pit 

assim, 

dL 
p A -rjF = W - W (3.29) 
^Pa P dt p, p3 

Substituindo na equação acima a equação (3.22), resulta: 

dL 
= + p ^ (3.30) 

P3 P Pa P dt 

Balanço de energia. 
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*^(M h ) = W h - W h - Q (3.38) 
dt pi. pi. Ps Pa p¡i pii pmi4 

adotando as simplificações para a entalpia, desprezando a deri­

vada da densidade e usando as equações (3.30) e (3.37), conse -

gue-se; 

dL , dT , 
p A C (T + L ,—Ã^)= (W + p A — ^ ^ ) C T - W C T -
Pl. P P". P". dt sub dt p "̂ p̂a p dt ' Pa Pa p pi. Pk 

°pm, , (3.39) 

como C = C e p = p , pode-se adotar C = C e p_ = p ^ 
Pa Pt P3 P». Pa P-. Pa P". 

Substituindo a equação da taxa de transferência de calor, 

Q = U P L , (T - T ) (3.40) 
pm^ pmi. rj sub pi. m^ 

e rearranjando, resulta; 

dT (T - T ) dL ^ W U P 

dt L , dt p A L , ̂  Pa pi.' p A L , 
sub p̂i. p sub p̂i. p sub 

(T - T ) / (3.41) 
Pk rtiu 

3.5.1.6 Câmara de Saída (PRS) 

A equação para este volume de controle é obtida 

da mesma maneira que para o pleno de entrada, resultando no se 

guinte : 

substituindo, M = p A , , obtém-se; 
pi4 Pi. P sub 

dL , 
P A = W - W (3.36) 
^pi. p dt Pj pi. 

Introduzindo na equação acima a equação (3.30), tem-se: 

W = W (3.37) 
Pk p 

. Balanço de energia 
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onde. 

3.5.2 Tubos de Metal 

Como no caso dos volumes do primário na região dos 

tubos é necessário atenção especial para o tratamento da frontei 

ra móvel entre as seções subresfriada e saturada. Neste caso,as-
d L g v i V j 

sume-se que a fronteira move a uma taxa — ^ - r — , isto adiciona (ou 
- dLsub 

subtrai) uma quantidade de calor a uma taxa de p A T — — do 
^ m m m dt 

bloco de metal sob consideração. Onde, 

T^ = temperatura média na fronteira. 

O esquema da figura 3.4 apresenta os volumes de 

controle dos tubos de metal. 

3.5.2.1 Bloco de Metal 1 (MTLl) 

Balanço de energia. 

j - . . dL , 
° (M„ C T )= Q _ - Q^^ + p A C T , (3.44) 
dt mi m mi pmi msi ^m m m mi dt ' 

substituindo as expressões abaixo; 

Pm^m^sub' (3.45) 

T + T 
T - m; ; 
•^mi" 2 

e observando que p^^ e C^ são admitidas constantes, tem-se; 

coMiSSAO Í M C Í O ; ; A L DE E M E R G I A N U C L E A R , 

i. P. E. N. 

/ 

dT W ""n, 
RS _ E_(T - T ) A2) 
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Figura 3.4 : Esquema dos volumes de controle adotados para os tubos de metal. 
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Neste volume aparece o problema da diferença de 

temperaturas que descreve o fluxo de calor. Observando o esque­

ma da figura 3.5 tem-se o seguinte: a descrição do fluxo de ca­

lor entre o bloco 1 do primário e o bloco 1 de metal é feita 

por, Q _ = U P_ L^,, (T_ - T^ ), portanto o nível da temperatu 
pmi pmi ri suo pi mi — 

ra T está definido como sendo na parte superior do volume de 
mi _ 

metal; assim, se a taxa de transferência de calor entre o bloco 
de metal l e o volume subresfriado do secundário for representa 

• 

da por, Q ^ ^ = U^^ L , (T - T , ), estarão sendo relaciona -
^ ms 1 msi rj suo mi suo 

das duas temperaturas que não correspondem nem no espaço,nem no 

tempo. Com a finalidade de tentar eliminar este problema adotou 

-se a seguinte descrição para o fluxo de calor do metal para 

o secundário : 

- 6 T, - (1 - 6 ) T 
m s i m s i rj sub L ni i i d i sat. 

(3.47) 

Esta representação permite estudar a influência do 

nível de temperatura do líquido subresfriado que descreve o 

fluxo de calor. Variou-se o valor de 3 de O a 1 e não se veri-
1 

ficou grandes diferenças, (no apêndice A encontra-se variações 

do fluxo de calor Q ' ' em função de 3 ) . Portanto, adotou-se 
m s i 1 

3^= O, de forma a manter a correspondência no espaço e no tempo 

entre as temperaturas. 

Substituindo as expressões das taxas de transferên 

cia de calor dadas pelas equações (3.14) e (3.47), obtém-se: 

dT (T - T ) dL , . 

dt 2L^^^ dt - C^p^A^ V i n^^p, V 

- U P T - 3 T , - ( 1 - 3 ) T ^ 
m s i rjL m i i d sat_ (3.48) 

dT (T - T i dL , Q - Q 

dt ^ 2L , dt p A C L ^ U.4b) 
sub m m m sub 
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3.5.2.2 Bloco de Metal 2 (MTL2) 

Balanço de energia. 

(M_ C T )= Q - Q - p A C T — ^ , (3.49) 
dt iHj m mj piTVj mSj m m m itvi dt ' 

substituindo as expressões abaixo : 

M = p A L, 

ITli 2 

(3.50) 

Como admite-se C e p constantes, tem-se; 
m m 

dT (T - T ) dL , Q - Q ci ^ 
m^ mi m; sub _ pm^ mS; (3.51) 
d^ ^ 2L, dt ~ p A C„L, b "̂ m m m b 

onde a taxa de transferência de calor Q é descrita pela equa 
pm^ ^ ^ -

ção (3.24) e a taxa de transferência de calor do metal para o 

secundário é dada por ; 
• 
Q = U P L, (T - T ^) (3.52) 
^msj msa rj b mj sat * 

Nota-se que neste volume não aparece o problema na 

diferença de temperaturas, que descreve o fluxo de calor do me­

tal para o secundário, pois nesta região o secundário está â 

temperatura constante (temperatura de saturação). 

Substituindo as expressões (3.24) e (3.52) na equa 

ção (3.51), resulta em: 

dT (T - T ) dL 
m^ , mi m; sub _ 1 

dt 2Lj^ dt P^\'^^ ri^^p, 'mj 

P^ (T^ - T^^.) / (3.53) 
msj rj mj sat / 

V 
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3.5.2.3 Bloco de Metal 3 {MTL3) 

Balanço de energia. 

(T + T ) dL ^ 

dt * m3 m " ^ms, Pm m m 2 dt 
(3.54) 

Seguindo o mesmo procedimento do bloco de metal 2, obtém-se: 

dT (T - T ) dL , 
m3_ mi» mj s u o dt 2L, 

U _ (T - T ) -
" P m V m P"̂ ^ P 3 

- U P (T - T^^.) 
ms3 rj m3 sat 

3.5.2.4 - Bloco de Metal 4 (MTL4) 

Balanço de energia. 

(3.55) 

i ^ ( M C T ) = Q - Q + p A C 
at mi» m mi* pmi» msi, m m m 

(T + T ) dL 
m •"sub 

dt 
(3.56) 

Neste volume aparece o mesmo tipo de problema no 

fluxo de calor que se apresentava no bloco de metal 1. Observan 

do a figura 3.5 nota-se que a taxa de transferencia de calor en 

tre o volume 4 do primário e o bloco 4 de metal, dado por,Q = 
pmit 

ü P L , (T - T ), estabelece o nivel da temperatura T co 
pmij rj sub pi, m^ ^ mi, — 

mo sendo na parte inferior do bloco de metal. Para a descrição 

do fluxo de calor do bloco de metal 4 para o líquido subresfria 

do do secundário, as temperaturas dos dois volumes devem se cor 

responder no espaço e tempo. Portanto, adotou-se o mesmo proce­

dimento para o bloco de metal 1, ou seja. 

Q = U P L , 
msit ms4 rj sub 

T^ - B T,- (1 - e ) T^^, 
. iñif ti a i| sat_ (3.57) 

Da mesma forma estudou-se a influência do nível de 

temperatura do volume subresfriado, variando-se 6 de 0 a 1. No 

tou-se pouca diferença para qualquer valor 3 , assim, adotou-se 

3 = 1 para manter a correspondência no tempo e no espaço entre 
k 

as temperaturas. 
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- U^^ P^ T^ - B T, - (1 - B ) T^^. 
msi» rjL mu i* ci sat._ 

3.5.3 CIRCUITO SECUNDARIO 

Em razão da existência de dois mecanismos diferen­

tes de transferencia de calor entre os tubos e o fluido secunda 

rio, a região ativa de transferência de calor é dividida em 

duas seções: uma subresfriada e outra saturada (bifásica) .0 com 

primento da região subresfriada é determinado pela quantidade ' 

de calor necessária para elevar a temperatura do fluido até a 

temperatura de saturação. Na figura 3.6 estão esquematizados os 

volumes de controle do circuito secundário. 

3.5.3.1 Bloco Subresfriado (FSSL) 

Agua ligeiramente subresfriada, proveniente do 

"downcomer", entra na região dos tubos a uma vazão mássica 

e temperatura T^. Calor é transferido para o fluido secundário 

ã medida que este sobe. Como resultado disto, a temperatura do 

fluido se eleva até atingir a temperatura de saturação, (que é 

função da pressão do sistema), e a partir deste ponto começa a 

ocorrer ebulição. 

Este volume de controle apresenta para o modelo 4 

(o mais complexo) um eguacionamento diferente dos outros mode -

los. 

No apêndice A encontra-se as variações dos fluxos 

de calor Q"' ^ e Q" em função de B e B , mostrando o mecanis 
ms 1 ms 1* 1 4 — 

mo de compensação responsável pela pequena diferença observada' 

nos valores das variáveis para quaisquer valores de B^ e B^. 

Desenvolvendo a equação (3.56) segundo o mesmo 

procedimento realizado para o bloco de metal 1, obtém-se: 

dT . (T - T ) dL ^ --. „ . ' 
E L + EJ^ E3 sub 1 P (T - T ) -
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Figura 3.6 : Volumes de controle adotados para descrever o cir­
cuito secundário do gerador de vapor. 
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1) Modelo 4 : 

Balanço de massa. 

:^(M , ) - W,- W , dt sub d sub ( 3 . 5 9 ) 

onde. 

M , = p , A . L , 
sub "̂ sub st sub ( 3 . 6 0 ) 

dp sub 
Desprezando — ^ — e observando que a area de escoamento,é cons­

tante, tem-se: 

dL , 

sub st dt sub ( 3 . 6 1 ) 

Balanço de energia. 

^ ( M ,h , ) = Q + Q + W ,h, - W , dt sub sub msi msi, d d sub f ( 3 . 6 2 ) 

Devido ã pequena diferença entre e pode-se assumir que; 

h 
^d ^ ^f 

sub ( 3 . 6 3 ) 

substituindo esta expressão na equação ( 3 . 6 2 ) , obtém-se; 

(h¿ . hf)-, 

dt L st sub sub 
= + + W,h, - W^, , ( 3 . 6 4 ) 

msi msij d d sub f 

Desenvolvendo a derivada, fica: 

A . p , L , dh, dh^ 
st^sub sub, d A IT u r , 1 - - , 

2 dt dt msi msit d d sub f s f^sub 

(̂ d ' hf) d^sub ( 3 . 6 5 ) 
dt 

Mas sabendo-se que: 
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(3.66) 
dt " dT 

sat 
dt 

tem-se que; 

^stPsub^sub 

2 ^̂ -̂ sat 

(h^ + h^) dL 

" ^st^sub 2~~ dt 

msi msi» d d sub f 

A^ ^ p ^ , , L^, , dh. 
sub st^sub sub d 

dt ' 
(3.67) 

onde as taxas de transferência de calor são dadas pelas expreß 

soes (3.47) e (3.57), sendo ; 

= L msi msi rj sub L m 
T_ - ß T, - (1 - ß )T 
n 1 sat_ 

Q = U P^ L 
msi+ msi. r2 sub L m 

T - ß Tj - (1 - ß )T 
sat_ 

As equações 3.61 e 3.67 descrevem o comportamento dinâmico des^ 

te volume de controle no modelo 4. 

2) Modelos 1, 2 e 3 : 

Balanço de massa. 

dt sub d sub 
(3.68) 

onde. 

M , = p , A , L , 
sub "̂ sub st sub 

(3.69) 

Nestes modelos Pg^^ é considerado constante, assim tem-se: 

dL , 
P 1.A ^ = W, - W , 
•̂ sub st dt d sub (3.70) ̂ -



56 

dt sub sub msi ^msi, d d sub f 

Neste caso adota-se a aproximação, dh= CdT, portanto; 

^sub^(^sub^sub)= ¿msi"^ ¿ms.- ^d^sub^d " ^sub^sub^sat (̂ -̂ ^̂  

Desde que a diferença entre T^ e T^^^ é pequena, pode-se asumir 

que: 

T, + T^ v . 

sub" 2 (J./^) 

Substituindo a equação acima na expressão (3.71), obtém-se: 

(̂ d - ^sat^-^ • 
'sub^sub dt L'^sub 

= Q + Q + W,C , T, - W , C , T . 
msi ms 4 d sub d sub sub sat 

A D - ^sat^ ^^sub 13 J ¿ 
- -^st^sub 2 d F - , (3.73) ^ 

onde as taxas de transferência de calor são dadas, como anteri­

ormente, pelas equações (3.47) e (3.57). 

As equações (3.70) e (3.73) descrevem o comporta -

mento dinâmico do volume subresfriado do secundário nos modelos 

1, 2 e 3. 

3.5.3.2 Bloco Bifásico (FSBL) 

O processo de geração de vapor começa quando a tem 

peratura do fluido secundário atinge a; temperatura de saturação 

e termina quando acaba a região ativa de transferência de calor, 

logo acima dos tubos. A medida que o fluido escoa o título más­

sico da mistura bifásica aumenta de zero até o título de saída 

X g . Nota-se que para este volume de controle as equações são as 

mesmas para todos os modelos. 

Balanço de energia. 
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Adotando o modelo^h^mogêneo^ para a mistura bifási. 

ca, tem-se as seguintes expressões para a densidade e entalpia 

médias no volume; 

p _1 (3.74) 

^ ^f - V f g 

^b= ^f - V f g ' (^-"^^^ 

onde Xj^ é o titulo mássico médio no volume. Supõe-se que o ti -

tulo varie linearmente com a posição, portanto tem-se que: 

X 

Balanço de massa. 

M - ̂ sub- "e í̂ -'̂ )̂ 

onde, 

Pb^st^ <3.77) 

Desenvolvendo a derivada, fica: 

dL, dp, 

^st (Pb-dF - h , ^ ) = ̂ sub - ̂ e • (̂ ••̂ S) 

dLj^ ^^sub 
Mas da equação (3.20) têm-se que, = - — — , portanto: 

L, dp p dL , 
A (_E £ _ P ) - w - W 13 79) 
st^ dt dt '-^sub e li./y) ^ 

Balanço de energia. 

á ^ V b > = ¿ms,- ¿ms3 - ^sub^f " V e ' (^.80) 

substituindo a expressão de M̂ ^ e desenvolvendo a derivada, tem-

se; 
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st (Pb^^b-dF - V b -dF - P b \ -dF)= Qms,- Q m s 3 - ^sub^f " 

- W^íh^ + X g h j g ) (3.81) 

Substituindo as expressões das taxas de transferência de calor, 

Q e Q , e a equação (3.20), na equação acima, obtém-se: 
ms 2 niS3 

dh, dp, < ^ ^ c n h 

As equações (3.79) e (3.82) governam o comporta -

mento dinâmico deste volume de controle. Observa-se que nestas 

expressões os valores de Pĵ  e hĵ  devem ser substituídas pelas 

equações (3.74) e (3.75) respectivamente. 

3.5.3.3 Pleno Superior (FSPL) 

A câmara superior neste modelo é limitada por um 

plano hipotético logo acima do feixe de tubos e pelo corpo do 

gerador, como está esquematizado na figura 3.7. Esta câmara po 

de ser subdividida em três volumes de controle. 

1. Separadores 

2. Volume de água 

3. Volume de vapor 

O volume dos separadores representa o volume de 

controle limitado pelo plano hipotético acima dos tubos em ü e 

pela superfície interna dos separadores. O volume de água é con 

tornado pelo plano hipotético acima dos tubos, pela interface 

água-vapor, pelos separadores e pelo corpo do gerador (veja fî  

gura 3.7). O volume de vapor representa o volume de controle 

limitado pela interface água-vapor, pelos separadores e pela 

carcaça do gerador. A mistura bifásica proveniente da região 

de transferência de calor é transportada para os separadores on 

de o vapor saturado é separado e dirigido para o volume de va­

por, enquanto a água saturada se dirige para o volume de água. 

A água saturada proveniente dos separadores é misturada, no vo 

'̂ b̂ • , ^Pb " ̂ ^b, 
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- Tubos 

Figura 3.7 : Esquema do pleno superior do gerador de vapor mos­

trando as suas subdivisões. 
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^r= Pr^r (3.84) 

A densidade média do fluido pode ser expressa por: 

Como o volume do bloco é fixo, tem-se; 

f e fg 

3.5.3.3.2 Volume de água 

Este volume de controle apresenta para o modelo 4 

um equacionamertto diferente dos outros modelos. 

1) Modelo 4 : 

Balanço de massa. 

\ 

lume de água, com a água de alimentação que entra através do 

anel de distribuição, resultando em liquido ligeiramente sub 

resfriado que desce pelo "downcomer". G vapor proveniente dos 

separadores entra no volume de vapor a uma taxa proporcional 

ao título na saída do feixe de tubos e sai a uma taxa propor 

clonal à demanda elétrica. 

3.5.3.3.1 Separadores 

O volume dos separadores age como uma seção de 

transporte entre a região de transferência de calor e o volu 

me de vapor. O tempo de atraso associado com este volume po­

de ser estimado por um balanço de massa, como se segue: 

¿(M^)= - , (3.83) 

onde. 
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^(M^)= . W^^ - W^ (3.87) 

onde, 

"ra- <1 - ^e^^r 

Substituindo, fica: 

è ( Pa\^a ) = ^ W ^ d - x^) - W^ . (3.89) 

Lvendo a derivada e observando que 

têm-se: 

Desenvolvendo a derivada e observando que é desprezível,ob-

dL 

P a \ -dF = + - ^e^ - ^a ' i ^^-^^^ T 

Balanço de energia. 

¿ ( M , h , ) = Wphp + W^^h. - W^h^ , (3.91) 
d t a a r a f a a ' 

substituindo as expressões (3.88) e notando que ê desprezí­

vel, obtém-se: ^-^""^x 

dh . dL / \ 

Pa^a < ^ a ^ ^ ^-dF)= ^F^F - «r^^ " ^e^^f " ( (3.92) ^ 

As equações (3.90) e (3.92) governam o comportamen 

to dinâmico deste volume de controle no modelo 4. 

2) Modelos 1, 2 e 3; 

O balanço jde massa para este volume nos modelos 1, 

2 e 3 é igual ao do modelo 4, com exceção de que a densidade da 

água subresfriada (p ) é igual ã densidade do líquido subresfri 

ado (Pgyjj) na região subresfriada dos tubos. Portanto, tem-se: 

dL ' 

Psub^a -dF = % - (1 - ^r - "a (^.93) ^ 
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As equações (3.93) e (3.95) descrevem o comporta­

mento do volume de água do pleno superior nos modelos 1, 2 e 3. 

3.5.3.3.3 Volume de Vapor 

O vapor proveniente dos separadores se dirige ao 

volume de vapor que inclui os secadores de vapor, os quais li­

mitam a porcentagem de água presente no vapor que sai do gera­

dor ã 0,25%. A taxa com que o vapor deixa o gerador é determi­

nada pela abertura da válvula de vapor, que por sua vez é aju£ 

tada de acordo com a demanda elétrica. 

Balanço de massa. 

¿ ( M ^ ) = «^^ - « ^ 3 , (3.96, 

onde. 

W_ = x^W^ (3.97) 
rv e r 

Assumindo que o vapor no volume é saturado seco, tem-se: 

V Pg\ (3.98) 

o volume de vapor pode ser relacionado com o n í ­

vel de água pela seguinte relação : 

co:.;;3GAO mc^c:uL D E E N E R G ! A Í J U G L E Â R / S 

i. P. E. N. 

Balanço de energia. 

Neste caso adota-se a aproximação, dh= CdT, assim 

<4 o balanço de energia no volume resulta em: 

^sub á (^a^a) = ^F^sub'^F ^ " ^e^ ^sub'^sat " "a^sub^a í^-^^) 

Substituindo a expressão para e desenvolvendo a derivada,ob-T 
a 

tém-se: 

dT dL X 

Psub\ (^a -dF - "̂ a -dF>= Vf ^ ^r^^ " ^e^'^sat" " a V ^ ^ ' ^ ^ ^ ^ 
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dp^ 

'v dt ^g dt'^cs "a^a' ^e"r "vs 
V„ ^ + A ( V ^ „ - A^L^)= x_W_ - W,_ (3.100) 

que rearranjando fica; 

•^cs - *a^a'^ - V a ^ = ''e^r " "vs ".101) 

A equação acima governa o volume de vapor. Contudo, 

antes que possa ser acoplada âs outras equações do modelo, deve-

se adotar um tratamento para a vazão de saída de vapor (M^g).Es­

ta vazão pode ser tratada como uma condição de contorno, ou re­

lacionada âs outras variáveis do sistema. Neste estudo, assume -

se fluxo crítico na válvula de vapor, dessa forma pode-se rela -

cionar W^^ com o coeficiente da válvula (C^) e com as condições 

do vapor (pressão e volume específico). Desse modo. 

fi. 
Substituindo a equação (3.102) na expressão (3.101), 

obtém-se a equação final para o volume de vapor, /; ^ \ 

(^cs - ^ a ^ a ) ^ - Pg^a "dF = ^e^r " ^ v f Ç \ (3.103));: 

3.5.3.4 "Downcomer" (FSDL) 

O "downcomer" age somente como um tempo de atraso 

entre a saída do volume de água e a entrada da região de trans­

ferência de calor. Ã medida que a seção do "downcomer" tem volu 

me fixo e despreza-se variações na densidade da água subresfria 

da, ou seja, assume-se - O, um balanço de massa neste volu­

me resulta no seguinte: 

= (3.104) 

Substituindo as equações (3.97), (3.98) e (3.99) na 

•4 expressão (3.96) e desenvolvendo a derivada, chega-se ao seguin 

te: 
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Como há a presença de água subresfriada o balanço 

de energia para o modelo 4 será diferente dos outros modelos. 

1) Modelo 4: 

Balanço de energia. 

^ (M^h^)= W^h^ -
^d^d 

(3.105) 

onde. 

^d= ^dPd 

Desprezando-se a derivada de p ^ , tem-se 

dh, 

^dPd -dT = ^ d ^ ^ - ^d) 

2) Modelos 1, 2 e 3 : 

(3.106) 

Balanço de energia. 

Neste caso adota-se a aproximação, dh= CdT, assim tem-se¡ 

^sub é<̂ d̂ d)= "d^sub^^a - "̂ d) (3.107) 

Substituindo a expressão de M^ e diferenciando, obtém-se: 

dT, 

^d^sub -dê = ^dí^a - ^d) V 

3.5.4 Equação de Recirculaçao 

As equações desenvolvidas anteriormente não são 

suficientes para a resolução do problema (vide tabela 4.1), é 

necessário ainda uma equação que forneça uma das vazões no cir­

cuito de circulação natural. O método para a obtenção desta in­

cógnita é aplicar a equação da quantidade de movimento para to­

dos os nós do lado do secundário. 
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Praticamente cada modelo apresenta um enfoque di­

ferente para o balanço de quantidade de movimento, assim nesta 

seção, são apresentadas todas as diferentes maneiras de aplica 

ção desta equação. 

3.5.4.1 Modelo 1 

A maneira mais simples desta equação é considerá-

la no estado estacionário (estática), admitindo-se a hipótese' 

de que as constantes de tempo ligadas aos fenómenos hidráuli­

cos são muito menores do que as constantes de tempo dos fenôme 

nos térmicos. Observando que a perda de carga por atrito e por 

aceleração espacial são proporcionais ao quadrado da vazão, um 

balanço entre estas perdas dinãáímicas e a perda devido à gravi. 

dade fornece a seguinte equação: O ^ p ' ^ ^ ' ^ 

APg = Cd W^^ ^ ' ^-:'^7^''"^ " (3.109) 

onde, APg é a diferença de peso entre as colunas de fluido na 

subida e na descida. 

O peso da coluna de fluido na descida (APg ) con­

siste de duas partes: 

1. líquido siabresfriado na câmara superior; 

2. líquido subresfriado no "downcomer". 

Portanto APg^ pode ser calculado pela seguinte expressão: 

APg^= g ( p^L^ + p^L^) (3.110) 

O peso da coluna de fluido na subida (APg ) consis 

te em: 

1. líquido subresfriado na região dos tubos; 

2. mistura bifásica na região dos tubos; 

3. mistura bifásica dos separadores; 

portanto; 
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Substituindo as equações (3.110) e (3.111) na equa 

ção (3.109) e notando que neste modelo a densidade do líquido 

subresfriado é admitida constante (igual a Pg^jj) , tem-se: _ — 

Cd W, = g ^ ^Psub^^a - ^ d ) - Psub^sub - Pb^b - P r V 
' (3.112) 

Esta equação fornece a vazão W^. Observa-se què^ o 

coeficiente de perda de carga (Cd) é adotado de modo a se obter 

a razão de recirculaçao conhecida pelo projeto do gerador de va 

por. Esta é também a equação de quantidade de movimento no esta 

do estacionário para todos os modelos, com a diferença de que 

no modelo 4 a densidade do líquido subresfriado é diferente pa­

ra cada região do secundário. 

3.5.4.2 Modelos 3 e 4 

A medida que a equação de quantidade de movimento 

utilizada no modelo 2, como será visto, é \ama simplificação da 

equação usada nos modelos 3 e 4, primeiramente será desenvolvi^ 

da a equação mais complexa. 

O procedimento para a obtenção da equação de re -

circulação destes modelos vem a seguir. 

1) Inicialmente é calculado o estado estacionário utili­

zando uma equação semelhante â desenvolvida na seção 

anterior (eq. 3.112), ou seja, assume-se que a perda 

de pressão total no circuito é igual ã diferença de 

peso das colunas de subida e de descida do fluido. 

2) Com o perfil de temperatura e vazão obtidos no esta­

do estacionário calcula-se as seguintes perdas de 

; pressão conhecidas: 

1 a) perda por atrito nas paredes do "downcomer"; 

^d^ V , w p ^ v ^ ^ / - (3.113) AP,^= f 

1 

= g (Psub^sub- P b S - P r V ' (3.111) 
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B= 1,0 + 1,2 E C^) (xj^°'^24^ \ y (3.117) 

'f 

onde, p = pressão (bar) 

onde o fator de atrito (f) é dado pela aproximação de Blasius, 

apresentada por Busch [8] , 

f = 64/Re , para Re < 2.400 
-O 25 (3.114) 

f = 0,316 Re ' para Re i 2.400 

b) perda por atrito paralelo ao feixe de tubos na 

região subresfriada; 

st ^sub st 

onde, f é dado pela equação (3.114). 

c) perda por atrito paralelo ao feixe de tubos da 

mistura bifásica; 

W,2 
AP,, = B f =-2- ; (3.116) 

onde, 

f é dado pela expressão (3.114) 

B = fator bifásico de atrito de Martinelli-Nelson, que se­

gundo Delhaye [14] pode ser correlacionado da seguinte ' 

maneira: 

2 
para G^^ á 950 Kg/m s 

F= 1,36 + 7,2519 x lO'^p + (7,37338 x 10"^- 7,635661 x 

X 10-%) G^^ 

2 ' 
para G^^ > 950 Kg/m s 

F= 1,26 + 5,80152 x lO'^p + (1,613914 x 10^ + 5,507737#) 
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d) perda de pressão nos separadores; 

A perda de carga nos separadores é calculada assu 

mindo um separador de pás radiais que segundo Brandes[6] pode 

ser expressa por; 

onde, 

Ç= coeficiente de perda de carga do separador, igual a, 

onde; 

C^, C2 e são constantes obtidas de modo a ajustar uma 

curva de Ç versus Fr, apresentada por Brandes. 

Fr = número de Froude, dado por, 

(i/>Cos8)^ ^d^ .3 ,20) 
^^-^^Õl? P^2 Agp2 (3.120) 

onde, 1 é o diâmetro médio das bolhas, antes da mistura entrar 

no separador, que no caso em questão Brandes [6] aconselha ado­

tar igual a 2,5 mm. 

Maiores detalhes p^obre o calculo desta perda de 

pressão podem ser obtidos na referência citada. 

e) perdas de carga localizadas; 

A diferença entre as perdas conhecidas, (calcula -

das pelas equações apresentadas anteriormente) e a perda de 

pressão total (APg) é considerada como sendo perdas localizadas. 

Admite-se que todas estas perdas localizadas ocorrem no 

"downcomer", sendo provenientes do seguinte: perdas na placa re 

guiadora de fluxo, perdas na curvatura da base do "downcomer" e 

perdas em outras restrições presentes no "downcomer". Desse mo-
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do, ãs perdas localizadas do estado estacionário sáo dadas por; 

AP^^= APg - AP^^ - AP^^^^ - A P ^ - APgp (3.121) 

Equacionando a quantidade de movimento dessa for­

ma, despreza-se o seguinte: 

- perdas por atrito devido ao fluxo cruzado aos tubos na 

entrada da região dos tubos e na curvatura dos tubos em 

U; 

- perdas nas grades espaçadoras dos tubos; 

- perdas nas expansões e contrações na parte superior da 

região dos tubos; 

- perdas por aceleração. 

As perdas por aceleração não são consideradas, porque 

é um termo desprezível face aos outros termos presentes 

na equação de quantidade de movimento. Segundo Bruens 

[7] , estas perdas contribuem com cerca de 0,1% e 0,7% 

da perda de pressão total em escoamento monofásico e bi 

fásico respectivamente. 

As outras formas de perda de pressão mencionadas acima, 

não são consideradas porque para tanto é necessário o 

conhecimento detalhado do gerador de vapor a ser simula 

do e, isto nem sempre ,é possível. Assim, adotou-se esta 

solução e ã medida que for conhecida a geometria deta -

lhada do gerador a inclusão destas perdas é muito sim -

pies. Note-se que mesmo sem a descrição detalhada de 

tais perdas, a equação de quantidade de movimento é sa­

tisfatória, pois estas não chegam a representar 5% da 

perda de pressão total no gerador e são indiretamente ' 

consideradas no termo de perdas singulares localizadas' 

no "downcomer" (APj^^) . 

3) Foi visto o procedimento para se calcular o perfil de 

- perda de pressão no estado estacionário. Para o tran -

siente a equação de quantidade de movimento deve ser a 

plicada a cada um dos nós do circuito secundário, como 

esquematizado na figura 3 . 8 , fornecendo o seguinte: 
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1. pleno superior "downcomer" ; 

(L, + L ) dW ^ 

- ^ã= —K^ ^ - ^P^d - ^^Ad - ^^Ld . • <3.122) 

2. região subresfriada; 

t 

3. região bifásica dos tubos; 

^sub- ^e= ^ à^^^^^^T-^^- - ^^Ab * ^^Lb (3.124) 

4. separadores ; 

L , W + W 

V V Ä(-V-̂i- ^P^r - ^^sp** (3.125) 

Somando as diversas quedas de pressão ao longo do circuito e 

desprezando-se as perdas singulares fora do "downcomer" ^'^^sub 

e APĵ ĵ ) , tem-se; 

(̂ d * ^a> ^^d ,p ,p ,p ^sub d ,^d - ^sub. 
— -dF - ^^^d - ^^Ad * ^^Ld - A¡7- dt( 2 

^ ^^^sub ^ ^-Asub ^ ̂ á (̂Ĥ)̂  ^-^b - ^^Ab - ̂ é 
W + W 

( - ^ 2 — ^ P ^ r + APgp = 0 (3.126) 

(*) A pressão no nivel de água é admitida igual ã -pressão do va 

por no pleno superior. 

(**) Admite-se P^= P^; na realidade tem-se que P.̂  + gALp^ 

mas sendo AL da ordem de centímetros a densidade do vapor 

pequena em relação ã densidade do líquido, assumir P^ - P 

é razoável. 
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Figura 3.8 Esquema do circuito secundário do gerador para o 

desenvolvimento da equação de quantidade de movi­

mento. 
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Desprezando-se o armazenamento de quantidade de movimiento; fo­

ra do "downcomer", tem-se: 

+ L L^, . dW, 

- ^^Ld - ^^Asub - ^^Ab - ^^sp (3:i27) 

O que permite não considerar o armazenamento de 

quantidade de movimento fora do "downcomer", é o fato de que 

estes termos são desprezíveis em face ao que ocorre no "down -

comer". A área de escoamento do "downcomer" é cerca de 6 vezes 

menor do que a área transversal de escoamento na região dos tu­

bos, portanto, a velocidade de massa do fluido no "downcomer" ' 

será da ordem de 6 vezes maior do que em qualquer outra re -

gião do gerador de vapor. Assim, qualquer perturbação no fluxo 

que ocorra, por exemplo, na região dos tubos resultara em gran­

des variações na quantidade de movimento no "downcomer" devido 

a um efeito multiplicador. Além disso, os termos de armazenamen 

to são em geral desprezíveis, contribuindo segundo Bruens [7] 

com cerca de 0,5% a 0,3% â perda de pressão total nas regiões 

de escoamento monofásico e bifásico respectivamente, no caso de 

uma variação de 10% na velocidade mássica do escoamento a uma 

taxa de 10% por segundo. 

Os vários termos da equação (3.127), são expressos 

por: 

APg^ - APg^^j^ - APg^^ - APg^= APg = g(p^L^ + p^L^ - P^^^^g^b " 

-.Pb^b - Pr^r^ (3.128) 

L, W^2 

»Aa= í 5^ 2 5 ¡ V «3.129, 

onde, p^^ e W^^ são valores do estado estacionario inicial. 
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Nota-se que nas expressões anteriores são utiliza­

das as vazões médias nos volumes de controle, ou seja, a média 

entre a vazão de entrada e a de saída. 

3.5.4.3 Modelo 2 

Como mencionado a equação de quantidade de movimen 

to utilizada neste modelo é uma simplificação da equação desen­

volvida na seção anterior. Considere a equação (3.127), despre-
(dWd) 

zando o termo de armazenamento de quantidade de movimento — 

tem-se que: 

APg¿ - APg^^j^ - APgj^ - APg^ - AP^^ - AP,^^ - AP^^^j^ - A P ^ -

- AP^^ = 0. (3.134) 

Substituindo os diversos termos expressos pelas equações de nú­

mero (3.128) e (3.133), obtém-se: 

„ , \ '"sub > "e'' , ,í '"e "r' ̂  (3.135) 

Considerando que as perdas dinâmicas possam ser representadas 

por uma relação do tipo : 

AP^= Cd^W^ (3.136) 

f' AP = B f ° . g (3 132) 
st "̂ f st 

2 - "r>^ 
^^SP= 8p (3.133) 

sp 
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"̂ 5 2 
* 4 '"e ̂  2W^W^ + w2) ( 3 . 139) 

onde. 

^i Cd 

Agrupando os termos. tem-se: 

^ = " ^ l - 2 . ^ 
2 ''3 

- < u b 4 e 4 

* "d"sub l * "sub"e 
''4 
2 - V r 

^5 
2 ( 3 . 140) 

A expressão acima ( 3 . 1 4 0 ) é a equação de recircula 

ção utilizada no modelo 2 . Observa-se que os coeficientes de 

perda de carga (Cd,) ao longo do gerador de vapor são considera 

dos constantes durante os transientes. Os valores destes coefi­

cientes de perda de pressão são fornecidos com uma porcentagem' 

do coeficiente total, ou seja, fornece-se or r,. 

tem-se que; 

APg= Cd ,w2 . Cd^W^ . Cd3 ^ , . Cd, -^^b^^ ^ , 

+ Cdg — - - ( 3 . 1 3 7 ) 

onde, a soma dos diversos coeficientes de perda de pressão ao 

longo do gerador representa o coeficiente global de perda de 

carga, ou seja; 

Cd= Cd, + Cd2 + Cd^ + Cd, + Cd^ ( 3 . 1 3 8 ) 

Dividindo-se a equação por Cd e desenvolvendo os quadrados, ob­

tém-se: 
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W F = ^ V S - Í ^ V S - ^vso^ - (^ - ^o> / ^CJ 
(3.141) 

onde; 

t^ = tempo de início da perturbação; 

ç = tempo de atraso associado ao sistema de controle; 

= vazão de vapor no estado estacionário inicial. 

3.5.5 Perturbações 

O gerador de vapor é acoplado ao sistema de refri 

geração do reator pela vazão e pela temperatura do fluido pri­

mário, sendo que estas condições determinam a quantidade de e-

energia fornecida ao gerador de vapor. O acoplamento ao ciclo 

da turbina é feito pela vazão de vapor e pelas condições da 

água de alimentação. A vazão de vapor é determinada pela posi­

ção da válvula de vapor,que por sua vez é determinada pela de­

manda elétrica. As condições da água de alimentação (vazão e 

temperatura) são determinadas pela bomba de alimentação, pelos 

pré-aquecedores e pelo sistema de controle. 

Lembrando que o principal objetivo deste trabalho 

é o desenvolvimento do modelo do gerador de vapor, os seguin -

tes parâmetros são considerados como condições de contorno, po 

dendo produzir perturbações: 

1. temperatura da água de entrada do primário; ^ 

2. vazão do fluido primário;'^ 

3. coeficiente da válvula de vapor;^ 

4. temperatura da água de alimentação;^ 

5. vazão de água de alimentação. 

Note-se que todos estes valores dependem de meca­

nismos externos ao gerador de vapor. Deve-se observar também' 

que o sistema de alimentação de água não é incluído, sendo as­

sim, a vazão de alimentação quando não for uma das causas da 

perturbação segue o mesmo valor da vazão de vapor, mas com um 

atraso associado ao sistema de controle. A equação que repre -

senta este atraso é a seguinte : 
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. • * • I 

É previsto pelo modelo uma função polinomial de a 

té 39 grau para cada uma das possíveis perturbações. 

3.6 CALCULO DOS COEFICIENTES DE TRANSFERENCIA DE CALOR 

Nesta seção apresenta-se as correlações e os méto­

dos usados para calcular os coeficientes de transferência de 

calor. Os processos de transferência de calor presentes em um 

gerador de vapor de tubos em U são os seguintes : 

1. Convecção; processos de convecção ocorrem na transfe­

rência de calor do fluido primário para a superfície 

interna dos tubos e da superfície externa dos tubos 

para o líquido subresfriado do secundário. 

2. Condução; calor é transferido radialmente por condu -

ção através das paredes dos tubos. 

3. Ebulição nucleada; este é o principal mecanismo de 

transferência de calor da superfície externa dos tu -

bos para o fluido secundário, estando presente na re­

gião bifásica do lado do circuito secundário. 

3.6.1 Coeficientes de Película 

No lado do circuito primário o calor é transferi­

do pela água a alta pressão, escoando pelo interior dos tubos 

em U, com altos números de Reynolds (cerca de 3,8 x 10^) .A me­

dida que a diferença entre a temperatura média do fluido e a 

temperatura da superfície interna dos tubos é pequena (< 20°C), 

não há necessidade de uma correlação que considere condições de 

filme, como a correlação de Sieder-Tate, apresentada por 

Lienhard [25]. Portanto para o cálculo do coeficiente de pelí­

cula interno aos tubos adotou-se a correlação de Dittus-Boelter 

; apresentada por Lienhard [25], que pode ser escrita da seguin­

te forma: 

h^,j^^= 0,023 ( | ) R e ° ' S r ' ' * (3.142) 

onde, 

(*) Esta correlação é válida somente para escoamento turbulen­

to com Re > 10.000. 
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Para a região de ebulição nucleada foram seleciona 

das as correlações de Chen e Thom, com a finalidade de se estu­

dar a influência de diferentes métodos de cálculo para o coefi­

ciente de película externo aos tubos no comportamento do modelo. 

A correlação proposta por Chen, apresentada por Collier [13] e 

por Fenech [17], assume que a ebulição nucleada na região de sa 

COiVilSSAO NACíO;^:.a DE ENERGIA f ^ U C L E A R / S P 

I. P. E. N. 

Re= número de Reynolds = 

Pr= número de Prandtl = 

O valor do expoente n é admitido 0,3 quando há 

resfriamento do fluido e 0,4 quando o fluido recebe calor. 

O título máximo da mistura bifásica na saída da 

região de troca de calor é limitado em cerca de 0,3 nas condi 

ções de plena carga. Notando que o "dry-out" (secagem da su­

perfície dos tubos) ocorre com títulos mássicos da ordem de 

0,5, somente regiões de pré-aquecimento e de ebulição nuclea­

da são consideradas. 

Na região de pré-aquecimento (região subresfria­

da do lado secundário) nas condições de plena carga o número' 

de Reynolds é da ordem de 10^, justificando, assim, a utiliza 

ção da correlação de Dittus-Boelter, mencionada para o fluido 

primário. Adicionando um fator de correição dado El Wakil[15], 

para o efeito do arranjo de tubos sobre o coeficiente de trars 

ferência de calor, tem-se: 

^cext= ^(ü> Re°'^Pr° (3.143) 

onde, 

c 
C= 0,042 -5 - 0,024, para arranjos quadrados, 1,1 á 

ext 

^ á 1,3 (3.144) 
ext 

o 
C= 0,026 ̂ ^ - 0,006, para arranjos triangulares, 1,1 á 

ext 

^ d ^ ^ 
ext 
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onde a constante C é dada pela equação (3.144) e o parâmetro F 

é uma função do fator de Martinelli (X^^), podendo ser correia 

clonado, segundo Fenech [7] da seguinte maneira: 

F= 1,0 , para X^^ ^ 10 , 

F= 2 , 3 5 + 0 , 2 1 3 °'^36^ p^j.^ < (3.147) 

A contribuição devido â nucleação é expressa por: 
„ 0,79^0,45^ 0,49 

r-K^ Pf -, O 24 O 75 
^ W ' ^ ^ s a t ' S (3.148) 

f f ^f 
hjjy= 0 ,00l22L-õ-^ 07297 Õ 7 2 4 Õ 7 2 4 . 

^ ^ f ^fg Pg 

aplicando Clapeyron, 

turação ocorre devido ã contribuição dos mecanismos de convec 

ção forçada e de nucleação. A correlação de Thom assume que o 

processo de ebulição nucleada ocorre primariamente devido ã 

diferença entre a temperatura da parede e a temperatura de sa 

turação do fluido. 

A correlação proposta por Chen, como mencionado, 

tem contribuições de .uma parcela de convecção e outra de n u ­

cleação, sendo da seguinte forma: 

\b= \ Ü - ( 3 . 1 4 5 ) 

onde, 

h„_= coeficiente de transferência de calor por ebulição 

nucleada; 

hj^y= contribuição devido ã nucleação; 

h^ = contribuição devido ã convecção. 

A contribuição devido ã convecção (h^) é calcula 

da por uma equação modificada da correlação de Dittus-Boelter, 

f G d - X ) Dl^'^ Pr°'^(-^)F , (3.146) 
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(^) = -
h 

(3.149) 

tem-se. 

^ 0,79ç, 0,45 0,49j^ 0,51 0,99 
fg 

0,5,0,29^ 0,24^ 0,75 J 
sat 

sat 
( V g - V ^ ) 

0.75 
S (3.150) 

O parâmetro S é função do número de Reynolds bifá­

sico local (Re2p)/ sendo correlacionado segundo Fenech [17] pe­

la seguinte expressão: 

Re2p= Re^ F^'^S^ - x)D ^1,25 

S = 1 + 0,12(Re2p X lO"^)-"-'^"* 

1 + 0,42(Re2p x 10"^*)°'^^ 

^ -1 

-1 -1 

para Re2p < 32,5x10 

(3.151) 

4 

para 32,5 x 10 < 

á Re2p < 70,0 X 10 (3.152) 

s= 0,1 , para Re2p S 70,0 x 10 

Maiores detalhes sobre o cálculo dos coeficientes 

de transferência de calor utilizando a correlação de Chen po­

dem ser obtidos nas referências [13] e [17]. 

A correlação de Thom, apresentada por Delhaye[14], 

pode ser escrita na seguinte forma: 

h^3= 1,97 X 103(T^ - TgatJ^^'""* (3.153) 

onde. 

T = temperatura da superfície da parede (°C) 
W 

•^sat" temperatura de saturação do fluido (°C) 

P = pressão do fluido (MPa) 

h „= coeficiente de transferência de calor por ebulição nu 
oleada dado em (W/m^ °C) 
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R= R exp 
R. 2 

ln(R_,/R,^,)- i 
ext "'^^ L (Rext^ ~ \nt^^ ' ext'^int'" 2j 

(3.154) 

Nao foi encontrado na literatura nenhum fator de 

correção para possíveis efeitos, devido ã curva dos tubos em U 

sobre o coeficiente de transferencia de calor por ebulição nu­

cleada. Mas ã medida que este coeficiente de película contribui 

pouco para a resistencia térmica total (cérea de 15%) e que, a 

curva dos tubos em U representa somente 16% da ãrea total de 

transferencia de calor, a falta de um fator de correção é con­

siderado de pouca importância. Observa-se que a curva é consi­

derada como sendo parte reta dos tubos. 

3.6.2 Condutância do Metal 

No desenvolvimento de um modelo dinâmico de umtro 

cador de calor geralmente é dada pouca atenção ã simulação das 

paredes dos tubos. Contudo, para uma descrição acurada do com­

portamento termodinâmico dos fluidos é necessário o bom conhe­

cimento dos fluxos de calor nas superfícies interna e externa' 

dos tubos. 

Na maioria dos evaporadores nucleares é a resis -

tência térmica dos tubos que controla o fluxo de calor.Este fa 

to ocorre em razão da grande resistência térmica das paredes de 

metal se comparada com as resistências térmicas dos filmes de 

convecção e de ebulição. Isto só não é verdade quando há pre -

sença de líquido subresfriado no lado do circuito secundário . 

Além disso, os grandes coeficientes de película causam uma pe­

quena diferença entre a temperatura do fluido e a temperatura 

da superfície e como o fluxo de calor é função desta diferença 

de temperatura é clara a necessidade de uma descrição acurada 

das temperaturas na parede. 

O método utilizado para descrever a distribuição' 

de temperatura na parede dos tvibos e a localização radial da 

temperatura média está esquematizado na figura 3.9. 

A aplicação da equação de condução de calor na pa 

rede dos tubos fornece o seguinte: 

1. localização radial da temperatura média; 
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2. resistencia térmica entre a superficie interna dos tu 

bos e o local da temperatura média da parede; 

ln(R/R.„^.) 

\ i n t - ísf̂ înt (3.155) 
m 

3. resistencia térmica entre o local da temperatura mé -

dia e a superficie externa dos tubos; 

\ ext= W (3.156) 
m 

4. resistencia térmica total dos tubos; 

\ K W '3.157) 
m 

3.6.3 Coeficientes Globais de Transferencia de Calor 

Nas equações desenvolvidas no item 3.5 são utiliza 

dos os seguintes coeficientes de transferencia de calor: 

1. coeficiente de transferencia de calor entre a tempera­

tura média do fluido primario e a temperatura média da 

parede dos tubos (U^^), sendo expresso por; 

= E T T - - \ int - ^sint ' (3-158) 
pm c int 

onde,hj, -¡ĵ .̂ é o coeficiente de película interno aos tubos, dado 

pela correlação de Dittus-Boelter. 

2. coeficiente de transferencia de calor entre a tempera­

tura média da parede dos tubos e a temperatura média 

do fluido secundário (U^_), sendo dado por; 

ir- - ÍTTi:" \ e x t - ^ s ext (3-159) 
ms c ext 

onde, hj, gjj^ é o coeficiente de película externo aos tubos, que 

depende do fluido secundário ser subresfriado ou saturado. 

file:///int-
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FLUIDO 
SECUNDARIO 

PAREDE DO 
TUBO 

Figura 3.9 : Esquema dos tubos mostrando o cálculo da resisten­
cia térmica da parede. 
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Em vista das exigências de grande pureza para o 

fluido primário o fator de incrustação para o lado do circuito 

primário (superfície interna dos tubos) po'de ser desprezado. A 

qualidade da água do circuito secundário é pior do que a do 

fluido primário e neste caso o fator de incrustação deve ser 

considerado. Segundo Ahmed [2] e Wolde [34] este fator situa -

se na faixa de 0,0088 a 0,026 m^°C/KW. 

O coeficiente global de transferência de calor é 

a soma de todas as resistências. Baseando-se na área externa 

de troca de calor tem-se: 

A 

ü = h . X ^tm - - ^s int - ^s ext ' ^3.160) 
c int int c ext 

onde, 

^int= ^^int 

W = ^^\nt - 2e) 

Observa-se que a resistência dos tubos de metal 

juntamente com os fatores de incrustação representam cerca de 

52% a 60% da resistência térmica total. 

3.7 PROPRIEDADES FÍSICAS 

Além das equações e das condições de contorno de­

senvolvidas anteriormente são necessárias as equações de esta­

do, para obter-se os valores das propriedades termodinâmicas e 

físicas da água em função das condições de temperatura e pres­

são. As propriedades calculadas são as seguintes: 

1. entalpia do líquido saturado em função da pressão; 

2. entalpia do vapor saturado em função da pressão; 

3. calor latente de vaporização em função da pressão; 

4. volume específico do líquido saturado em função da 

pressão; 

5. volume específico do vapor saturado em função da pre£ 

« são; 
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6. entalpia do líquido subresfriado em função da pressão 

e da temperatura; 

7. temperatura do líquido subresfriado em função da ental^ 

pia e da pressão; 

8. volume específico do líquido subresfriado em função da 

temperatura e da pressão; 

9. pressão de saturação em função da temperatura; 

10. temperatura de saturação em função da pressão; 

11. derivada da entalpia do líquido saturado em função da 

pressão de saturação; 

12. derivada da entalpia do vapor saturado em função da 

pressão de saturação; 

13. derivada do volume específico do líquido saturado em 

função da pressão de saturação; 

14. derivada do volume específico do vapor saturado em fun 

ção da pressão de saturação; 

15. derivada da temperatura do líquido subresfriado em fun 

ção da entalpia; 

16. tensão superficial da água em função da temperatura; 

17. condutividade térmica do líquido saturado em função da 

temperatura; 

18. condutividade térmica do líquido subresfriado em fun -

ção da temperatura e da pressão; 

19. calor específico â pressão constante do líquido em fun 

ção da temperatura; 

20. calor específico â pressão constante do líquido subres 

friado em função da temperatura e da pressão; 

21. viscosidade dinâmica do vapor saturado em função da 

temperatura; 

22. viscosidade dinâmica do líquido saturado em função da 

temperatura; 

23. viscosidade dinâmica do líquido subresfriado em fun -

ção da temperatura e da pressão. 

Somente o modelo 4 utiliza todas estas proprieda -

des, sendo que algumas são usadas apenas nas correlações dos 

coeficientes de transferência de calor. Para o calculo destas 

propriedades, com exceção da tensão superficial, utiliza-se um 
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ajuste por uma função tipo hipérbole, que.dentro das faixas de 

uso apresentam um desvio máximo do valor real de 0,5%. Estas 

correlações estão no apêndice B. 



C A P I T U L O I V 

4 , A N Á L I S E NUMÉRICA 

4.1 INTRODUÇÃO 

As equações do modelo, desenvolvidas no capítulo 

anterior, formam um sistema/de 20 equações e 20 incógnitas.Es­

tas equações podem ser simplificadas de modo a se obter um sis 

tema misto de equações diferenciais ordinárias e equações al­

gébricas não lineares. Devido â grande complexidade deste sis­

tema, que deve ser resolvido juntamente com o cálculo das pro­

priedades, cálculo das condições de contorno, cálculo dos co­

eficientes de transferência de calor e cálculo dos coeficien­

tes de perda de pressão (quando for o caso), um tratamento es­

pecial deve ser dado ã resolução numérica das equações. A efi­

ciência do esquema de resolução das equações em termos de pre­

cisão e tempo de computação estará intimamente ligada aos meto 

dos numéricos utilizados. 

Observa-se que existem dois grandes problemas a se 

rem resolvidos. O primeiro é a obtenção do estado estacionário, 

necessário para inicializar o transiente, e o segundo é a reso 

lução das equações para o prosseguimento do transiente. 

A existência de quatro modelos diferentes não im­

plica em tratamentos numéricos diferentes, pois todos possuem 

basicamente as mesmas equações. As variáveis do modelo e suas 

respectivas equações estão indicadas na tabela 4.1. 

86 
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Tabela 4.1 ; Variáveis e Equações dos Modelos 

Niómero Variável Equação / Tipo 

1 Tp^ eq. 3.8 / EDO 

2 Tp, eq. 3.16 / EDO não linear 

3 .Tp2 eq. 3.26 / EDO não linear 

4 Tp2 eq. 3.34 / EDO não linear 

5 Tp, eq. 3.41 / EDO não linear 

6 T eq. 3.42 / EDO 
ps ^ ' 

7 T ^ eq. 3.48 / EDO não linear 

8 eq. 3.53 / EDO não linear 

9 T ^ eq. 3.55 / EDO não linear 

10 T^, eq. 3.58 / EDO não linear 

11 t modelos 1,2 e 3: eq. 3.73 /EDO não linear 

modelo 4: eq. 3.67 /EDO não linear 

12 T^ modelos 1,2 e 3:eq. 3.1Ò8/EDO não linear 

modelo 4: eq. 3.106/EDO não linear 

13 T modelos 1,2 e 3: eq. 3.95/EDO não linear 

h modelo 4: eq. 3.92/í;D0 não linear 
14 eq. 3.82 / EDO não linear 

15 L , modelos 1,2 e 3: eq. 3.70/EDO não linear 
^ modelo 4: eq. 3^61/EDO não linear 

16 L modelos 1,2 e 3: eq. 3.93/ECO não linear 
3 " 

18 
^sub 

19 W 
e 

20 
^r 

modelo 4: eq. 3.90/EDO nao linear 

17 W, modelo 1: eq. 3.112/algébrica não linear, 
modelo 2: eq. 3.140/algêbrica não linear^ 
modelos 3 e 4: eq. 3.127/í;D0 não linear̂ ^ 

eq. 3.79/algêbrica não linear> 

eq. 3.86/âlgébrica não linear. 

eq. 3.103/algêbrica não linear. 

Obs: a sigla EDO significa - equação diferencial ordinária. 
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4.2 CALCULO DO ESTADO ESTACIONARIO 

Para simular um transiente é necessário primeira­

mente obter o estado estacionário. Para tanto, basta fazer as 

derivadas em relação ao tempo iguais a zero, obtendo-se dessa 

forma, um sistema de equações algébricas não lineares, cuja so 

lução será a condição inicial. O sistema de equações, assim ob 

tido, pode ser simplificado de modo que das 20 incógnitas ne­

cessárias ao transiente, sementé 12 permanecem no estado esta­

cionário. 

Utiliza-se o método de Newton-Raphson para a reso­

lução deste sistema de equações algébricas não lineares. Além 

da iteração do método de Newton-Raphson, existe uma iteração 

externa para o cálculo dos coeficientes de transferencia de ca 

lor. Resolve-se o sistema de equações, em cada iteração do mé­

todo de Newton-Raphson, por eliminação de Gauss com critério 

de máxima pivotação considerando linha e coluna. Este sistema 

de equações se constitue de equações obtidas pela linearização 

das equações originais. Explicações mais detalhadas do método 

de cálculo utilizado se encontram no apêndice C. 

É possível calcular o estado estacionário final 

com as equações utilizadas para o cálculo da condição inicial. 

Assim, pode-se comparar o valor final das variáveis, obtidas 

pela resolução do transiente e o valor final, calculado direta 

mente pelas equações do estado estacionário. Esta comparação 

permite avaliar a precisão dos métodos numéricos de integraçaa 

O cálculo do estado final, sem a utilização das 

equações diferenciais, é realizado alterando-se duas condições 

de contomo, temperatura de entrada do fluido primário no gera 

dor de vapor e pressão (temperatura) de saturação do secundá­

rio. Estes dois valores são obtidos das curvas de operação do 

reator, que seguem algum programa, como por exemplo, temperatu 

ra média do fluido no reator constante para qualquer nível de 

potência, como é considerado neste estudo. As curvas de opera 

ção seguem o esquema da figura 4.1. 



POTENCIA. OPERAÇÃO/POTENCIA NOMINAL POTENCIA OPERAÇÃO/POTENCIA NOMINA 

Figura 4.1 : Esquema das Curvas de Operação de um Reator 

que Segue o Programa de Temperatura 

no Reator Constante. 

Média 

Observa-se que existem falhas no calculo do estado 

final segundo as curvas de operação esquematizado na figura 

4.1. Dessa forma, não se considera a variação do nivel de agua 

no gerador em função da potencia, nem é possível considerar a 

variação dos coeficientes de perda de pressão. Porém o nível 

de água e os coeficientes de perda de carga influenciam somen­

te os valores da vazão no secundario, do comprimento da regi­

ão subresfriada, e do título mássico, sendo que os perfis de 

temperaturas,tanto do primário quanto do secundario não se mo­

dificam. 

4.3 CÁLCULO DO TRANSIENTE 

No cálculo do transiente deve ser resolvido um sis 

tema misto de equações diferenciais e equações algébricas. Es-
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te sistema é obtido a partir das equações desenvolvidas no ca­

pítulo 3 e mencionadas na Tabela 4.1. A forma final das equa 

ções é a seguinte: 

. equações diferenciais, 

onde, y = vetor das variáveis "diferenciais" * 

A = matriz dos coeficientes do sistema diferencial 

B = vetor independente do sistema diferencial; 

. equações algébricas, 

Ci = D + E ^ (4.2) 

onde, z = vetor das variáveis "algébricas" ** 

C = matriz dos coeficientes do sistema algébrico 

D = vetor independente do sistema algébrico 

E = vetor dos coeficientes das derivadas no sistema algé 

brico. 

Nota-se que nos coeficientes das matrizes A e C e 

dos vetores B,D e E aparecem as próprias variáveis. Assim, o 

cálculo das variáveis do vetor y necessita das derivadas (dy/ 

dt), mas para isso precisa-se dos valores atualizados do vetor 

z, que por sua vez são determinados a partir das derivadas 

(dy/dt). Portanto,os sistemas de equações algébricas e diferen 

ciais devem ser resolvidos simultaneamente.O esquema utilizado 

(*) Variável diferencial é definida como uma variável cuja de­

rivada aparece pelo menos uma vez no sistema de equações. 

(**)Variável algébrica é definida como aquela cuja derivada 

não aparece em nenbúm momento. 
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para este cálculo está ilustrado no apêndice C. 

Na resolução do sistema algébrico utiliza-se o mé­

todo iterativo de Gauss-Siedel aplicado a equações não linea­

res. Observa-se que as derivadas presentes no sistema de equa­

ções algébricas (derivada do título (x^) e derivada da tempera­

tura de saturação) funcionam também como uma variável algébri­

ca do vetor z. A distinção entre essas derivadas e as varia -

veis algébricas, apresentada na equação 4.2, é feita somente 

para ressaltar a interdependência entre os sistemas algébrico 

e diferencial. 

O processo de desenvolvimento do modelo resultou, 

no que concerne ao cálculo do sistema de equações diferenciais, 

na escolha de dois métodos numéricos de integração diferentes : 

o método de Runge-Kutta de 49 ordem e o método previsor-corre -

tor de Haming. O método de Runge-Kutta é um método direto e o 

método de Haming é um método indireto e iterativo que deve ser 

inicializado por um método direto. Ambos os métodos apresentam 

o mesmo erro de discretização, da ordem de At^ em cada passo de 

integração. Para um melhor entendimento das características des 

tes métodos numéricos o sistema de equações representado pela 

equação 4.1 pode ser escrito na seguinte forma: 

^ = fl (t, y,, y2 y^^) 

dy2 
^ = f2 (t, y,, y2 y ) (4.3) 

dy 
"̂ t 

- d ^ = ^n^ ^1' ^ 2 ^ n ^ ) 

onde h^ é o número de variáveis diferenciais. 

No método de Runge-Kutta de 49 ordem escolhido uti­

liza-se o seguinte algoritmo para a integração do sistema de e-

quações acima através de um intervalo de tempo. 
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''j.i * I " •'ij (4.6) 

*=2 j = £ 3 + 5 ^ 2 , i ' (4.7) 

^j,i= ''j.i * ? " (4.8) 

K3. = f. (t + | i t , Y ^ , i , Y 2 ^ , Y ; ^ , Í ) ,4.5) 

K,. = £. (t, 4t, Y ^ ' . , Y5'_̂  Y ; ' ^ _ . ) (4.11) 

onde, o índice "i" refere-se ao tempo e o índice "j" â varia -

vel de número j. 

As expressões das equações 4.4 a 4.11 são aplica­

das em paralelo para todas as n.̂  equações em cada instante de 

tempov Deve ser conhecida~a^-condÍTção-iTil~ciai—(if r 7. ) para i n i — 

cializar o método. Maiores detalhes sobre este método sao for­

necidos por Carnahan [9] . 

O método previsor correto de Haming apresenta as 

seguintes equações para a integração do sistema de equações 4.3 

através de um intervalo de tempo. 

. previsão: 

4 , • 
Y- n = Y. . _ + T At 2f . . - f. . T + 2f. . _) 

(4.12) 

C O : ; I : S : ; A O K A C . O . " : A L C E E ^ ^ E R G Í A f ^ u c L E A R / 

L P. E. N. 
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. primeira correção: 

(4.13) 

onde, 

correções seguintes: 

(A.16) 

solução apos cada passo de integração: 

^j,i+l = TlT^yj,i+l,k - yj,i+l,o) ^̂ -̂ ^̂  

yj,i + l ^ yj,i+l,k " ̂ j,i+l ^ - (4.18) 

. o índice "i" refere-se ao tempo, o índice " j " â variãvel de 

número j e o índice "K" â iteração da correção. 

Como no método de Runge-Kutta as expressões acima 

são aplicadas em paralelo para todas as n.̂  equações em cada 

instante de tempo. Como pode-se observar é necessário um método 

direto para realizar a integração através dos três primeiros in 

tervalos de tempo. Utiliza-se o método de Runge-Kutta de 49 or 

dem para inicializar o previsor-corretor. Este tipo de método 

(previsor-corretor) tende a apresentar vantagens em relação 
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a tempo de computação e precisão, mas perde muito em simplici­

dade se comparado com o método de Runge-Kutta. 

VerificouTse que é indispensável um controle do 

passo de integração para se obter todas as vantagens do método 

previsor-corretor. Como os transientes estudados partem de um 

estado estacionário inicial e chegam a outro estado estacioná­

rio final, adotou-se um esquema de somente aumentar o passo de 

integração ao longo do tempo. Dessa forma, inicia-se o transi­

ente com pequenos passos de integração (aumentando, com isso a 

precisão na região onde há maiores pertubaçoes). Maiores deta­

lhes deste método estão no apêndice C. 



C A P I T U L O V 

5 . R E S U L T A D O S 

5.1 INTRODUÇÃO 

Foi simulado um certo número de transientes, utili 

zando o modelo desenvolvido, com a finalidade de investigar o 

comportamento do gerador de vapor frente â diferentes pertuba 

ções, bem como a validade das hipóteses simplificadoras e dos 

métodos numéricos adotados. Na tabela 5.1 apresenta-se um resu 

mo dos transientes simulados. 

Deve-se salientar a grande dificuldade de obtenção 

de resultados experimentais referentes ã operação de geradores 

de vapor de tubos em U, tanto no estado estacionário quanto du 

rante transitórios. Os únicos resultados experimentais encon -

trados, possíveis de serem utilizados, foram os das usinas nu­

cleares KCB unidade 1 de 450 Mw de potência elétrica e Biblis 

A de 1200 Mw de potência elétrica. Porém, no caso do gerador 

de vapor da usina Biblis-A, não havia a disponibilidade de to­

dos os dados geométricos necessários ã simulação. Dessa forma 

os resultados apresentados neste capítulo são baseados princi­

palmente no gerador de vapor da usina KCB xonidade 1, sendo 

que somente um único transiente da usina Biblis-A é discutido. 

5.2 RESULTADOS NUMÉRICOS 

Ã medida que as equações desenvolvidas são resol­

vidas por um computador digital, alguns aspectos da resolu 

ção numérica destas equações, como por exemplo, erros numéri -

cos e intervalo de tempo máximo permitido, tornam-se de gran 

de importância para a compreensão do modelo è para verificação 

de sua confiabilidade. 

Ao se simular os diversos transientes verificou-se 

problemas de instabilidade, cujas causas não foram deteirmina -

das. Observou-se somente que esta instabilidade não estava 
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Tabela 5.1 : Resumo dos Translentes Simulados 

Número do 
Translente 

Tipo de Translente Usina Pertubaçoes Modelo UtiUzado t̂ítodo Numérico Intervalo de 
tenpo (seg.) 

1 
Transiente experlmrai 
tal de redução de po 
tência 

KCB-1 Vazão de vapor 
Vazão da água de 
alimentação 
TejTÇ. de entrada 
do fluido prima­
rio 

1 
2 

P-V / R-K 
R-« 
H-K 
R-K 

0,0125/0,1 
0,1 
0,1 
0,1 

2 
Transiente experiiren 
tal de parada da tur 
bina 0371 desligamento 
do reator 

BibUs-R Vazão <te vapor 
Vazão da água de 
alimentação 
"tenp. de entrada 
do fluido primá­
rio 

\ 
P-V 
P-V 
P-V 
P-V 

0,00625 
0,00625 
0,00625 
0,00625 

3 
Transiente do aumen­
to de potencia de 70% 
para 100% da oondlção 
nanincil, na forma de 
degrau 

KCB-1 Cbeficiente da 
válvula de vapor 
Temp. de entrada 
do fluida prima­
rio 

3 

R-K 

R-K 

R-K 

R-K 

0,05/0,1/0,2 

0,05/0,1/0,2 

0,1/0,2 

0,V0,2 

4 
Translente de redução 
de potencia na forma 
de degrau de 100% pa­
ra 50% da oondlção 
normal 

KC8-1 Cbeficiente da 
válvula de vapor 
Iterap. de entrada 
do fluido prima­
rio 

3 

R-K 
R-K 
R-K 
R-K 

0,1 
0,1 
0,1 
0,1 

5 
Transiente de fechamen 
to da válvula ds vapor 
na forma ds degrau de 
100% aberta para 70% 
aberta 

KCB-1 Oaeficiente da 
val villa de vapor 

3 

R-K / P-V 

R-K 
R-K 

R-K / P-V 

0,1/0,0125 
0,1 

0,1 
0,1/0,0125 

6 
Translente de aumento 
de potência de 40% ga 
ra 100% da condição 
nominal, na forma de 
rampa esn 10 segundas 

KCB-1 ODeficiente da 
válvula de vapor 
'IteiTç. de entrada 
do fluido prima­
rio 

\ R-K / P-V 
R-K / P-V 

R-K 
R-K 

0,1/0,0125 
0,1/0,0125 

0,1 
0,1 

7 
Translente de redução 
da temperatura de en­
trada do fluido prima 
rio na forma de degrau 

KCB-1 Ttemp. áe entrada 
lio fluido primá­
rio 

3 

R-K 
R-K 
R-K 
R-K 

0,2 
0,2 
0,2 
0,2 

en 

observações: 

1) Método Numérico: 

P-V - significa método prevluot-corrotor de Haming 

R-K - significa método de P.ung"-Kutta 

2) O intervalo de tempo indicado qu.indu s p usa o método previsor-corretor, 

é o intervalo de tempo inici.d. 
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diretamente relacionada, nem com o tipo de transiente, nem com 

o intervalo de tempo e nem com o método numérico de integração 

das equações diferenciais. Assim, um transiente muito repen­

tino e de grande amplitude não implica necessariamente em pro­

blemas de instabilidade, bem como um transitório lento e de pe 

quena amplitude não está, a priori, isento de instabilidade.Ve 

rif icou-se~que a partir-de um -certo valor do- incremento de tem 

po (At = 0,2 segundos) a resolução niimérica das equações se 

torna inerentemente instável, porém mesmo com intervalos de 

tempo menores pode ocorrer instabilidade. Contudo estes proble 

mas de instabilidade foram parcialmente contornados ao adotar-

se um critério de convergência pequeno para a resolução do sis 

tema algébrico e para a correção do método previsor-corretor , 

quando utilizado (da ordem de At'' , bem menor do que o erro de 

discretização dos métodos numéricos de integração-para uma boa 

visualização destes critérios de convergência ver o Apêndice C). 

A inconveniência desta solução é um aumento do tempo de compu­

tação necessário ã simulação.Verificou-se também que os proble 

mas de instabilidade são reduzidos ã medida que os modelos se 

tornam mais complexos; assim o modelo mais estável é o modelo 

4 e o menos estável é o modelo 1. Um estudo mais detalhado, en 

volvendo o cálculo dos autovalores das matrizes dos coeficien­

tes dos sistemas diferencial e algébrico, é necessário para se 

determinar com exatidão a razão deste problema. Porém o fato 

dos coeficientes destas matrizes variarem a cada passo de inte 

gração dificulta esta análise. 

Inicialmente pensou-se que a instabilidade era cau 

sada pelo método numérico de integração, pois era utilizado so 

mente o método previsor-corretor de Haming. Em vista deste fa­

to introduziu-se a possibilidade de utilização do método de 

Runge-Kutta durante todo o transiente, porém, os problemas de 

instabilidade continuavam. 

Comparando-se as respostas do modelo obtidas na si 

mulação cora o método de Runge-Kutta com as respostas obtidas 

utilizando-se o método previsor-corretor, verifica-se que são 

exatamente iguais, não apresentando nenhum desvio consideráveL 

Na tabela 5.2 encontra-se uma comparação entre os estados 
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finais de dois transientes distintos simulados com os métodos 

previsor-corretor e Runge-Kutta. Observa-se que os desvios a-

presentados são desprezíveis. Este fato ocorre para todos os 

transitórios simulados com os dois métodos e com qualquer mode 

lo. Além disso, os dois métodos admitem o mesmo intervalo de 

tempo mãximo (0,2 segundos), acima do qual a resolução é ine­

rentemente instável. A única diferença observada na utilização 

de um ou de outro método é no tempo de computação, que é em mé 

dia cerca de 14% menor para o previsor-corretor. 

Como foi visto no capítulo anterior (análise numé­

rica) é possível o cálculo do estado final com as equações do 

estado estacionário com a finalidade de verificar o erro nxamé-

rico realizado no cálculo do transiente. Nas tabelas 5.3 e 5.4 

encontra-se uma comparação entre os valores finais das varia -

veis calculadas pela integração das equações e os valores fi­

nais calculados pelas equações do estado estacionário. Salien­

ta-se que esta comparação ê realizada sem se considerar os va 

lores do nível de água, título mássico, comprimento da região 

subresfriada, e vazão no downcomer, pois o cálculo da condição 

final com as equações do estado estacionário não considera uma 

curva de variação do nível de água em função da potência, nem 

a variação dos coeficientes de perda de pressão com a vazão. 

Deste modo estas variáveis serão diferentes, porém não altera­

rão os valores das outras variáveis, que são funções somente 

da potência. Ê importante lembrar que um gerador de vapor com 

circulação natural pode operar com diferentes níveis de água 

e diferentes razões de recirculaçao a uma mesma potência. 

Analisando as tabelas 5.3 e 5.4 observa-se que os 

erros isão desprezíveis. Lembra-se que em um transiente de 120 

segundos com um intervalo de tempo de 0,1 segundos, utilizando 

se o método de Runge-Kutta, são realizadas cerca de 4800 itera 

ções,;sem contar a resolução do sistema algébrico, envolvendo, 

assim, um número considerável de truncamentos. Este resultado 

é importantíssimo, pois fornece a confiabilidade necessária 

aos esquemas de resolução das equações do transiente. 
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5.3 COMPARAÇÃO COM RESULTADOS EXPERIMENTAIS 

A comparação com resultados experimentais é reali­

zada somente com o modelo mais complexo (modelo 4). Posterior­

mente, as respostas dos modelos mais simples são comparadas 

com as do modelo 4 com afinalidade de analisar a . influência 

das diversas simplificações. 

A verificação do modelo desenvolvido foi realizada 

pela comparação de seus resultados com resultados de testes ex 

perimentais, realizados durante o comissionamento das usinas 

nucleares KCB unidade 1 e Biblis-A. Limitações na instrumenta­

ção do gerador de vapor e na precisão dos dados experimentais, 

disponíveis somente na forma de gráficos, prejudicam uma me­

lhor verificação, somente as formas e tendências das curvas po 

dem ser comparadas. 

Os valores experimentais, da temperatura de entra­

da e da vazão mássica do fluido primário, da temperatura e va­

zão da água de alimentação e da vazão de vapor, são usados pa­

ra introduzir a pertubação. A pressão no pleno superior, ou 

pressão de saturação do secundário, e o nível de água no gera­

dor se constituem nos valores de saída utilizados para a veri­

ficação do modelo, através da comparação com os respectivos da 

dos experimentais. Note-se que não existia um valor experimen­

tal para a temperatura de entrada do fluido primário no gera­

dor de vapor. Para o cado de Biblis-A este problema foi resol­

vido pela utilização de resultados da simulação da usina pelo 

código ALMOD, apresentados em trabalho publicado por Hoeld[19]. 

Para o gerador de vapor da usina KCB-1 esta temperatura foi ob 

tida a partir dos dados experimentais'da potência do reator e 

da temperatura média do refrigerante no reator, como menciona 

Bruens [7] . 

5.3.1 Gerador de Vapor da Usina: KCB-1 

Estado Estacionario; 

Na tabela 5.5 estão presentes os parâmetros de 
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operação na condição nominal de operação e os valores resultan 

tes do calculo do estado estacionario-pelo modelo 4, utilizan­

do-se as correlações de Chen e Thom para o cálculo dos coefici 

entes de transferência de calor por ebulição nucleada. 

Os desvios apresentados no cálculo do estado esta-

cionário.-variam consideravelmente dependendo da variável consi 

derada e da correlação de transferência" de calor para ebulição 

nucleada utilizada. Observa-se que alguns dos parâmetros opera 

cionais apresentados não são possíveis de serem medidos direta 

mente, como, título mássico e coeficiente global de transferên 

cia de calor. A fonte mais confiável de comparação é a tempera 

tura de saída do fluido primário e observa-se que esta variá­

vel é a que apresenta o menor desvio. 

O estado estacionario calculado utilizando-se a 

correlação de Chen apresenta desvios maiores do que o calcula­

do utilizando-se a correlação de Thom. Isto decorre do fato de 

que a correlação de Chen tende a subestimar os valores dos coe 

ficientes de transferência de calor. Dessa forma todos os 

transientes apresentados foram simulados utilizando-se a corre 

lação de Thom. 

Uma análise dos desvios de cada uma das .diversas 

variáveis não tem sentido â medida que são decorrentes de di­

versos fatores, tais como, simplificações do modelo, erros ine 

rentes das correlações que fornecem os coeficientes de transfe 

rência de calor e erros nos dados geométricos, (impossívies de 

serem avaliados exatamente). Observa-se simplesmente, que os 

valores calculados apresentam desvios insignificantes. 

Transiente: 

Dos transientes medidos durante o período de comis 

sionamento da usina KCB unidade 1 foi selecionado, para a veri 

ficaçao do modelo, um transiente que se constitue em uma redu­

ção de potência de 100% para 42% da potência nominal. Os resul 

tados desta simulação são comparados com os resultados experi­

mentais e com os resultados do modelo desenvolvido por Bruens 

[7] . 
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Valor Calculado 
Ihcan) 

Valor Calculado 
(Chen) 

Parâmetro Valor 
Operacional 

Valor Desvio (%) Valor Desvio (%) 

Número de 
circuitos 

2 

Potência 
elétrica da 
usina (Mií/) 

450 

Potência 
térmica por 
circuito 

682,8 683,375 0,085 659,050 3,5 

Pressão do 
fluido pri 
mário (bar) 

155 

Vazão do f Ivii 
dD primário 
(Kg/s) 

5.000 

Terrp. de en­
trada no rea 
tor (9C) 

290,5 290,480 0,007 291,442 0,3 

T&aip. de saí 
da do reator 
(9C) 

315,5 

Pressão do 
vapor (bar) 

58,8 58,6 0,34 58,6 0,34 

Vazão de va­
por (Kg/s) 

369,17 361,15 2,1 348,15 5,7 

Terrç). da ã-
gua de ali­
mentação (ÇC) 

210 

Tenp. do va­
por (9C) 

274,2 
-

ODef. glcbal 
de transf.de 
calor (W/m̂ çc) 

6.573,3 6.536,1 0,6 6.104,5 7,1 

Título mássi 
C O 

0,25 0,257 2,8 0,245 2,:o 

Observação: os parâmetros que não aparecem nas colunas de 

valores calculados são dados de entrada. 

Parâmetros de Operação do Gerador de 

Vapor da Usina KCB-1 

http://transf.de
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Este transiente ê caracterizado por uma rápida re­

dução da potencia térmica do reator de 100% para 46% da poten­

cia nominal, seguida por um pequeno aumento para 55% devido a 

ação dos sistemas de controle. Âpõs este ligeiro aumento a po­

tencia é novamente reduzida atingindo 42%. Paralelamente a es­

tas ações as válvulas de vapor são parcialmente fechadas e as 

válvulas'de desvio para o condensador são abertasv A vazão ~ de 

agua de alimentação é reduzida por ações do sistema de contro­

le do nivel de água. Dessa forma, as pertubaçoes são introduzi 

das pela vazão de salda de vapor, pela vazão de água de alimen 

tação e pela temperatura de entrada do fluido primario no gera 

dor, note-se que estes valores são dados experimentais. A va­

zão do fluido primario e a temperatura da água de alimentação 

permanecem constantes durante o transiente. 

As pertubaçoes, os resultados experimentais e os 

resultados da simulação pelo modelo 4 e pelo modelo de Bruens 

[7] estão apresentados na figura 5.1. Observa-se que nas figu­

ras 5.1.b e 5.1.c, a temperatura de salda do fluido primário 

e a pressão de saturação, calculadas pelo modelo de Bruens [7] 

não estão presentes; isto se deve ao fato de que estas respos­

tas são praticamente idênticas ãs do modelo 4, sendo portanto 

desnecessária a sua repetição. 

Inicialmente é realizada uma análise do transito 

rio, para explicar o comportamento das diversas variáveis. Pa­

ra isso são. usados basicamente os resultados experimentais.Po£ 

teriormente comparam-se os resultados do modelo 4 com as res­

postas experimentais e com os resultados do modelo de Bruens 

[7]. 

A pressão de saturação e a temperatura de saída do 

fluido primário sabem de acordo com o programado pelas curvas 

de operação do reator. Observa-se que não se conhece exatamen­

te as curvas de operação deste reator, porém pelos resultados 

experimentais pode-se concluir que estas curvas são semelhan -

tes ãs curvas presentes na figura 4.1. 

O comprimento da região subresfriada (figura 5.1 . S 

é um resultado do modelo 4, sendo que foi apresentado somente 
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para ajudar a compreensão e análise do transiente. Mesmo não 

se tendo condições de avaliá-lo experimentalmente, o comporta­

mento real desta variável certamente seguirá as mesmas tendên­

cias. Este comprimento apresenta inicialmente um grande aumen­

to em razão do corte da vazão da água de alimentação não se­

guir de perto o corte na vazão de vapor. Dessa forma, este au­

mento inicial ê a maneira-encontrada-pelo sistema para acumu --

lar a diferença entre a quantidade de massa que entra na re­

gião dos tubos e a que saí na forma de vapor. Posteriormente , 

este comprimento tende a sofrer uma ligeira diminuição, se si­

tuando no final, em valores maiores do que o inicial devido ao 

aumento da temperatura de saturação, que implica na necessida­

de de uma maior quantidade de energia para o fluido atingir a 

saturação.. 

A análise do comportamento do nível de água (figu­

ra 5.1. d) ê dificultada pela discrepância entre as medidas ex­

perimentais dos detetores de pequeno e de grande intervalo. Se 

gundo Bruens esta diferença é causada por um intervalo de medi 

das limitado, no caso do detetor de pequeno intervalo; a efei­

tos locais perto da junção do medidor de pressão diferencial 

na base do "downcomer" e â presença da placa reguladora de flu 

xo no "downcomer", no caso do detetor de grande intervalo. O 

nível de água no final apresenta um valor menor do que no iní­

cio do transiente em razão da contração do fluido secundário 

presente no gerador, que por sua vez é provocada pelo aumento 

da pressão e pela menor formação de vapor. Note-se que o desa­

coplamento entre a vazão da água de alimentação e a vazão de 

vapor não é suficiente para manter o nível de água em valores 

próximos do seu valor inicial. 

A vazão no "downcomer" (figura 5.1.e) é outra va­

riável que não possui uma medida experimental, portanto somen­

te as tendências gerais podem ser analisadas. Esta vazão apre­

senta nos instantes iniciais um ligeiro aumento para manter 

as perdas de pressão dinâmica iguais ã diferença de peso das 

colunas de fluido somada aos termos de acúmulo de quantidade 

de movimento, pois as vazões do secundário na região dos tu­

bos e nos separadores sofrem diminuições bruscas com o corte 
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repentino da vazão de vapor. No restante do transiente, - esta 

vazão apresenta diminuições devido ã redução da diferença de 

pressão hidrostática, que por sua vez é provocada pela contra­

ção do fluido e pela diminuição do nível de agua. 

Note-se que as pequenas oscilações, presentes nas 

respostas da simulação das diversas variáveis, são ocasionadas 

por oscilações presentes nas pertubaçoes. Neste transitório 

não se atinge um estado estacionário final em razão da dificul 

dade de controle de um reator em um tempo de 100 segundos. 

Apresenta-se na figura S.l.g a variação da potên­

cia fornecida pelo fluido primário no gerador de vapor e a po­

tência retirada pelo secundário. Note-se que a potência forne­

cida pelo primário no gerador é superior ã potência fornecida 

pelo reator, pois em um transiente de redução de potência ocor 

re uma diminuição da energia acumulada no reator, principalmen 

te no combustível; sendo que esta variação de energia é trans­

ferida em parte para o gerador de vapor. Observa-se que a po­

tência retirada pelo secundário é sempre menor que a fornecida 

pelo primário, resultando assim em acumulo de energia no gera­

dor de vapor. A energia acumulada no gerador pode ser obtida 

pela integração destas curvas de potência. 

Os resultados mostram que a pressão do secundário 

é prevista muito bem pelo modelo, exceto durante os primeiros 

segundos do transiente. Esta falha pode ser atribuída ã utili­

zação de condições de contorno incorretas decorrentes da impre 

cisão dos dados experimentais. Uma boa indicação deste fato é 

a resposta do modelo de Bruens [7] seguir o mesmo resultado.Os 

desvios subsequentes estão dentro de uma margem de 4% de erro. 

A resposta do nível de água mostra uma concordân­

cia excelente com as medidas do detetor de pequeno intervalo 

durante os segundos iniciais do transiente. No restante do 

transitório a resposta da simulação permanece dentro de um in­

tervalo compreendido entre as medidas dos detetores de pequeno 

e de grande intervalo, seguindo a mesma tendência. Não foi pos 

sível achar nenhuma explicação para esta discrepância exceto 

â sua atribuição aos limites de precisão das medidas dos senso 
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res de nível durante grandes transientes. 

Na figura S.l.e é apresentada uma comparação entre 

a vazão no "downcomer" calculada pelo modelo 4 e a calculada 

pelo modelo de Bruens [7] . Observa-se que a vazão calculada 

por Bruens tende a apresentar valores menores. Esta fato é cau 

sado por simplificações feitas por Bruens na equação da quanti 

dade de movimento, como por exemplo, a não consideração do ter 

mo de acumulo de quantidade de movimento. Estas simplificações 

são provavelmente as causadoras das discrepâncias na resposta 

do nivel de agua do modelo de Bruens. 

5.3.2 Gerador de Vapor da Usina Biblis-A 

Estado Estacionario; 

A tabela 5.6 apresenta os parâmetros de funciona -

mento e os resultados do cálculo do estado estacionario pelo 

modelo 4 utilizando a correlação de Thom. Os erros apresenta -

dos no cálculo do estado estacionário deste gerador de vapor 

são, no geral, maiores do que os desvios apresentados no cálcu 

lo do estado estacionário do gerador da usina KCB-1. Isto é 

decorrência do desconhecimento de alguns parâmetros geométri 

cos do gerador da usina Biblis-A, que desta forma tiverem que 

ser avaliados, mas mesmo assim, os desvios são aceitáveis. 

A análise dos desvios neste caso é idêntica ã rea­

lizada na seção anterior para o gerador de vapor da usina KCB-

1, sendo portanto desnecessária sua repetição. 

Transiente: 

Dos transientes medidos durante o período de comis 

sionamento da usina Biblis-A foi selecionado para a verifica­

ção do modelo um transiente de grande amplitude, que se cons­

titue em uma parada da turbina com desligamento do reator. Os 

resultados da simulação deste transitório são comparados com 

resultados experimentais e com os resultados do código UTSG, 

desenvolvido por Hoeld [19] . 
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Tabela 5.6 : Parâmetro de Operação do Gerador da 

Usina Biblis-A 

Parâmetro Valor Operacional Valor Calculado tesvio (%) 

Número de 
circuitos 

4 

Potência 
elétrica 
da usina (Miv) 

1.200 

Potência 
térmica 
por circuito 885 853,4 3,6 

Pressão do 
fluido (bar) 

154 

Vazão de fluido 
primário (Kg/s) 

5.250 

Tenp. de entra­
da no reator (90) 

282,5 281,7 0,3 

Terrp. de saída 
do reator (9C) 

312,5 

Pressão do va­
por (bair) 

52 52,1 0,2 

Vazão de v^xDr 
(Kg/s) 

464 446,2 3,8 

Tenp. da água 
de alimentação 
(9C) 

207 

Teirp. do vapor 
(9C) 

266,5 

Cbef. global 
de transf. de 
calor (M/in29C) 

6.065,8 6.006,4 1,0 

Título mássioo 0,25 0,249 0,4 

Observação; os parâmetros que não aparecem na coluna de va­

lores calculados são dados de entrada. 
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Este transiente é caracterizado por.um rápido fe­

chamento das válvulas de vapor e uma rápida abertura das válvu 

las de desvio para ó condensador. A vazão da agua de alimenta­

ção i reduzida por ações do sistema de controle de nivel do ge 

rador. Como consequência do desligamento do reator, que se se­

gue logo após a parada da turbina, a temperatura de entrada do 

fluido primário no gerador de vapor diminue. As pertubaçoes são 

introduzidas pela vazão de vapor, pela vazão da água de ali­

mentação e pela temperatura de entrada do fluido primario. A 

vazão do fluido primário e a temperatura da água de alimenta -

ção permanecem constantes. As pertubaçoes, os resultados expe­

rimentais e os resultados da simulação pelo modelo desenvolvi­

do e pelo código UTSG estão na figura 5.2. 

Da mesma forma que foi feito para o transiente ex­

perimental do gerador de vapor da usina KCB-1, primeiramente 

realiza-se uma análise do transiente para depois serem feitas 

as comparações. 

A pressão de saturação (figura 5.2.c) sofre um au­

mento brusco atê cerca de 5 segundos do inicio do transiente . 

Isto ocorre em razão do corte da vazão de vapor, que implica 

na não retirada da energia fornecida pelo primário ao secundá­

rio, sendo que esta energia ê armazenada no fluido secundário 

na forma de aumento de pressão. Logo após este salto repentino 

da pressão ocorre a abertura das válvulas de desvio para os 

condensadores, descarregando vapor e aliviando, assim, a pres 

são. No restante do transiente a.pressão aumenta mais vagarosa 

mente em razão da menor transferência de calor do primário pa­

ra o secundário, que por^sua vez é provocada pelo desligamento 

do reator e pelo aumento da temperatura do fluido secundário. 

A temperatura de saída do fluido primário (figura-

5.2.a) apresenta inicialmente um aumento, que ocorre em razão 

do aumento da temperatura do fluido secundário ser sentida pe­

la perna fria do primário antes de chegar a informação de redu 

ção da temperatura de entrada do fluido primário. Após um tem­

po de trânsito suficiente para que a pertubação na temperatura 

de entrada seja sentida por todo o fluido primário presente no 
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gerador de vapor, a temperatura de salda diminui seguindo a re 

dução da temperatura de entrada. 

O comprimento da região subresfriada (figura 5.2.f) 

aumenta em razão de dois fatores: o primeiro é o acumulo de 

massa na região subresfriada, sendo que esta massa é provenien 

te do desbalanceamento entre a vazão de saída de vapor e a va­

zão da agua de alimentação; o segundo é o aumento da temperatu 

ra de saturação, que ocasiona a necessidade de uma maior quan­

tidade de energia para que o fluido atinja a saturação. 

O nivel de água no "downcomer" (figura 5.2.d) ten-

de a diminuir em razão da contração do fluido secundário, que 

por sua vez é provocada pelo aumento da pressão e pela diminui 

ção de formação de bolhas. O grande desacoplamento entre a va­

zão de vapor e a vazão da água de alimentação exerce pouca in­

fluencia no nível, sendo que esta influencia age em sentido o-

posto ã da contração do fluido. 

Observa-se que segundo as respostas do modelo 4,fe 

nômenos de condensação devem começar a acontecer cerca de 15 

segundos do inicio do transiente. Porém, a temperatura de satu 

ração do fluido secundario prevista pelo modelo 4 é maior do 

que a medida experimentalmente, sendo assim é difícil avaliar 

exatamente se ocorrem ou nãó fenômenos de condensação do flui­

do secundário. Note-se ainda que somente as formas e tendênci­

as das curvas previstas pelo modelo 4 podem ser avaliadas, 

pois como mencionado, não de dispunha de todos os dados geomé­

tricos do gerador de vapor da usina Biblis-A. 

Os resultados mostram que a pressão de saturação 

do secundário é melhor prevista pelo código UTSG do que pelo 

modelo desenvolvido. Porém os dois modelos prevêm uma pressão 

maior do que a experimental devido, provavelmente, ã omissão 

dos fenômenos de condensação e ã não consideração de armazena­

gem de calor na complexa estrutura do gerador. Imprecisões nas 

medidas da pressão do vapor podem também^ter contribuído para 

as diferenças. 

Em contraste com a resposta de pressão, os resulta 
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dos mostram que o nível de água no "downcomer" é melhor previs 

to pelo modelo desenvolvido, pelo menos até cerca de 15 segun­

dos do inicio do transiente, do que pelo código UTSG. Após 15 

segundos o nivel de água previsto pelo modelo apresenta valo­

res menores do que o experimental, em razão da não considera­

ção dos fenômenos de condensação e do acúmulo de quantidade de 

movimento fora do "downcomer". -

A resposta da temperatura de saída dó fluido prima 

rio prevista pelo modelo 4 apresenta valores maiores do que a 

prevista pelo código UTSG. Isso é decorrência de um menor ni­

vel de potência causado por pressões maiores e consequentemen­

te temperatura de saturação maior na seção de transferência de 

calor. Esta é também a razão porque o modelo desenvolvido apre 

senta valores maiores para o comprimento da região s\±)resfria­

da, pois quanto maior a pressão de saturação maior a quantida­

de de calor necessária para se atingir o ponto de saturação. 

Inicialmente a vazão calculada pelo modelo 4 apre­

senta valores maiores do que a calculada pelo código UTSG em 

razão da consideração de perda de pressão em todo o circuito 

de circulação natural, (o código UTSG admite que toda a queda 

de pressão está concentrada no "downcomer"). O corte repentino 

da vazão de vapor provoca diminuições bruscas do fator bifási­

co de atrito, o que por sua vez, implica em xima redução da per 

da de pressão no circuito de circulação natural, ocasionando , 

assim, um aumento da vazão. O maior comprimento da região sub­

resfriada é também uma consequência direta do aumento da vazão 

de circulação. A menor vazão no "downcomer" no final do tran­

siente é consequência de uma menor diferença de pressão hidros 

tática devido a um menor nivel de água e a um maior comprimen­

to da região subresfriada. 

O transiente foi interrompido aos 30 segundos por­

que neste instante a região dos tuboá em U está completamente 

tomada por água subresfriada e o modelo desenvolvido não prevê 

esta possibilidade. 
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5.4 COMPARAÇÃO DOS MODELOS 1,2,3 e 4 

A comparação dos modelos desenvolvidos tem por fi 

nalidade verificar a influência das hipóteses simplificadoras, 

presentes nos modelos 1,2 e 3, no comportamento dinâmico do 

sistema. Assim, após esta comparação, será possível saber se 

as complexidades, introduzidas gradualmente, trazem algum bene 

fício para a precisão do modelo ou, se são mascaradas pela téc 

nica de modelagem. 

Para realizar esta comparação utilizou-se os tran­

sientes de números 2,4 e 6, apresentados na tabela 5.1. Porém, 

antes de se comparar as respostas dos modelos realiza-se uma a 

nâlise dos transientes de números 4 e 6. Observa-se que a aná­

lise do transiente número 2 (transiente experimental de parada 

da turbina, realizado com o reator Biblis-A), foi realizada na 

seção 5.3.2. 

As respostas dos modelos na simulação do transien­

te número 2 estão presentes na figura 5.3. Note-se que as per­

tubaçoes causadoras deste transitório foram apresentadas na se 

ção 5.3.2, figuras 5.2.ae5.2.b. 

Transiente 4; Redução de potência de 100% da condição nomi 

nal de operação para 50%, na forma de degrau. 

As pertubaçoes para este transiente são ó fechamen 

to da válvula de vapor e a redução da temperatura de entrada 

do fluido primário, ambas na forma de degrau. Na realidade a 

redução da temperatura de entrada do fluido primário no gera­

dor deveria ocorrer com um certo atraso, após o fechamento da 

válvula de vapor e não na forma de degrau, devido â inércia do 

reator. Porém, foi feito desta maneira porque é um transitório 

teórico realizado somente com a finalidade de comparação dos 

modelos. 

Estas pertubaçoes e as respostas dos modelos desen 

volvidos estão na figura 5.4. A pressão de saturação (figura 

5.4.C) e a temperatura de saída (figura 5.4.d) do fluido prima 

rio aumentam de acordo com o programado pelas curvas de opera-
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ção do reator, semelhantes âs apresentadas na figura 4.̂ 1. 

A vazão de saída de vapor (figura 5.4.e)sofre ini­

cialmente uma queda brusca devido ao fechamento da válvula de 

vapor na fôrma de degrau. Posteriormente, â medida que as con­

dições do vapor presente no pleno superior se alteram ( volume 

específico e pressão) a vazão de vapor se estabiliza na sua 

nova condição. 

O comprimento da região subresfriada (figura 5.4.f) 

sofre um rápido aumento inicial em razao do corte repentino da 

vazão de vapor. Este aumento inicial é a maneira encontrada 

pelo sistema para armazenar a diferença entre a quantidade de 

massa que entra na região dos t\ibos e a que saí na forma de va 

por, pois a vazão no secundário demora para se ajustar na nova 

condição. Posteriormente, â medida que o lado secundário do ge 

rador se ajusta âs novas condições, o comprimento da região 

subresfriada tende a diminuir ligeiramente, se situando no fi 

nal em um valor superior ao inicial. O valor final é maior do 

que o inicial em razão do aumento da temperatura de saturação, 

que implica na necessidade de uma maior quantidade de energia 

para o fluido atingir a saturação. 

A razão de recirculaçao (figura 5.4.g) sofre inci-

almente uma queda repentina devido a uma maior taxa de forma^ 

ção de vapor nos instantes iniciais do transiente. Este aumen­

to inicial na geração de vapor ocorre em razão de ser necessá­

rio um tempo para que todo o fluido primário presente no gera­

dor de vapor sinta a redução da temperatura de entrada. A medi 

da que o fluido primário sente a variação de temperatura, a 

potência transferida pelo primário ao secundário, diminui, pro­

vocando, assim, xima redução da geração de vapor e consequente­

mente um aumento da razão de recirculaçao. 

O nível de água (figura 5.4.h) no final do transi-

ente apresenta um valor menor do que no inicio devido â contra 

ção do fluido secundário presente no gerador de ivapor. Contudo, 

nos instantes iniciais, tende a sofrer reduções maiores em vir 

tude da diminuição inicial da razão de recirculaçao. Observa -

se que a vazão da água de alimentação ê mantida igual â vazão 
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de saída de vapor a inenos de um atraso associado ao sistema de 

^ controle. Este atraso segue uma função exponencial (equação 

3.141), dessa forma ao redor de 6 segundos do inicio do transi 

ente, a vazão de alimentação é praticamente igual a vazão de 

vapor, pois adotou-se uma conotante de tempo (ç ) de 2 segun -
c 

dos. 

A resposta da vazão no "downcomer", (figura 5.4.1) 

fornecida pelos modelos 2,3 e 4, apresenta um alimento brusco 

nos instantes iniciais do transiente para manter as perdas de 

pressão dinâmica iguais a diferença de peso das colunas de 

fluido somada aos termos de acúmulo de quantidade de movimento, 

pois as vazões na região dos tubos e nos separadores sofrem re 

duções repentinas provocadas pelo corte da vazão de saída de 

vapor. No restante do transiente esta vazão apresenta o mesmo 

aspecto para todos os modelos, apresentando uma redução brusca 

devido ã diminuição inicial do nível de água e ao aumento re­

pentino do comprimento da região subresfriada. Em seguida, a 

vazão se estabiliza em um novo valor, menor do que o inicial , 

em razão da menor diferença de peso das colunas de fluido. 

Na figura 5.4.j apresenta-se a variação da potên -

cia fornecida pelo fluido primário e a potência retirada pelo 

fluido secundário, fornecidas pelo modelo 4. A apresentação 

destas variáveis tem somente a finalidade de ajudar a visuali­

zar o transiente. Note-se que a potência fornecida pelo primá­

rio durante o transiente ê maior do que a potência retirada pe 

Io secundário. Esta diferença de potência é acumulada no gera­

dor de vapor, provocando o aumento da temperatura média do 

fluido secundário. Observa-se que o fluido primário não armaze 

na energia, pois no final do transiente a sua temperatura mé­

dia é igual â inicial. 

Transiente 6; Aiamento de potência de 40% da condição nomi 

nal de operação para 100%, na forma de ram­

pa em 10 segundos. 

As pertubaçoes que introduzem este transitório são 

a abertura da válvula de vapor e o aumento da temperatura de 
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entrada do fluido primário, ambas em forma de uma rampa de 10 

segundos. Estas pertubaçoes e as respostas dos diversos mode­

los estão na figura 5.5. 

A pressão de saturação do secundário(figura 5.5.c) 

e a temperatura de saída do fluido primário (figura 5.5.d) di­

minuem de acordo com o programado pelas curvas de operação do 

reator, semelhantes ãs apresentadas na figura 4.1. Observa-se 

que a temperatura de saída começa a diminuir com um certo atra 

so em relação ao início das pertubaçoes, provocada pelo tempo 

necessário para que todo o fluido primário presente no gerador 

de vapor sinta a variação das condições de temperatura. 

No início do transiente o comprimento da região 

subresfriada (figura 5.5.e) diminue seguindo a abertura da vál 

vula de vapor. Neste transiente acontece o inverso do que ocor 

re no transiente de redução de potência, ou seja, uma demanda 

de vapor maior do que o sistema tem instantaneamente capacida­

de de fornecer; dessa forma ocorre \ima retirada momentânea de 

massa do sistema que se traduz na redução do comprimento da re 

gião subresfriada. Posteriormente, ã medida que o gerador de 

vapor se ajusta na nova condição, este comprimento tende a au­

mentar, se situando no final em um valor menor do que o inici­

al, devido â diminuição da temperatura de saturação, que impll^ 

ca era vima menor necessidade de energia para o fluido secundá­

rio atingir a saturação. 

A vazão de saída de vapor (figura 5.5.f) aumenta 

seguindo a abertura progressiva da válvula de vapor. Após o 

termino da pertubação esta vazão sofre uma ligeira diminuição 

devido ao ajuste das condições do vapor â nova situação, esta-

bilizando-se em um valor final maior do que o inicial. 

O nível de água (figura 5.5.g) no final do transi­

ente apresenta um valor maior do que o inicial em razão da ex­

pansão do fluido secundário, provocada pela diminuição da pres 

são e pela maior formação de bolhas. Logo após a cessação das 

pertubaçoes, o nível apresenta um valor maior do que o valor 

final, em decorrência de acumulo de massa na câmara superior, 

provocado pelo maior retomo de água (a razão de recirculaçao 
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aumenta nos instantes iniciais). Posteriormente esta massa 

de líquido acumulada no pleno superior é redistribuida, sendo 

que este fato pode ser observado pelo aumento da região subres 

friada após a parada das pertubaçoes. 

A razão de recirculaçao (figura 5.5.h) aumenta nos 

instantes iniciais do transiente em razão do aumento da vazão 

de líquido na região dos tubos. O aumento da vazão de líquido 

sem o correspondente aumento da vazão de vapor é decorrência 

da abertura da válvula de vapor sem um aumento significativo 

na formação de vapor. A geração de vapor somente aumenta após 

o fluido primário presente no gerador de vapor sentir o aumen­

to da temperatura de entrada. Posteriormente, a razão de recir 

culação diminue traduzindo a maior formação de bolhas. 

A resposta da vazão no "downcomer" (figura 5.5.i), 

dos modelos 2,3 e 4 apresenta inicialmente uma ligeira redução 

para manter as perdas de pressão dinámicas iguais ã diferença 

de peso das colunas de fluido, pois como foi visto, ocorre um 

aumento inicial da vazão na região dos tubos. Posteriormente o 

comportamento desta vazão é controlado pela variação do nível 

de água, sofrendo um aumento até atingir um máximo, para de­

pois diminuir ligeiramente. 

Apresenta-se na figura 5.5.j a variação da potên -

cia fornecida pelo fluido primário e da potência retirada pelo 

fluido secundário, fornecidas pelo modelo 4. Como no caso ante 

rior, a apresentação destas potências tem somente a finalidade 

de ajudar a visualização do transiente. Observa-^se que a potên 

cia fornecida"pelo fluido primário durante o transitório é me­

nor do que a potência retirada pelo secundário. Esta diferença 

de potência é obtida pela redução da energia acumulada no flui 

do secundário, que se traduz na redução da pressão de satura -

ção. 

Comparação; 

As variáveis utilizadas para a comparação das res­

postas dos modelos 1,2,3 e 4, são as seguintes: pressão de sa­

turação do secundário, temperatura de saída do fluido primário. 
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nível de água, comprimento da região subresfriada, vazão no 

"downcomer", vazão de saída de vapor e razão de recirculaçao. 

Observando-se as figuras 5.3 a 5.5, vê-se que as 

respostas dos quatro modelos são consistentes. Sem considerar 

o transiente de parada da turbina, os máximos desvios encontra 

dos são os seguintes: 

. temperatura de saída do fluido primário - 0,5% 

. pressão de saturação - 1,5% 

. nível de água - 4% 

. vazão de vapor - 3% 

. vazão no "downcomer" - 9% 

. comprimento da região subsresfriada - 9% 

. razão de recirculaçao - 8% 

A vazão no "downcomer", o comprimento da região 

subresfriada e a razão de recirculaçao são as variáveis que 

apresentam os maiores desvios. A origem destes desvios ê a 

grande diferença no eguacionamento da quantidade de movimento 

para os quatro modelos. O balanço de quantidade de movimento e 

xerce grande influência sobre o comportamento do nível de água 

e da vazão no "downcomer", sendo que o comprimento da região 

subresfriada e a razão de recirculaçao são funções diretas da 

vazão. Observa-se que a variação do coeficiente global de 

transferência de calor neste transientes é desprezível, pois 

o coeficiente de película externo aos tubos, o único a sofrer 

variação significativa, representa somente cerca de 15% da re­

sistência térmica total entre os fluidos primário e secundário; 

portanto a hipótese de coeficientes de transferência de calor 

constantes, presente no modelo 1, não implica em grandes des­

vios. Os desvios apresentados pelas outras variáveis são insi­

gnificantes, não ultrapassando 4%. 

No transiente de parada da turbina as diferenças 

entre as respostas dos diversos modelos é bem acentuada, prin­

cipalmente no que se refere â pressão de saturação e ao nível 

de água. As grandes discrepancias existentes neste caso ocor -
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rem em razão da grande amplitude e velocidade do transiente. 

Dessa forma, a simulação com o modelo 1 implica em altas pres­

sões de saturação e em um maior nível de agua porque não consi^ 

dera a diminuição dos coeficientes de transferência de calor, 

que neste transiente chegam a atingir valores quase nulos. As 

respostas dos modelos 2 e 3 apresentam desvios em relação âs 

do modelo 4 porque não consideram a variação das propriedades 

da ãgua subresfriada e consequentemente a variação da capacida 

de de armazenamento de massa e de energia em regiões como o 

"downcomer" e o pleno superior. Um fato interessante de se no­

tar ê que a vazão no "downcomer" (figura 5.3.c), prevista no 

modelo 1, apresenta o mesmo comportamento da vazão prevista pe 

Io código UTSG. Nos dois casos considera-se que a perda de 

pressão no circuito de circulação natural está totalmente con­

centrada no "downcomer", diferentemente dos outros modelos. 

Com a análise destes resultados chega-se inevitá -

velmente a conclusão de que o nível de complexidade de um mode 

Io está diretamente relacionado ao que se deseja deste modelo. 

Assim, se for desejado vim modelo matemático para se estudar pe 

quenos transientes operacionais, o modelo 1 é o suficiente,não 

necessitando de maiores complexidades. Porém, se for desejado 

um modelo para se estudar transitórios muito rápidos e de grain 

de amplitude é necessário um modelo mais elaborado, que consi­

dere mais detalhadamente os fenômenos físicos. Dessa forma, a 

introdução das complexidades desde o modelo 1 atê o modelo 4, 

simplesmente aumenta o potencial de se analisar um maior núme­

ro de tipos de acidentes. 
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5 . COMENTÁRIOS E CONCLUSÕES 

6.1 AVALIAÇÃO DO PROCESSO DE DESENVOLVIMENTO 

Nos capítulos anteriores foi descrita uma aborda­

gem que se constituiu no desenvolvimento em etapas de modelos, 

cada vez mais complexos, para xom gerador de vapor vertical de 

tubos em U. Esta abordagem iniciou-se com o estudo da técnica 

de modelagem utilizada, para o reconhecimento de suas limita -

ções e de seus problemas. Em seguida, foram identificados os 

processos físicos que ocorrem no sistema em condições normais 

de operação e durante transitórios. A abordagem continuou pela 

divisão do gerador de vapor nos volumes de controle necessá­

rios para descrever seu comportamento físico e na adoção de di 

versas^hipóteses. Após a análise das respostas do sistema, ob­

tidas com um primeiro modelo simplificado,foi-se eliminando al 

gumas das hipóteses simplificadoras e introduzindo-se a descri 

ção de novos fenómenos físicos. Essa metodologia apresenta as 

seguintes vantagens: 

1. Uma idéia das respostas pode ser obtida por um modelo 

simplificado. A simplicidade torna possível checar em 

detalhes os métodos numéricos utilizados e a formula -

ção analítica do problema, afim de garantir que não e-

xistam erros. Progressivamente a medida que os modelos 

mais complexos são desenvolvidos, seu desempenho pode 

ser analisado através da comparação de seus resultados 

com resultados dos modelos anteriores mais simples.Des 

sa forma, grandes diferenças indicarão prováveis erros 

na formulação do novo modelo mais detalhado. 

2. Essa abordagem progressiva permite uma avaliação da 

complexidade do modelo versus fidelidade. Esta infor­

mação pode fornecer subsídios na seleção de um modelo 

com custo de computação e grau de detalhamento apropri 

ados para uma determinada aplicação. 

140 
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6.2 POSSÍVEIS UTILIZAÇÕES DO PRESENTE MODELO 

As possíveis utilizações dos modelos matemáticos 

desenvolvidos nesta dissertação dependem do propósito de se re 

alizar uma análise dinâmica do sistema. Basicamente a escolha 

do modelo a ser usado depende do transiente a ser estudado. 

O modelo 1 pode ser utilizado para análises de pe­

quenos transientes operacionais ou quando for necessário um mo 

delo de um gerador de vapor relativamente simples para ser as­

sociado a modelos de outros componentes, com a finalidade de 

simular integralmente uma central nuclear PWR. 

Os modelos 2 e 3 tem uma grande variedade de apli­

cações, sendo que podem ser utilizados, por exemplo, para estu 

dos paramétricos de controle ou para transitórios de relativa 

amplitude. 

O modelo 4 pode ser considerado o produto final do 

trabalho descrito nesta dissertação, sendo que pode ser utili­

zado para simular quase todos os tipos de transientes, sejam 

operacionais ou acidentais. Além do estudo do comportamento ã± 

nãmico do gerador de vapor, que é essencial para análise de 

acidentes e para estudos de controle, este modelo pode ser uti 

lizado para o projeto de geradores de vapor de tubos em U das 

seguintes maneiras: 

1. levantamento das curvas de operação no estado estacio­

nário para determinar razão de recirculaçao e nível de 

água ótimos para diferentes condições de carga; 

2. cálculo da energia e da massa armazenada nas diversas 

regiões do gerador de vapor durante os transientes,for 

necendo assim, informações necessárias a estudos de 

inércia e de análise de acidentes. 

6.3 CONCLUSÕES 

O objetivo deste trabalho, ou seja, o desenvolvi­

mento de um programa computacional para o estudo do comporta­

mento dinâmico de um gerador de vapor vertical de txibos em U, 
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foi atingido. A técnica de modelagem de divisão do sistema em 

volumes de controle e as hipóteses adotadas mostraram-se acei­

táveis para a análise de um grande número de transientes. Po­

rém o modelo final desenvolvido não cobre as seguintes situa­

ções: 

1. inundação completa do gerador de vapor, ou evaporação 

completa do fluido secundário na região dos tubos; 

2. escoamento bifásico do fluido primário. 

A comparação dos resultados das simulações com da­

dos experimentais mostraram as mesmas tendências e formas. As 

discrepâncias podem ser atribuídas a imprecisões nos dados ex 

perimentais, a simplificações do modelo e a imprecisões 

nas correlações de transferência de calor e perda de pressão . 

Este é também o caso da comparação entre as respostas calcula­

das pelo presente modelo e as respostas de outros modelos 

(Bruens [7] e Hoeld [19] ) . 

Os métodos de solução e a implementação do modelo 

em um computador digital forneceram resultados satisfatórios e 

uma relação razoável entre o tempo real do transitório e o tem 

po de computação, sendo que o último pode ser reduzido através 

de uma otimização da programação. 

Finalmente observando-se a dificuldade de obtenção 

de resultados experimentais, recomenda-se os seguintes pontos 

para a validação de modelos em geral: realização de vaaa avalia 

ção comparativa entre os diversos códigos existentes e um gran 

de esforço na obtenção de dados experimentais completos e pre­

cisos através de sistemas projetados especialmente para este 

fim. 

6.4 RECOMENDAÇÕES PARA TRABALHO FUTURO 

O trabalho apresentado nesta dissertação pode ser 

expandido em diversas direções. Possíveis desenvolvimentos fu­

turos, com a finalidade de aumentar a aplicabilidade do mode­

lo, podem incluir os pontos listados a seguir. 
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Um maior detalhamento dos processos físicos que ocor­

rem no gerador de vapor pela introdução das seguintes 

complexidades: 

. mudança do modelo homogêneo para o escoamento bifãsi 

CO, por um modelo que utilize fração de vazio, para 

considerar os fenômenos de ebulição subresfriada; 

. consideração dos fenômenos de condensação e evapora­

ção na superfície de líquido no pleno superior; 

. consideração de acúmulo de quantidade de movimento 

em todas as regiões do lado do circuito secundário 

do gerador de vapor; 

. descrição mais detalhada do processo de separação da 

mistura âgua-vapor. 

Acoplar ao modelo do gerador de vapor o sistema de con 

trole da vazão de água de alimentação para se estudar 

e otimizar os parámetros de controle. 

Relacionar a vazão de vapor ã carga elétrica da turbi­

na e a temperatura de entrada do fluido primário no ge 

rador â potência térmica do reator. Dessa forma aco­

plar o modelo do gerador de vapor ao reator no lado do 

circuito primário e ã turbina no lado do secundário,pa 

ra verificar capacidade de manobras da usina nuclear 

PWR. 
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A P Ê N D I C E A 

D E S C R I Ç Ã O DO FLUXO m CALOR PARA O VOLUME S U B R E S F R I A D O 

DO S E C U N D Á R I O 

Como foi visto no capítulo 3, nos blocos de metal 

1 e 4 aparece o problema da diferença de temperatura que des­

creve o fluxo de calor dos tubos para o fluido secundario pre­

sente no volume siüaresfriado. Este problema é causado pela uti 

lizaçao da diferença para trás em todos os volumes do primária 

Para eliminá-lo adotou-se a descrição abaixo para as taxas de 

transferência de calor. Para uma melhor visualização a figura 

3.5 está reproduzida na página seguinte. 

Q__ = U__. P_. L 
msi msi n sub L mi i d 

T - B - { 1 - 6 ) T 
r "satJ(A.l) 

ms'* 
= ü 

ms^t r 2 sub L m** ' • d 
T , - - (1 - ) T 

satJ (A.2) 

Estudou-se a variação dos fluxos de calor Q" e 
msi 

Q'' ^ em fiinção dos coeficientes 3i e Bi. para verificar a ms 1̂  

razão da sua pequena influência sob os valores das diversas va 

riáveis. Para este estudo usou-se, para as variáveis envolvi -

das, os valores obtidos a partir do gerador de vapor da usina 

nuclear KCB-1 na condição nominal de operação, com o modelo 4; 

sendo os seguintes: 

T ^ = 274, 2''C 
sat 

= 257,690''C 
d 

T = 313,305 ""C 
Pl 

T = 290,697'C 
Pk 

mi 
= 3 0 2 , 4 5 r c T = 281,535 C 

mî  

U 
msi 

= 5.465,206 W / m 2 ' c "msi.^ 5.465,206 W/m^^c 
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1 * ^ 

Na tabela A.l apresenta-se os valores dos fluxos 
I 

ItíSif 
de calor Q"^ e Q'' ^ para diversos valores de Bi ePu. Observa 

se que neste estudo desprezou-se a área de troca de calor, ad­

mitindo-se que variações nos coeficientes Bj e Bt» não alteram 

o comprimento da região subresfriada ( L g ^ ) • Note-se ainda que 

a soma de Bi e Bi+ deve ser sempre igual a l . 

Tabela A.l : Variação dos Fluxos de Calor Q" e Q" em 
_ msi msi+ 

Função dos Coeficientes Bi e Bif 

3i Bi. 
Q" ms 1 

(W/m2) 

Q" msit 

(W/m2) 

Q" + Q" msi m̂si+ 

(W/m2) 

0 1,0 154.397,0 130.320,0 284.717,0 

0,25 0,75 176.954,9 107.762,1 284.717,0 

0,50 0,50 199.512,8 85.204,2 284.717,0 

0,75 0,25 222.070,7 62.646,3 284.717,0 

1,0 0 244.628,6 40.088,4 284.717,0 

Da tabela A.l observa-se que a variação individual 

dos fluxos de calor, Q" , e Q" ., são consideráveis. Porém a 
ms 1 ms k 

faixa permissível de variação para B i é d e 0 a 0 , 5 e d e Bî  é 
de 0,5 a 1,0. Neste caso a variação de Q" , e Q'' , é c e r c a de 

* msi msH 

45.000 W/m^, o que representa cerca de 22,6% e 34,6% dos flu­

xos de calor respectivamente. Mas a soma dos fluxos de calor , 

ou seja, o total de calor perdido pelo fluido primário não se 

altera, dessa forma qualquer influência que diferentes valores 

de Bj e Bi+ possam ter sob as temperaturas do primário e dos 

tubos será pequena. 
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Como foi mencionado, o total de calor transferido 

para o fluido secundario presente no volume subresfriado é 

constante, não dependendo dos valores de ^ ^h' Desse modo,a 

hipótese de que a área de transferência de calor, ou seja, o 

comprimento da região subresfriada (Î ĝ ĵ ) não se altera com a 

variação de Bi e Bi* ê satisfeita. Tem-se ainda que nenhuma 

grandeza do circuito secundário sofre qualquer influência dos 

valores de Bi e Bi», em razão da quantidade total de calor rece 

bida pelo fluido secundário ser invariável. 

Note-se que a utilização dos mesmos valores para 

as temperaturas do fluido primário e dos tubos para diversos 

valores de Bi e B^, não invalidam este estudo. Isso é decorrên 

cia de um mecanismo de compensação, que age da seguinte manei­

ra: por exemplo, um aumento de Bi de O a 0,5 provoca um aumen­

to do fluxo de calor Q" (ver tabela A.l), ocasionando, dessa 

forma, uma maior perda de energia do volume e portanto uma 

menor T^ o que por sua vez provoca diminuição do fluxo de ca­

lor. Observa-se que este mecanismo de compensação ocorre por­

que o fluxo de calor para o fluido secundário não sofre influ­

ências dos valores de Bi e Bi+. 

COmsy.0 N A C : 0 ; ^ A L D E E f ^ E R G l A Í ^ J Ü G L E A R / S P 

I. P. E..N. 



A P É N D I C E B 

CORRELAÇÕES PARA AS P R O P R I E D A D E S 

TERMODINÂMICAS E F Í S I C A S DA AGUA 

Neste apêndice apresenta-se as correlações uti­

lizadas para o cálculo das propriedades termodinâmicas e fí­

sicas da agua. Praticamente todas as propriedades, com exce­

ção da tensão superficial, são ajustadas por uma função hi­

perbólica. Estas correlações, em faixas restritas de utiliza 

ção, apresentam um desvio máximo de 0,5i se comparadas com 

0 5 valores de propriedades fornecidas por Schmidt [31]. Este 

tipo de correlação foi obtido com Batista [5]. 

1. ESTADO DE SATURAÇÃO 

No estado de saturação as propriedades da água 

podem ser expressas como uma função ou da pressão ou da tem­

peratura. Considera-se a seguinte função hiperbólica para in 

terpolação das propriedades na região de saturação: 

yCx) = y„Cx^) + - - CB.l) 
° ° 1,0+CCx-x^) 

onde, X ê a variável independente (no caso, pressão ou tempe 

ratura), x^ é um valor de referência, y é a variável depen -

dente, é o valor de y correspondente a e "a" e "c" são 

duas constantes a serem obtidas. 

A vantagem de se utilizar este tipo de função 

ê a facilidade de se obter a sua derivada, que é a seguinte 

expressão : 

^ (B.2) 
dx [l,0+C(x-x^)]2 

Observa-se que as derivadas das propriedades ex 

pressas pela equação acima apresentam descontinuidades nos 
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•limites de cada faixa de pressão. Porém essas descontinuida 

des não foram as causadoras de nenhum problema de impreci­

são, ou de instabilidade, pelo fato das derivadas utiliza­

das (entalpia e volume específicos do vapor e do líquido sa 

turado) serem Usadas somente na faixa de 30 a 80 bar e tam­

bém pelo fato dessas descontinuidades serem pequenas. 

A seguir são apresentadas as correlações obti­

das . 

1.1. TEMPERATURA DE SATURAÇÃO - T sat 
(°C) 

p 

(bar) 
Po 

Cbar) 
sat^ 0^ C°C/bar) 

c 
Cbar ' •^) 

30,0 - 80,0 80,0 295,06 0,849408 6,111707 X 10-3 

80,0 - 130,0 130,0 330,93 0,5947441 3,419455 X 10-3 

130,0 - 180,0 180,0 357,06 0,4569136 2,513831 X 10-3 

Para a obtenção da P em função de T • bas-
s a t sa t 

ta inverter a equação B.l. 

1.2. VOLUME ESPECÍFICO DO LÍQUIDO SATURADO-V£(m^/Kg) 

p P 
0 

a c 

Cbar) Cbar) CmVKg) Cm^Kg-i bar-^) Cbar" ̂ ) 

30,0 - 80,0 80,0 0,0013842 3,20531 X 10"^ 8,866442 x 10-"* 

80,0 - 130,0 130,0 0,0015671 4,117459 X 10"^ -2,512077 X 10"3 

130,0 - 180,0 180,0 0,0018397 7,301759 X 10"^ -6,785617 X 10-3 
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1.3. VOLUME ESPECfFICO DO VAPOR SATURADO - v - í m ^ ' / K g ) : 

p 

Cbar) Cbar) CmVKg) 

a 

Cm^Kg-i bar'i) 

c 

Cbar-i) 

30,0 - 80,0 

80,0 - 130,0 

80,0 

130,0 

0,02352 

0,01278 

-3,368602 X lO"** 

-1,370038 X lO""* 

1,219508 X 10-2 

7,243590 X 10"^ 

1 . 4 . ENTALPIA ESPECÍFICA DO LÍQUIDO SATURADO - h ^ C K J / K g ) : 

P P 
o w a c 

Cbar) Cbar) CKJ/Kg) CKJ.Kg-^bar"^) Cbar-i) 

30,0 - 80,0 80,0 1316,64 4,628887 4,981872 X 10"3 

80,0 - 130,0 130,0 1531,50 3,921597 1,748128 X 10-3 

1.5. ENTALPIA ESPECÍFICA DO VAPOR SATURADO - h ^ C K J / K g ) : 

P P 
0 

a c 

Cbar) Cbar) CKJ/Kg) C K j . K g - ^ b a r " ^ ) Cbar"^) 

30,0 - 80,0 80,0 2758,0 -1,963500 -2,250 X 10"2 

80,0 - 130,0 130,0 2662,2 -2,392847 -4,977528 x 10"^ 
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1.6. VISCOSIDADE DINÂMICA DO LÍQUIDO SATURADO - y^CN.seg/m^) 

T 
(°C) 

To 
(°c) (N.s/m^) 

a 
CN.s.m-^V^) 

150,0 - 310,0 310,0 8,720 X IQ-s -2,814787 X 10"' 3,210273 X 10-3 

1.7. VISCOSIDADE DINÂMICA DO VAPOR SATURADO - y (N.seg/m^) : 

T 
(°C) 

T 
0 

(°C) (N.s/m^) 
a 

(N.s.m-2.°C-i) 
c 

150,0 - 290,0 290,0 0,1921 X IO"** 4,234821 X 10"^ -8,928571 X IO"** 

1.8. CALOR ESPECÍFICO DO LÍQUIDO SATURADO - CfCKJ/Kg): 

T 
(°C) 

T 
(°C) (KJ Ag) 

a 
(KJ.Kg-i °C-i) 

c 
( V ^ ) 

150,0 - 300,0 300,0 5,794 3,339114 X 10"2 -1,577362 X 10-2 

1.9. CONDUTIVIDADE TÉRMICA DO LÍQUIDO SATURADO - (W/m°C): 

T T 
0 

(W/m°C) 
a 

(W.m-^ °C-2) 
c 

( V ^ ) 

150,0 - 300,0 300,0 ^ 0,541 -2,336624 x lO'^ -9,337607 X 10"^ 
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2. LfQUÍDO SUBRESFRIADO : 

As propriedades do líquido subresfriado são fun 

ções de duas outras propriedades independentes, como por 

exemplo, temperatura e pressão ou entalpia e volume específi^ 

co. Porém as propriedades do líquido subresfriado variam mui^ 

to pouco com a pressão, podendo assim, serem consideradas, 

dentro de certas faixas restritas de pressão, somente fun­

ção da temperatura. Das propriedades do líquido subresfriado 

que seguem abaixo, algumas são consideradas somente função 

da temperatura e outras funções da temperatura e pressão. As 

consideradas somente função da temperatura são correlaciona­

das por uma curva do tipo da equação B.l. As propriedades 

consideradas como função de duas outras propriedades indepen 

dentes sao ajustadas pela seguinte expressão: 

onde, y é a variãvel dependente. P e a pressão na qual se 

deseja calcular a propriedade, y .^CP) ê a variãvel dependen 

te na condição de saturação na pressão P, X2 é uma outra pro 

priedade independente, como por exemplo, temperatura ou en­

talpia, ^2sat ^ outra propriedade independente na condi^ 

ção de saturação na pressão P e A^(P) e C^(P) são funções 

hiperbólicas, indicadas abaixo. 

d(P-P^) 
A =A + - ° CB.4) 
t o 1,0 + e(P-P^) 

f CP-P^) 

= C + ^ (B.5) t o 1,0 + g(P-P^) 

onde, A^, C^, d, e^ g e f são constantes a serem determina -

das. 

A derivada da propriedade y em relação 3. X2 é 

obtida da mesma forma que a equação B.2, resultando: 
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[1,0-. C J P ) ( X 2-X23^,)] 
(B.6) 

A derivada da temperatura do líquido subresfria 

do em função da entalpia, que é a ünica utilizada segundo a 

expressão acima, apresenta também problemas de descontinuida 

de nos limites das faixas de pressão e temperatura. Porém qs_ 

tes problemas são reduzidos ã medida que esta propriedade ê 

necessária em uma única faixa de pressão e temperatura. 

2.1. CALOR ESPECfFICO DO LfQUIDO SUBRESFRIADO - C¿CKJ/Kg) : 

p T 
To W a c 

(bar) (°C) (°C) (KJ/Kg) (KJ.Kg-^ °C-i) (°c-^) 

140,0-160,-0 150,0-320,0 320,0 6,20 5,225425xl0"2 -2,132299x10-2 

40,0-75,0 230,0-280,0 280,0 5,274 2,514257x10-2. -2,283754xl0"2 

Esta propriedade e correlacionada por uma fun­

ção do tipo da equação B.l. sendo função somente da tempera­

tura, mas válida em toda a faixa de pressão indicada. 

2.2. CONDUTIVIDADE TÉRMICA DO LfQUIDO SUBRESFRIADO - KnCW/m°C) 

p T To %(To) a •c. • 

(bar) (°C) (°C) (W/m°C) (Wm-i °C-2) (°c-^) 

135,0-165,0 200,0-300,0 300,0 0,559 -2,013488x10-3 -7,209302x10-3 

110,0-140,0 200,0-300,0 300,0 0,552 -2,087556x10-3 -7,111111x10"3 

40,0- 75,0 200,0-300,0 300,0 0,560 -2,072365x10-3 -7,136201x10-3 

Da mesma forma que para o calor específico do 

líquido subresfriado estas correlações são do tipo da equa -

ção B.l, sendo funções somente da temperatura, mas válidas 

em todas as faixas de pressão indicadas. 
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2'. 3. VISCOSIDADE DINÂMICA DO LÍQUIDO SUBRESFRIADO - yĵ CNseg/m̂ ) 

p T T 
o 

a c 

(bar) (°C) Í°C) (Ns/m^) (Nsm-2 °c"^) ( V ^ ) 

145,0-160,0 200,0-300,0 300,0 0,917x10-" -3,070333x10"^ 3,222222xlO"3 

130,0-145,0 200,0-300,0 300,0 0,917x10-'» -2,953081x10"^ 3,407407x10"3 

110,0-130,0 200,0-300,0 300,0 0,911x10"'* -2,976704x10"' 3,370370x10*3 

30,0- 75,0 150,0-250,0 250,0 1,070x1o-'* -4,468085x10"' 4,042553x10"3 

Da mesma forma que para as duas propriedades anterio 

res estas correlações são do tipo da equação B.l, sendo funções 

somente da temperatura, mas válidas em todas as faixas de pres­

são indicadas. 

2.4. VOLUME ESPECÍFICO DO LÍQUIDO SUBRESFRIADO - v^(m3/Kg) 

São usados os dois tipos de correlação (equações B.l 

e B.3) para calcular esta propriedade. 

. correlação do tipo da equação B.l: 

p T T 
o 

a c 

(bar) (°C) (°C) (m3/Kg) (m3Kg"i V ^ ) ( V ^ ) 

135,0-165,0 250,0-340,0 330,0 0,0015402 7,0495441x10"^ -9,913592x10"3 
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correlação do tipo da equação B.3: 

p 

(bar) 

T 

(°C) 

Po 

Cbar) 

d e 

25,0-75,0 160,0-290,0 75,0 3,751975x10"^ 3,251305x10"^ l,795737xl0"3 

Co f g 

-6,202715xl0"3 -7,95187x10"^ 1,469789x10"2 

2.5. ENTALPIA DO LJQUIDO SUBRESFRIADO - h.(K /Kg) : 

p 

(bar) 

T 

(°C) 
Po 
(bar) 

Ao 
d e 

25,0-75,0 160,0-290,0 75,0 1,842443x10"^ -3,790244x10"'* 6,207715x10"^ 

Co £ g 

2,214991x10"** 1,271467x10"^ 1,952878x10"2 

Para a obtenção da temperatura do líquido subres­

friado em função da entalpia e pressão basta inverter a equação 

B.3 de forma a isolar a variável independente X2. 

3. TENSÃO SUPERFICIAL " cT:(N/m): 

Esta correlação ê apresentada por Shum [3 2] , sen 

do que não ê uma função hiperbólica como todas as anteriores. 

A equação utilizada para aproximar a tensão superficial é a se­

guinte: 

1 . 2 

a = 0,0935 1,0 -
Tsat 

374,15 J 

Esta correlação apresenta um erro médio de S% na 

faixa de temperatura de 150 a 310°C. 



A P É N D I C E C 

te PROGRAMA COMPUTACIONAL 

Neste apêndice apresenta-se uma visão geral do 

programa computacional, com a finalidade de mostrar a meto­

dologia de calculo utilizada na simulação. Como os modelos 

1,2 e 3 podem ser obtidos por simplificações do modelo 4,os 

esquemas apresentados referem-se ao modelo 4. 

1. ESQUEMA GERAL : 

Um esquema simplificado do programa computacio 

nal esta apresentado na figura C l . O programa se constitue 

basicamente de algumas subrotinas, cada uma responsável por 

determinado tipo de cálculo. A finalidade de cada uma des­

tas subrotinas ê a seguinte: 

GEOMET : calcula os parâmetros geométricos utilizados 

pelo modelo que não são fornecidos como da­

dos de entrada. 

INÍCIO : responsável pelo cálculo da condição inicial 

e do estado estacionário final (quando for 

desejado). Uma explicação mais sucinta des-

subrotina é dada a posteriori, quando for ex 

plicado o. cálculo da condição inicial. 

ARRUMA : arranja as variáveis fornecidas pela subroti 

na INiCIO (condição inicial) para que possam 

ser usadas no cálculo do transiente. Calcula 

também o perfil de perda de pressão no gera­

dor de vapor no estado estacionário, segundo 

o esquema apresentado na seção 3.5.4. 

ENERG : esta subrotina ê acionada no começo e no fim 

da simulação sendo responsável pelo cálculo 

da energia contida nas diversas partes do ge 

rador de vapor, com a finalidade de, avaliar 
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a- energia acumulada ou perdida durante o tran 

siente. 

COEF : responsável pelo calculo das condições de con 

torno, pelo calculo das derivadas das variá­

veis diferenciais para serem usadas pelos mé­

todos de integração e pela resolução do siste 

ma de equações algébricas do transiente. 

RUNGE : resolve o sistema de equações diferenciais u-

tilizando o método de Runge-Kutta, através 

dos três primeiros passos de integração ou du 

rante todo o transiente, de acordo com o des£ 

jado. 

HAMING : resolve o sistema de equações diferenciais u-

tilizando o método previsor-corretor de 

Haming. 

FIM : compara a variação de potência entre os ins -

tantes t e t+At com o valor de para inter 

romper ou não a integração, ou seja, se a va­

riação de potência for menor do que a inte 

gração ê interrompida, significando que um no 

vo estado estacionário foi atingido. 

Observa-se que além destas subrotinas e funções 

existem várias outras responsáveis, por exemplo, pelo cálcu­

lo dos coeficientes de transferência de calor, cálculo dos 

coeficientes de perda de pressão e cálculo de propriedades. 

Seguindo o esquema da figura C.l nota-se que 

apos o cálculo da condição inicial e da energia inicial do 

sistema ê iniciado o transiente pelas subrotinas RUNGE e 

COEF, sendo que a ultima introduz as pertubaçoes no sistema 

através da determinação das condições de contorno. Posterior 

mente imprime-se as variáveis e verifica-se se o transiente 

deve ser interrompido ou, por tempo máximo ou, por variação 

mínima de potência. Se o transiente não deve ser interrompi­

do, verifica-se então, se a integração deve ser feita, ou 

pelo método de Runge-Kutta ou pelo método de Haming. Esta 

verificação é realizada pela comparação de "i" (contador de 



Leitura de 
dados 

Impressão de 
dados 

Cálculo dos parâmetros 
geométricos não 
fornecidos 

(Sub. GEOMET) 

Cálculo do estado esta 
cionário inicial, x. , 
j=l...n; J 
Calculo das curvas de 
operação; 
Cálculo do estado esta 
cionário final, se de­
sejado . 

(Sub. INICIO) 

Arrumação das variá­
veis para o transiste. 

Calculo do perfil de 
perda de pressão no es 
tado estacionario. 

(Sub. ARRUMA) 

Cálculo da energía inl 
cial do sistema. 

(Sub. ENERG) 

t O 
1 * 0 

Impressão da 
condição inicial 

Figura C.l : Esquema geral do programa computacional, 
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cálculo das variáveis 
diferenciais 

yj,i4l'3=l--- "t 

(Sub. RUNGE) 

i + 1 

Impressão de t 
e yj_.,j=l...n^ 

Cálculo da variação 
de potência entre 
os tempos t e t+At. 

(fiPotência) 

(Função FIM) 

Cálculqj das pertubaçoes 
Cálculo das derivadas. 

íj,i+l' 3 = 1--- " f 

cálculo do sistema algé 
brico. " 

^j,i+l' 3 = ̂ V "t 
n^-n,+2 

(Sub. COEF) 

• 0 

Seção de previsão do 
método de Hcuning. 
Cálculo das variáveis 

diferenciais. 

yj,i+i,o'3=i'---"t 

(Sub. HAMING) 

© 

Cálculo da energia 
final_do sistema e 
do acúmulo ou per­
da de energia du­
rante o translente. 

(Sub. ENERG) 

J 
> ' » 

Cálculo da energia 
final_do sistema e 
do acúmulo ou per­
da de energia du­
rante o translente. 

(Sub. ENERG) 

Figura C.l : (Continuação). 
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0 

cálculo das pertubaçoes 
Cálculo das derivadas 

íj,i*i,o' 3 = ^ - - - "t 

cálculo do sistema algé 
brico. 

^ j , i + i , o ' ^ = i ' - - - W 2 

(Sub. COEF) 

Seção de correção do mé 
todo de Haming: 

Cálculo das variáveis 
diferenciais e dos er­
ros , 

yj,i+l,)c ^ E,,j=l,...n^ 

(Sub. HAMING) 

i+1 

Calculo das pertubaçoes 
Cálculo das derivadas 

íj,i+l,)c' í=l--- "t 

Calculo do sistema algé 
brico. 

"j,i+l,)c'3=l'---V"t*2 

(Sub. COEF) 

Figura C.l : CContinuaçao). 
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passos de integração) com "inm"* Se for desejado somente o 

método de Runge-Kutta o cálculo ê desviado para a subrotina 

RUNGE onde começou o transiente. Se for desejado o método 

de Haming o cálculo segue entrando na seção de previsão. A-

p5s a previsão calcula-se as derivadas das variáveis, pas -

sando-se depois para a seção de correção onde ocorrem diver 

sas iterações, até ser atingido o critério de convergência 

desejado. Após a correção o programa ê desviado para a im -

pressão das variáveis. Este processo ocorre atê ser verifi­

cado o critério para a parada da integração. Neste instante 

é calculada a energia final e a energia armazenada no siste 

ma interrompendo, assim, a simulação. 

2. CALCULO DO ESTADO ESTACIONARIO : 

A figura C.2 apresenta o método de cálculo uti^ 

lizado pela subrotina INÍCIO para calcular a condição ini­

cial. Primeiramente calcula-se o estado estacionário nomi -

nal com a subrotina PERM, esquematizada na figura C.3. Pos­

teriormente, calcula-se as curvas de operação segundo a fi­

losofia de temperatura média no reator constante. Então ve­

rifica-se se é desejada uma condição inicial diferente da 

condição nominal de operação. Se isso for desejado, calcu -

Ia-se a nova temperatura de entrada do fluído primário no 

gerador e a nova temperatura de saturação do secundário, pa 

ra então calcular o novo estado estacionário inicial. Após 

isso verifica-se se é desejado o estado estacionário final. 

Se este for desejado é então calculado da mesma forma que 

a nova condição inicial. 

Como mencionado, para se obter o estado esta -

cionário resolve-se um sistema de equações não lineares pe­

lo método de Newton-Raphson. Porém, para calcular os coefi­

cientes de transferência de calor é necessário uma iteração 

externa ã iteração do método de Newton-Raphson, como está 

apresentado no esquema da subrotina PERM na figura C.3. Es­

ta iteração externa tem início com o cálculo das proprieda­

des e dos coeficientes de transferência de calor a partir 



X6 6 

Figura C.2 

Cálculo da condição 
nominal de operação 

( X j , j=l...n) 

(Sub. PERM) 

Cálculo das curvas 
de operação, segun 
do o programa de 
temperatura média 
constante. 

Cálculo das novas 

^pent ® '''sat. 

Cálculo da nova con 
dição inicial, 

(x^ , j=l...n) 

(Sub. PERM) 

5 

Cálculo das T 
pent 

e Tg^^ no estado es 

tacionário final. 

Cálculo do estado' 
estacionario final 

( X j , j=l...n) 

(Sub. PERM) 

-»^^^tÕrna^ 

Esquema de cálculo da subrotina INICIO usada para 

calcular a condição inicial e o estado estaciona­

rio final. 

CO í í s G i r i l c l o m D E R G I A Í ' J U C L E A R / S P 

1. P. E. N. 



r-

Cálculo das proprieda 
des físicas. 

Cálculo dos coeficien 
tes de transferencia 
do calor. 

U , U , i=1.. .4 
pmi, msi. 

Resolução do sistema 
de equações não linea 
res pelo método de 
Newton-Raphson. 

X. ,^,j=l...n 

Figura C.3 : Esquema geral da subrotina PERM. 
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dos valores das variáveis adotadas inicialmente. Posterior­

mente calcula-se o sistema de equações pelo método de 

Newton-Raphson (subrotina NEWTON). Então compara-se as va­

riáveis da iteração de número K+1 com os da iteração de nú­

mero K. Se o erro for menor do que o desejado (ei) a itera­

ção é interrompida, senão calcula-se novamente as proprieda 

des e os coeficientes de transferencia de calor iniciando 

nova iteração, até um número máximo de itmáx iterações.Maio 

res detalhes sobre o método de Newton-Raphson para o cálcu­

lo de sistemas de equações não lineares pode ser obtido com 

Carnahan [9]. 

3. CÁLCULO DO TRANSIENTE 

Para o cálculo do transiente, ou seja, resolu­

ção das equações matriciais 4.1 e 4.2, são necessárias basi^ 

camente a subrotina COEF e as subrotinas de integração das 

«, equações diferenciais (RUNGE e HAMING). Na figura C.4.apre­

senta-se um esquema geral da subrotina RUNGE. A utilização 

desta subrotina é realizada em etapas, sendo que em cada e-

tapa são resolvidas determinadas equações, as quais foram a 

presentadas na seção 4.3. Note-se que em cada intervalo de 

tempo as subrotinas RUNGE e COEF são acionadas quatro ve­

zes. O esquema-desta subrotina é auto-rcxplicativo e maiores 

informações podem ser obtidas com Carnahan [9]. 

Na figura C.5. apresenta-se um esquema da sub­

rotina Haming. Esta subrotina também é utilizada em etapas, 

sendo que existem duas etapas básicas, a previsão e a cor -

reção. A previsão é realizada na primeira vez em que a sub­

rotina HAMING é acionada em cada novo intervalo de tempo. A 

pos a seção de previsão são realizadas as correções, em um 

número mãximo de dez iterações, até ser satisfeito o crité­

rio de convergência desejado. Adotou-se o seguinte crité­

rio de convergência para a correção: 

yj,i+l,k+l - yj:,i+l,kl= «j^^C j=l,2... ( C l ) 
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onde o índice j refere-se ã variãvel, o índice i refere-se 

ao tempo e o índice k ã iteração da correção. Terminada a 

correção verifica-se a possibilidade de aumento do interva 

lo de tempo (At). Porém, para que ocorra um aumento do in­

tervalo de tempo, as seguintes condições devem ser satis -

feitas: 

1. intervalo de tempo antigo menor do que 0,1 segun­

dos pois, o processo de resolução das equações se 

torna instável com incrementos de tempo maiores 

do que 0,2 segundos e um novo intervalo de tempo 

é sempre igual ao dobro do anterior; 

2. ter sido necessário menos do que três iterações 

na correção; 

3. como a seção de previsão necessita das variáveis 

nos últimos três passos de integração, não pode 

ter ocorrido nenhum aumento do intervalo de tempo 

nos três últimos passos de integração, pois se 

isto acontecer não existirão os valores das varia 

veis e de suas derivadas nos tempos t-4At e t-6At; 

observa-se que para a mudança do incremento de 

tempo, na qual o novo intervalo é igual ao dobro 

do anterior, devem estar armazenadas as variáveis 

e suas derivadas nos últimos seis passos de inte­

gração; dessa forma os antigos y^^.^ e £^_g em um 

aumento do incremento de tempo tornam-se y^_3 e 

f^_2, os antigos y^_4 e £j^_4 tornam-se y^ 2 ^ 

f^_2 e finalmente os antigos y ^ ~ 

se y^.i e f._^. 

Note-se que o aument^o do intervalo de tempo 

implica em uma mudança dos critérios de convergência para 

a iteração da correção e para a resolução do sistema algé­

brico, da seguinte forma : : 

^c " ^GS " (C.2) 
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Adotou-se At' porque o erro de discretização do 

método previsor-corretor de Haming em cada passo de integra­

ção ê At^, dessa forma os erros resultantes do cálculo do 

sistema algébrico e da iteração da correção não introduzirão 

desvios adicionais, minimizando, dessa forma, os problemas 

de instabilidade mencionados na seção 5.2. Verifica-se que 

em cada intervalo de tempo as subrotinas HAMING e COEF são 

acionadas em um mínimo de duas e um máximo de onze vezes, de 

pendendo do numero de iterações necessárias na correção. Maio 

res detalhes sobre este método numérico podem ser obtidos 

com Acton [1] e com Carnahan [9]. 

A figura C.6. apresenta um esquema da subrotina 

COEF. Quando esta subrotina é acionada os valores das variá­

veis diferenciais já estão atualizados por uma das duas sub­

rotinas de integração (RUNGE ou HAMING), porém não acontece 

o mesmo com as variáveis algébricas. Para o cálculo das deri^ 

vadas e dos coeficientes de transferência de calor são nece_s 

^ sárias as variáveis algébricas, que se constituem basicamen­

te nas vazões do lado do circuito secundário (ver tabela 4.1) . 

Dessa forma deve-se proceder a atualização das variáveis al­

gébricas para o prosseguimento do transiente. Verificou- se 

que o cálculo dos coeficientes de transferência de calor com 

as variáveis algébricas desatualizadas não implica em perda 

de precisão. Assim, primeiramente são calculadas as proprie­

dades da água, as pertubaçoes e os coeficientes de transfe -

rência de calor. Posteriormente entra-se em um processo ite­

rativo que se constitue na resolução do sistema algébrico 

(correspondente â equação matricial 4.2) pelo método de 

Gauss-Siedel. Esse processo iterativo termina quando é atin­

gido o critério de convergência desejado. Devido ã presença 

de variáveis de natureza significativamente diferentes no 

sistema algébrico (vazões e derivadas do título mássico e da 

temperatura de saturação) utilizou-se como critério de con­

vergência o seguinte: 



r-

L . 

Cálculo das proprie 
dades físicas. 

Cálculo das pertuba 
ções 

Cálculo dos c o e f i -
cientes de transfe­
rência do calor. 

V i ' " m s i ' ^ ^ l - - - " 

k=l,2,....itraãx 

Cálculo das varia -
veis algébricas (in 
cluindo as deriva -
das do título e da 
terap. de saturação. 

= 1, . . - n n. +2 
v- t 

Cálculo dos erros 
numéricos (eq.C.3) 

í . , j = l,...n^-n^+2 

Cálculo das outras 
derivadas 

fj,j=l,...n^ 

Figura C.6 : Esquema simplificação da subrotina COEF, 
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vazões 

z 

'j,k+l 

= < ^GS (C.3) 

. derivadas do título mássico e da temperatura de sa­

turação 

= < ^GS (C.4) 

onde, o índice refere-se ã variável podendo variar de 1 atê 

n^-n^ + 2 e o í: 

Gauss-Siedel. 

n^-n^+2 e o índice k refere-se ã iteração do método de 

Após a resolução do sistema algébrico tem-se 

todos os parâmetros necessários ao cálculo das outras deri­

vadas. Observa-se que o cálculo do sistema algébrico e das 

derivadas das variáveis diferenciais se constitue na resolu 

ção de todas as equações mencionadas na tabela 4.1. 



A P É N D I C E D 

R E S P O S T A S DOS T R A N S I E N T E S S IMULADOS 

Neste apêndice apresenta-se os transientes men 

cionados na tabela 5.1. e que não foram apresentados no ca­

pítulo 5. J\.s respostas dinâmicas dos diversos transientes, 

apresentados neste apêndice, foram obtidos com o modelo 4. 

Na tabela D.l. estão identificados os transientes e as figu 

ras onde se encontram as respostas de cada caso. 

Tabela D.l - Sumario dos transientes apresentados no apên­

dice D. 

Numero do transiente 
(referente ã tabela 
5.1) 

Tipo de Transiente Pertubação Figura 

3 Transiente de atmien-
to de potência de 
70% para 1001 da 
condição nominal na 
forma de degrau. 

Coeficiente 
da válvula 
de vapor. 

Tenperatura 
de entrada 
do fluído 
primário. 

D.l 

5 Transiente^de fecha­
mento da válvula de 
vapor na forma de de 
grau de 100^ aberta 
para 70^ aberta. 

Coeficiente 
da válvula 
de vapor. 

D. 2 

7 Transiente de redução 
da tençeratura de en­
trada do fluído prima 
rio na forma de de­
grau. 

Temperatura 
de entrada 
do fluído 
primário. 

D.3 
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Figura D.l : Respostas da simulação do transiente de alimento de 

potencia de 701 para 1001 na forma de degrau , uti 

lizando o modelo 4 (transiente número 3). 
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A P É N D I C E E 

DADOS DE ENTRADA PARA O PROGRAMA COMPUTACIONAL 

Os dados de entrada necessários aos diversos mode 

los diferem um pouco, principalmente nos aspectos de proprieda 

des físicas e de algumas peculiaridades nos dados geométricos. 

Este fato será claramente observado na lista dos dados de en -

trada que vem a seguir. 

1. DADOS DE CONTROLE DA PROGRAMAÇÃO: 

Os dados presentes nesta seçáo são os necessários 

para controlar os métodos numéricos, sendo iguais para todos 

os modelos: 

1. número de incógnitas no estado estacionário (n); 

2. número de incógnitas do sistema de equações diferen -

ciais (n^); 

3. número total de incógnitas, algébricas e diferenciais 

(n^) ; 

4. número máximo de iterações internas e externas permi­

tido para o cálculo do estado estacionário (itmáx); 

5. número de intervalos de tempo entre os quais sáo im­

pressas as variáveis desejadas (iprint); 

6. controle da salda em gráfico, ou do valor total das 

variáveis ou da variação em relação ao valor da varia 

vel no estado estacionário (ivar); 

ivar = O - impressão dos valores absolutos das va 

riáveis; 

ivar = 1 - impressão da diferença entren o valor 

instantáneo da variável e o valor no 

estado estacionário inicial; 

7. critério de convergencia para as iterações interna e 

externa do estado estacionário (e ); 
1 
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191 

2. DADOS GEOMÉTRICOS; 

Quando os detalhes de projeto de um gerador de 

vapor são conhecidos, o trabalho de calcular comprimentos, á-

reas e volumes necessários á simulação se torna um trabalho 

simples. Contudo, à medida que detalhes de projeto de gerado­

res de vapor nucleares sáo frequentemente considerados como 

informação confidencial, o cálculo dos dados geométricos ne­

cessários se torna complicado. Na maior parte das vezes, a ú-

- nica informação disponível é a apresentada nos relatórios de 

análise de segurança, portanto o bom senso e princípios de 

proporcionalidades devem ser usados para a obtenção desses da 

dos. 

Os seguintes dados sáo comuns a todos os modelos: 

1. comprimento do "downcomer" (L^); 

2. comprimento médio da metade dos tubos em U, conside-

rando-os completamente retos (L^^); 

8. mínimo pivot permitido na eliminação de Gauss para o 

calculo do sistema de equações linearizadas,' na ob -

tenção do estado estacionario (e ); 
2 

9. criterio de convergencia para a resolução do sistema 

de equações algébricas durante o transiente pelo mé­

todo de Gauss-Siedel (^Qg); 

10. critério de convergencia para a correção do método ' 

previsor-corretor de Haming(e^); 

11. critério para a parada da integração por variação mí̂  

nima da potencia entre o tempo t e o tempo t + At(e^); 

12. tempo máximo do transiente (tmáx); 

13. incremento de tempo (At); no caso de ser usado o mé­

todo de Haming este incremento fornecido é o inicial, 

que sofrerá aumentos sucessivos durante a integração; 

14. controle da escolha do método de integração (i ); 
mn 

i^^ = 3 - utilização do método previsor-corretor, 

•̂ mn ^ ~ utilização do método de Runge-Kutta. 
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3. comprimento dos separadores (L^); 

4. área total de escoamento do fluido secundário na re­

gião dos tubos (Aĝ j.) ; 

5. área transversal do volume de água da câmara superior 

(AJ ; 

6. área transversal de escoamento no "downcomer" (A^); 

7. volume total ocupado pelos separadores (V^); 

8. volume do pleno superior subtraído o volume dos sepa­

radores (V^g); 

9. diâmetro interno dos tubos em U (d^^^); 

10. espessura da parede dos tubos (e); 

11. número total de tubos (n. , ). 
tubo 

Os seguintes dados pertencem somente a alguns mo-

délos em particular : 

< 

12. volume das câmaras inferiores de entrada e saída do 

fluido primário (V e V ),necessário ao modelo 4; 
pe ps 

13. massa de água nos plenos inferiores de entrada e saí­

da do fluido primário (M e M ),necessário aos mode 
pe ps — 

los 1, 2 e 3; 

14. diâmetro hidráulico na região de transferência de ca­

lor do secundário (0^^),necessário aos modelos 2,3 e 4. 

15. diâmetro hidráulico do "downcomer" (D^), necessário aos 

modelos 3 e 4; 

16. área de escoamento na entrada das pás dos separadores 

(Agp),necessário aos modelos 3 e 4; 

17. ângulo de saída das pás dos separadores (B),necessá -

rio aos modelos 3 e 4; 

18. ângulo de abertura das pás dos separadores (T),neces­

sário aos modelos 3 e 4; 

19. passo do arranjo do feixe de tubos (S),necessário aos 

4 modelos 2, 3 e 4. 
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2. calor específico do metal (C ); 
m 

3. condutividade térmica do metal (K̂ )̂ . 

As seguintes propriedades sáo necessárias aos mo 

deles 1, 2 e 3: 

4. densidade média do fluido primário ( p ^ ) ; 

5. densidade média da água subresfriada do secundário 

<Psub^' 

6. calor específico médio do fluido primário (Cp); 

7. calor específico médio da água subresfriada do secunda 

ÍC^ub^-

As seguintes propriedades são necessárias somente 

aos modelos 2 e 3: 

8. condutividade térmica média do fluido primário (K^); 

9. condutividade térmica média da água subresfriada do 

secundária (K , ); 
sub 

10. viscosidade dinâmica da água saturada (y^); 

11. viscosidade dinâmica do vapor saturado (lig) ; 

As seguintes propriedades são necessárias somente ao modelo 3: 

20. controle do tipo de arranjo dos tubos (i,.,,), necessá-
ar 

rio aos modelos 2, 3 e 4; 

i^^ = O - para arranjos quadrados, 

i^^ = 1 - para arranjos triangulares. 

3. PROPRIEDADES FÍSICAS; 

Basicamente o modelo 4 não necessita de nenhuma 

informação a respeito de propriedades físicas, com exceção 

das propriedades do metal dos tubos, que também são necessá -

rios aos outros modelos: 

1. densidade do metal dos tubos ( p ^ ) ; 
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12. viscosidade dinâmica média do fluido primário (Pp); 

13. viscosidade dinâmica média da água do secundário 

(y ) . 

- • s • 

4. C A R A C T E R Í S T I C A S T E R M O D I N Â M I C A S D O G E R A D O R D E V A P O R : 

Os dados englobados neste item sáo aqueles nece¿ 

sários para descrever potência térmica, vazões e níveis de 

temperatura: 

1. temperatura de saturação do secundário na condição de 

potência nominal (T^^^); 

2. temperatura de entrada do fluido na condição de potên 

cia nominal (Tp̂ ^̂ ĵ.) ; 

3. temperatura da água de alimentação do secundário (Tp); 

4. vazão mássica do fluido primário (Wp); 

5. fator de incrustação na superfície interna dos tubos 

(Fg^^^), necessário aos modelos 2, 3 è 4; 

6. fator de incrustação do lado do circuito secundário ' 

(F . ), necessário aos modelos 2, 3 e 4; 

7. potência inicial desejada, fornecida como uma fração 

de potência nominal; 

8. potência final desejada; este dado é fornecido quando 

se deseja uma verificação dos valores finais; apresen 

ta-se também como uma fração da potência nominal; 

9. coeficientes de transferência de calor entre o fluido 

primário e ô metal e entre o metal e o fluido secunda 

rio (Upjĵ ĵ  e U^gj^f onde i= 1, 2, 3, 4)^ necessário ao 

modelo 1. 

5. OUTROS DADOS; 

Nesta seção são apresentados os dados de entrada 

que não se encaixam em nenhuma das categorias mencionadas an­

teriormente; 
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I 

1. valor inicial das variáveis do estado estacionário pa 

ra dar inicio ao processo iterativo de Newton-Raphson. 

As variáveis necessárias para o cálculo do estado esta 

cionário sáo as seguintes: 

. temperaturas nos volumes 1, 2, 3 e 4 do primário, 

. temperaturas nos blocos 1, 2, 3 e 4 dos tubos de 

metal, 

. titulo mássico na saída da região dos tubos, 

. vazão mássica de fluido secundário no gerador; 

. comprimento da região subresfriada; 

. temperatura do volume de água da câmara superior; 

2. tempo de resposta da vazão de alimentação ; 
c 

3. aceleração da gravidade (g) ; 

4. coeficiente global de perda de carga (Cd). Este valor 

é utilizado para o cálculo do estado estacionário em 

todos os modelos. Nos modelos 3 e 4 (que apresentam a 

equação de quantidade de movimento na sua forma comple 

ta), após o cálculo da perda de pressão total no esta­

do estacionário, calcula-se o perfil de perda de pres­

são no gerador de vapor e a partir deste instante os 

diversos coeficientes de perda de carga passam a ser 

calculados durante o transiente; 

5. coeficientes de perda de carga (Cd^) ao longo do gera­

dor de vapor, fornecidos como uma porcentagem do coefi 

ciente total - necessários ao modelo 2; 

6. nível de água do gerador no estado estacionário, medi­

do acima do "downcomer" (L ); 
a 

7. controles dos níveis de temperaturas que determinam os 

fluxos de calor para o volume subresfriado do secundá­

rio. Estes dados representam os parâmetros e 3^ in­

troduzido nas equações 3.48 e 3.58. Aconselha-se ado -

tar O e 3^= 1; 

8. matriz de controle das condições de contorno. Nesta ma 

triz estão presentes os tempos inicial e final das per 



196 

4; 

i ' . = O - correlação de Chen, 
pelic 

i - . = 1 - correlação de Thom. 
peixe 

turbações e os coeficientes dos polinomios que descre 

vem as 5 condições de contorno; 

l - - _ • , 

" controle da escolha da correlação usada para o calcu 

Io do coeficiente de transferência de calor por e b u M 

ção nucleada (ipgj^ic) " necessário aos modelos 2, 3 e 




