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1 

R E S U M O 

O programa digital PANTERA destina-se â análise ter

mo-hidráulica do núcleo de reatores a água pressurizada (PWR). 

Ele resulta de modificações no código COBRA-IIIC, pela introdu 

ção de um novo modelo de condução térmica para as varetas com 

bustiveis. Os resultados calculados pelo programa são compara 

dos com dados experimentais obtidos de feixes de varetas, simu 

lando condições de reatores. A validade do novo modelo térmico 

ê também investigada. O programa PANTERA, através de um proce 

dimento simplificado de cálculo, ê utilizado para a análise té_r 

mo-hidrãulica do núcleo do reator Indian Point, Unidade n9 2 , 

em condições estacionárias. Os resultados são discutidos e com 

parados com os dados de projeto. 
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A B S T R A C T 

The computer program PANTERA is applied in the 
thermo-hydraulic analysis of Pressurized Water Reactor Cores 
(PWR) . It is a version of COBRA-IIIC in which a new thermal 
conduction model for fuel rods was introduced. The results 
calculated by this program are compared with experimental data 
obtained from bundles of fuel rods, simulating reactor condi
tions. The validity of the new thermal model is checked too. 
The PANTERA code, through a simplified procedure of calculati
on, is used in the thermo-hydraulic analysis of Indian Point, 
Unit 2, reactor core, in stationary conditions. The results 
are discussed and compared with design data. 
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U N I D A D E S 

Como o programa digital, tomado como base para o de 

senvolvimento do presente trabalho, e as principais referências 

bibliográficas utilizam o Sistema Britânico de Unidades,tal sis 

tema será adotado no decorrer desta apresentação. Isto tornará 

mais fácil o problema da programação digital, preparação de da 

dos e a análise e comparação dos resultados calculados. Entre

tanto, as unidades do Sistema Britânico poderão ser converti 

das ao Sistema Internacional mediante a utilização dos fatores 

de conversão apresentados abaixo: 

GRANDEZA SISTEMA BRITÂNICO/SISTEMA INTERNACIONAL FATOR 

Calor Específico Btu/lb-°F kJAg-°c 4,186 

Comprimento ft m 0,3048 

Condutância Térmica Btu/h-ft2-°F W/m2-°C 5,6783 

Condutividade Térmica Btu/h-ft-°F W/m-°C 1,7307 

Densidade lb/ft3 kg/m3 16,018 

Energia EtU J l,0548xl03 

Entalpia Específica Btu/lb kJAg 2,3256 

Fluxo de Calor Btu/h-ft2 W/m2 3,1546 

Massa lb kg 0,45359 

Potência Btu/s W l,0548xl03 

Pressão psi N/m2 6,8947xl03 

Tensão Superficial lbf/ft N/m 14,594 

Vazão de Massa lb/s kg/s 0,45359 

Velocidade de Massa lb/h-ft2 kg/m2-s 1,3562x10" 

Viscosidade lb/h-ft kg/fa-s 4,1338x10" 
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1 - INTRODUÇÃO 

Para estabelecer os limites de segurança da opera

ção de uma central nuclear, o comportamento da transferência 

de calor relacionada ao escoamento do fluido refrigerante nos 

feixes de varetas de combustível nuclear deve ser bem conhe

cido para todas as condições normais e anormais de operação. 

As maiores limitações na operação de um reator refrigerado a 

água são impostas pela máxima capacidade de remoção de calor, 

de modo a evitar a ocorrência de fluxos de calor crítico (DNB) 

e altas temperaturas no combustível. 

Sempre que possível, as informações sobre o compor

tamento termo-hidraúlico do refrigerante são obtidas a partir 

de experiências utilizando feixes de varetas, eletricamente a 

quecidas, para simular condições de operação de reatores. Pa

râmetros típicos, tais como distribuições de entalpia e vazão 

de massa, fluxo de calor crítico podem ser obtidos destas ex

periências, sob condições pré-estabelecidas. Entretanto,algu

mas condições de operação estacionárias e transitórias não po 

dem ser simuladas em laboratórios em escalas reais. Então, téc 

nicas analíticas são utilizadas para estender os resultados 

experimentais obtidos de feixes a núcleos de reatores. 

Nos últimos anos tem-se desenvolvido técnicas ana

líticas que permitem a análise do comportamento do refrigeran 

te em feixes de varetas aquecidas. Em tais técnicas, o feixe, 

percorrido axialmente pelo fluido refrigerante, é dividido em 

um certo número de subcanais paralelos e abertos lateralmente 

de modo que a mistura entre eles ê permitida. As equações de 

conservação da massa, energia e momento, aplicadas a estes 

subcanais,são resolvidas simultaneamente por métodos numéri

cos computacionais para a obtenção das distribuições axiais e 

radiais de entalpia e vazão de massa do fluido refrigerante. 

Este tipo de procedimento ê geralmente descrito como "análise 

por subcanais" e os programas de computadores digitais que im 
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plementam tal procedimento como "códigos de subcanais". Os cõ 

digos COBRA ( 1 , 2 , 3' 4 ) , THINC ( 5 , 6 ) e HAMBO ( 7 ) são exemplos de 

códigos de subcanais. Apesar destes terem sido escritos inde

pendentemente, seus modelos matemáticos são, basicamente, os 

mesmos. 

Paralelamente aos códigos de cálculo para o refrige 

rante, existem os códigos que analisam o comportamento de uma 

vareta de combustível nuclear sob as mais diversas condições 

de potência e +-empo de irradiação. Nesses códigos, as equa

ções de transporte de calor são resolvidas por métodos numêrl_ 

cos para obtenção das distribuições axial e radial de tempera 

tura da vareta. O conhecimento das distribuições de temperatu 

ras nas varetas ê importante porque o bom desempenho do nú

cleo do reator depende da integridade física do combustível e 

revestimento. Níveis de potência que levam a temperaturas ex

cessivamente altas nas varetas devem ser evitados. Os códigos 

GAPCON-THERMAL ( 8 , 9 , 1 0 ) , THERMO e NUSTEP ( 1 2 ) são exemplos 

de códigos destinados â análise do comportamento térmico de 

varetas de combustível. 

Seria desejável que se dispusesse de um código digi_ 

tal que se prestasse, simultaneamente, â análise do comporta

mento termo-hidrãulico do fluido refrigerante e ao cálculo 

das distribuições de temperaturas das varetas do núcleo do 

reator sob quaisquer condições de operação estacionárias ou 

transitórias. 

O objetivo deste trabalho consistiu em desenvolver 

um programa de computador digital destinado â análise termo-

hidráulica de núcleos de reatores. Este programa, cognominado 

PANTERA (Programa de Análise Termo-hidráulica de Reatores a Á 

gua), contêm toda a capacidade de análise de subcanais do C0-

BRA-IIIC^ , bem como a capacidade de cálculo das temperatu

ras da vareta combustível do GAPCON-THERMAL-2*10*. Os códigos 

COBRA-IIIC e GAPCON-THERMAL-2 foram escolhidos como base para 

o PANTERA devido âs suas flexibilidades e a seus modelos de 

cálculos já largamente testados. 
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A confiabilidade do código PANTERA para cálculos ter

mo-hidráulicos estacionarios de feixes de varetas foi verifica

da através da comparação entre resultados calculados e dados ex 

perimentais disponíveis. O modelo transitorio do programa não 

foi considerado neste trabalho. Os resultados fornecidos pelo 

modelo térmico do combustível foram comparados com aqueles cal

culados com" o código GAPCON-THERMAL-2 para uma mesma vareta 

exemplo, considerando varios níveis de potencia linear e um Ion 

go periodo de irradiação. 

Finalmente, utilizou-se o código PANTERA para os cál

culos termo-hidráulicos do núcleo do reator Indian Point, Unida 

de 2, em condições no inicio da vida, seguindo um esquema de 

cálculo semelhante ao desenvolvido no Massachussets Institute 

of Technology v /. 
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2 - FUNDAMENTOS TEÓRICOS 

2-1 INTRODUÇÃO 

Para analisar o comportamento térmico e hidráulico 

do núcleo de um reator refrigerado e moderado a água é neces

sário resolver um conjunto de equações diferenciais, represen 

tando as equações de conservação da massa, energia e momento. 

A solução deste sistema de equações somente se torna possí

vel, quando suposições simplificativas são adotadas no modelo 

físico que descreve o sistema. Além destas aproximações, cer

tos fenômenos precisam ser considerados nos cálculos por meio 

de correlações empíricas ou semi-empíricas, ainda não perfei

tamente estabelecidas. 

Este capítulo destina-se â introdução dos fundamen

tos teóricos comuns â maioria dos códigos de análise por sub 

canais e de temperatura do combustível nuclear. Os detalhes 

omitidos nesta descrição, principalmente na apresentação das 

correlações empíricas e semi-empíricas, poderão ser encontra

dos nas referências bibliográficas. 

2-2 MODELO MATEMÁTICO PARA 0 ESCOAMENTO DO FLUIDO 

A aproximação básica usada no presente modelo mate

mático ê a divisão do feixe de varetas em subcanais de escoa

mento, como mostra a Figura 2-1. * 

Cada subcanal do feixe ê dividido em um certo núme

ro de segmentos axiais e as equações diferenciais simultâneas, 

representando as equações de conservação da massa, energia e 

momento, são derivadas para os volumes de controle definidos 

por cada segmento axial. Com suposições adequadas para as mis_ 

turas laterais entre os subcanais adjacentes, o modelo materna 

tico pode ser desenvolvido para descrever as distribuições de 

entalpia e vazão de massa nos subcanais do feixe. 
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Numero do 
Sube ana 1 

TA 

Figura 2-1 Seção transversal de um feixe de 9 varetas 

Varias suposições são necessárias para o desenvolvi 

mento das equações do modelo matemático para o escoamento do 
(14) 

fluido. Neste trabalho admite-se que : 

1) Durante a ebulição, o escoamento do fluido em 

cada subcanal é uni-dimensional, bifãsico e as 

2) A densidade do fluido é especificada em função 

da entalpia, pressão, vazão, posição e tempo. 

3) Os-subcanais são acoplados por dois tipos de mi£ 

turas. O primeiro é uma mistura turbulenta que 

não causa nenhuma redistribuição de massa. 0 se

gundo é uma mistura transversal que resulta de 

uma redistribuição de fluido, que pode ocorrer 

artificialmente devida a obstáculos nos subca-

nais ou, naturalmente,devida a gradientes radi

ais de pressão dentro do feixe. 

2-2.1 Suposições Básicas 

fases líquida e vapor podem deslizar separadamen 

te uma sobre a outra. 
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3) Os-subcanais são acoplados por dois tipos de mi£ 

turas. O primeiro é uma mistura turbulenta que 

não causa nenhuma redistribuição de massa. 0 se

gundo é uma mistura transversal que resulta de 

uma redistribuição de fluido, que pode ocorrer 

artificialmente devida a obstáculos nos subca-

nais ou, naturalmente,devida a gradientes radi

ais de pressão dentro do feixe. 

2-2.1 Suposições Básicas 

fases líquida e vapor podem deslizar separadamen 

te uma sobre a outra. 



13 

4) A velocidade do escoamento transversal ê pequena 

comparada â velocidade axial. 

5) Os fenômenos que se propagam com velocidade sôni 

ca são ignorados. 

A validade destas suposições i discutida na ^eferên 

As equações do modelo matemático do escoamento po

dem ser derivadas considerando as suposições anteriores e a-

plicando as equações gerais de conservação da massa, energia 

e momento a um volume de controle de um subcanal arbitrário 

(i) em conexão com outro subcanal arbitrário (j). 

1) Equação da Continuidade 

Pela conservação da massa no volume de controle da 

cia 15. 

2-2.2 Equações de Conservação 

Figura 2-2, tem-se: 

8m. 

w '..dx 

w 

(i) Cj) dx 

. . dx 

m. i 
i 

Figura 2-2 Conservação da massa 
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m i - (mi+ j^àx) - w^dx + w^dx - w^dx = ~ (p^dx) (2-1) 

onde 

: vazão de massa do subcanal (i), 

w^jí vazão de massa por unidade de comprimento, en

tre os subcanais (i) e (j), devida ã turbulência do escoamen

to. 

w^jt vazão de massa por unidade de comprimento, en

tre os subcanais (i) e (j), devida â redistribuição de vazão, 

: densidade do fluido no subcanal (i) , 

A^ : área de escoamento do subcanal (i). 

A densidade do fluido ê dada pela equação da densi

dade bifásica: 

p = a p g + (l-a)p f (2-2) 

onde a = A^/A é a fração de vazio, e os subscritos f e g 

referem-se as fases líquida e vapor, respectivamente. 

Supondo que a vazão transversal turbulenta não cau

sa redistribuição de vazão wjj = wl^ e que 3A/8t=0, 

8p. 3m. 

VHT + -Ú " " wij' ( 2 " 3 ) 

SupÕe-se que a vazão transversal devida ã redistri

buição de vazão ou vazão transversal de desvio, w^j, é positi 

va quando a diversão do escoamento se dá no sentido do subca

nal (i) para o subcanal (j). A derivada temporal da densidade 

representa as variações no escoamento causadas pela expansão 

ou compressão do fluido. 
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Se existe mais de um subcanal adjacente, os termos 

de acoplamento são somados para todos estes subcanais: 

3p ± 3mi 

A i ~~3t + T x 

N 

- 3=1 Wij 
(2-4) 

2) Equação da Energia 

Aplicando a conservação da energia no volume de con 

trole da Figura 2-3, obtém-se: 

3(m.h.) 
m . h .+ 1 1 dx 
1 1 -V 

t 
W Î . h . dx 
31 3 

/ 
¿ n: dx 

H». wí .h . dx 
13 i 

(i) 

m.h. i i 

(j) 

w..h dx 
13 

dx 

Figura 2-3 Conservação da Energia 

m i h i - ( r ai hi + ã3E m i h i d x ) + w j i h j d x w i j h i d x w^hdx + 

+ î dx = j£ (pjAiujL) dx (2-5) 

onde 
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h: entalpia do fluido no subcanal (i), 

* ~ 
h: entalpia transportada pela vazao transversal de 

desvio. 

q^: calor adicionado por unidade de comprimento ao 

subcanal (i), ' 

p£: densidade efetiva para o transporte de entalpia 

no subcanal (i), 

u^: energia interna específica do subcanal (i). 

Simplificando a Equação (2-5),tem-se: 

Jt ( p Í V i » + 4 ( mi hi> - *i + ( h j - h i ) w i j - "ij* ( 2 " 6 ) 

A partir da definição de energia interna. 

p"u = p"h - p, (2-7) 

onde p ê a pressão do sistema. Substituindo isto na Equação 

(2-6) e considerando 3A/3t=0, 

DP! 
+ Ai -à- <2-8> 

Usando a equação da continuidade e desprezando os efeitos que 

se propagam com velocidade sônica (3p/3t=0), a Equação (2-8) 

torna-se: 
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A i II (Pihi> " A i h i - 3 T + m i - ¿ = 5 i " ( h i " h j ) w i j + 

+ (hi - h)w ± j (2-9) 

Usando a relação 

h M - TE (»H> - »K< (2-10' 

a equação acima pode ser escrita como: 

A i ['i" ^ (Pi hi " >Ihi>J 7T- + mi IbT - *i- ( hi - h j ) w i j + 

+ (h± - h)w±.. (2-11) 

A expressão para p"h pode ser obtida a partir da e-

quação de conservação 

(p"Adx)h = (p A dx)h + (p-A-dx)h-. (2-12) 
9 y y i x x 

Então, 

p"h = ctp h + (1 - ct)pfh (2-13) 
y y i- x. 

Considerando a função definida por 
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= p f (1 - a)X- Pga(l - X), (2-14) 

onde x = m g / m ® ° título de vapor, pode-se mostrar que 

(ph - p"h) = ij;hfg, (2-15) 

onde = - ê o calor latente de vaporização. 

Substituindo a Equação (2-15) na Equação (2-11), tem-se: 

T a i -] 3h. 3h. 
Ai L pi " hfg % J "St + mi "a = 5 Í " ( hi ' h3 ) wÍD + 

+ (hi - h)w ± j. (2-16) 

Uma simplificação pode ser feita nesta equação pela 

introdução da velocidade efetiva de transporte de entalpia,de 

finida por 

u" = ( l n/ A p ) • (2-17) 

p oh 

Para o escoamento bifãsico homogêneo ou para o escoamento mo

nofásico = 0. 

Considerando a definição de u", a equação da energia pode ser 

escrita como: 

1 8 h i . 3 h i _ *i ^ * ^ 
^ "Tt + T x ~ rn̂  ~ ( h i " hj> "m^ + ( h i " h ) "ml 
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O primeiro termo da equação representa a contribui
ção transiente para a variação espacial da entalpia. Este é 

um termo convectivo com uma velocidade de transporte u". O tem 

po de duração do transitório é relacionado a esta velocidade. 

O segundo membro da equação contém três termos para 
o transporte de energia térmica. 0 primeiro termo representa 

a taxa de variação da entalpia, se não ocorre nenhum tipo de 

mistura transversal. O segundo termo leva em conta o transpor 

te turbulento de entalpia entre os subcanais adjacentes. A 

mistura térmica turbulenta w' é análoga â difusão térmica por 

vórtices e é definida empiricamente. O terceiro termo leva em 

conta a energia térmica transportada pela vazão transversal de 

desvio. Este é um termo convectivo que requer, a priori, a es-
* 

colha da entalpia h transportada lateralmente. 

A transferencia de calor q| pode ser dividida em 

dois termos. 0 primeiro ê a transferência de calor q£ da su

perficie do combustível para o fluido. Em regime estacionário 

este termo ê facilmente especificado. Entretanto, para transi 

tórios, ele depende, em cada instante, da temperatura do flui 

do, da temperatura da superfície do combustível e do coefici

ente de transferencia de calor superficial. Como urna alterna

tiva, o valor de q^ é especificado como função do tempo. 0 se 

<iundo termo de q| é a condução térmica entre os subcanais ad

jacentes, suposta ser proporcional â diferença de temperatura 

dos subcanais. A constante de proporcionalidade é considerada 

como função da geometria do subcanal e da condutividade térmi 

ca do fluido. 

Considerando o termo de condução térmica e todos os 

subcanais adjacentes, a equação da energia pode ser escrita oo 

mo: 

Sh, 

u! 3t 

91^ 

~Tx = m. 
N 
E 

3=1 
<Ti " ~™i"" 

N 
Z 
j=l 

(h. - h.) m ± 
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N * w . 
(2-19) 

onde ĉ _. é o coeficiente de condução térmica entre os subca -

nais. 

3) Equação do Momento Axial 

Pela conservação do momento no volume de controle da 

Figura 2-4, tem-se: 

m. u . + 

x x 

3 (m. u . ) 
i-J-dx 
3x 

•o 3 ( p i A i ) 
p . A. +— d x 

1 1 3x 
wI.u . dx 
Ji J 

(i) 

< 
CU 

gA.p . cos8dx 
l i 

s», w . u . d x 
i J i 
(j) 
* 

w. . u dx 
ij 

m . u . P • A. 
i i 
k A 

dx 

Figura 2-4 Conservação do Momento Axial 

mi ui - ( mi ui + À m i u i d x ) + P Í A Í - ( pi Ai + h p i A i d x ) -

- w ± j U dx + w ^ U j d x - w|jU idx - g A i p i 

Di D 
cos6dx + p^dA^ -

F i d X = *3t m i d X 
(2-20) 
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onde 

: velocidade de escoamento no subcanal (i), 

u : velocidade axial efetiva da mistura transversal, 

g : aceleração da gravidade, 

0 : ângulo do subcanal com a vertical, 

: força de resistência por unidade de comprimento 

do subcanal (i) . 

Simplificando a Equação (2-20) , tem-se 

dA 3m 
F. - gA i P. COS6 + P i _ - £ (p.A.) = -ji + ^ (m.u.) + 

+ (u± -Ujjwlj + u*w i ; j. (2-21) 

Considerando 

dA = II dx + II dt (2-22) 

e 3A/3t = 0, 

- P - gA.p. cosG - A. ̂ | = ^ i + 3 ( . + ( ) w , + 

3X dt dX 1 1 1 j X J 

* 
+ u j . (2-23) 

A força de resistência F^dx consiste de um termo de 

fricção nas paredes do subcanal e de um termo de arrasto que 

leva em conta os espaçadores e outros tipos de obstáculos. 
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O termo de fricção é calculado pela equação 

F f = - (§|) Adx. (2-24) 

O gradiente de pressão bifãsico - (̂ ) pode ser expresso 

em termos do gradiente de pressão monofásico - (4JE) para 
fo 

o fluido do canal considerado como líquido somente. Então 

- <ü>, - - <i> * <2-25' 
f f o 

onde <J) é o multiplicador de fricção bifãsico. O gradiente de 

pressão monofásico ê calculado a partir da equação de Fanning, 

" (ff) = ̂ ~ v 2 (m/A)2 (2-26) 
a x f o u 

onde f^Q ê o fator de fricção baseado no escoamento apenas de 

líquido, v I o volume específico do líquido, e D I o diâmetro 

hidráulico.Considerando as Equações (2-25) e (2-2.6) , a força 

de fricção ê então dada por: 

= Avf£ ( m / A )

2

d x (2-27) 
1 2D 

onde f - 4f_ . 
fo 

O termo de arrasto é calculado pela equação 

F = - Adx. (2-28) 
D D 
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O gradiente de pressão - devido âs grades espaçadoras ou 
ax D 

outros tipos de obstáculos pode ser calculado usando a equa

ção de queda de pressão para expansão e contração súbitas: 

- (|E) = - Sfilfi! (2-29) 
dx 2dx 

onde K ê o coeficiente de perda de pressão, e p' uma densida

de efetiva para o transporte de momento, definida a partir da 

equação de conservação 

mu mgUg + m fu f. (2-30) 

Usando as relações 

obtêm-se 

ou 

m = GA m = GAX m = GA(1 - X) 
y i 

(2-31) 

u = G/p' u = 
g p ga 

u_ = 
G(l - X) 
Pf(l - a) 

(2-32) 

u = G 
2 2 

x + d - yp 
pga P¿(1 - a) 

(2-33) 

u = G/p' = (m/A)v', (2-34) 

onde G é o fluxo de massa ou velocidade de massa, e 
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2 2 
v» = l/p» = -2- + ( 1 ~ X ) — - (2-35) 

Pgü pf(l - a) 

ê o volume especifico efetivo para o transporte de momento. 

Considerando a Equação (2-34), o gradiente de pres

são de arrasto pode ser escrito como 

- (fe = (*/A>2 (2-36) ldx' D 2dx 

e, portanto, 

F D = ff^- (m/A)
2 dx (2-37) 

Com as equações para os termos de fricção e arrasto, 

a força de resistência por unidade de comprimento, experimen

tada pelo fluido no subcanal (i) , é calculada por 

A.v.f <f>. A.K.v! m. 2 

Usando as Equações (2-34) e (2-38) e a equação. da 

continuidade, a equação do momento axial pode ser escrita como 

3m. 3p. i ' i — - - 2u.A. =• + A 
3t 1 1 3t 

a v 

+ Ai íx<S^ 

3x 

- gA^p^cosG 

m. „ 
- A i ( ^ ) 2 

A i 

i i yi + i i + 

2D, 2dx 

(u±-u..) w|_. + (2ut-u*) w i ; j (2-39) 
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Os dois primeiros termos da Equação (2-39) são os 

componentes transitorios do gradiente axial de pressão. Não 

considerando as misturas transversais, o segundo membro con -

têm os componentes de resistência, aceleração espacial e gra-

vitacional do gradiente de pressão. O termo devido ã mistura 

transversal turbulenta tende a equalizar as velocidades dos 

subcanais adjacentes e o termo devido â mistura transversal de 

desvio leva em conta a variação na velocidade do subcanal. 

Considerando todos os subcanais adjacentes, a equa

ção do momento axial pode ser escrita como: 

1 ait i j dPj 8Pj 

A ± 3 t " i 3t + 3x 

ra. 2 
(TÍ) 

i i yi 
2D. 

K . V f 
i i 
2dx 

+ l ox Aj/ - gp^osQ - f 
N 

¿ i 
( UÍ " Uj )"Ã^ 

N w ± . 
+ j £ l ( 2 u i - u*)-|l (2-40) 

onde o f t e o fator de momento turbulento. Este fator leva em 

conta a analogia imperfeita entre a difusidade turbulenta de 

entalpia e momento. 

4) Equação do Momento Transversal * 

A diversão transversal de fluido ê causada por gra

dientes radiais de pressão dentro do feixe. Estes gradientes 

podem decorrer naturalmente de uma diferença de aquecimento 

entre os subcanais ou, de uma maneira forçada, de obstáculos 

ou bloqueios existentes nos canais de escoamento. 

O cálculo da vazão transversal entre os subcanais , 

requer uma formulação baseada na equação de conservação do mo 

mento transversal. 



Figura 2-5 Sistema de coordenadas no espaçamento entre vare -

tas 

Para o escoamento turbulento, as velocidades em ca

da uma das direções mostradas na Figura 2-5 podem ser conside 

radas como a soma de um componente principal localmente cons 

tante e uma parte flutuante, isto é, 

na direção x: u= u+u' 

na direção y: v= v+v' 

na direção z: w= w+w 1. 

Nestas coordenadas, a equação de movimento na dire

ção y pode ser escrita como: * 

o ( 9 u ' v ' + 9 v ' v ' + 9 v ' w ' ) (2-41) 

onde u ë a viscosidade dinâmica do fluido. Esta expressão e 
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tuna das equações de Navier-Stokes para ura fluido incompressí

vel. Os dois últimos termos da equação representam os efeitos 

de fricção e mistura turbulenta, os quais, segundo Rouhani^, 

podem ser desprezados em comparação com os demais termos. 

Rouhani mostrou também que a análise do escoamento transver

sal pode ser realizada a duas dimensões porque os efeitos na 

direção z são desprezíveis. O termo v8v/3y, na ausência de bio 

queio, somente ê desprezível quando os subcanais são semelhan 

tes. No caso de subcanais diferentes,este termo é da mesma or 

dem de u8v/3x. 

Uma outra expressão para o balanço de momento trans 
(4) 

versai foi derivada por Rowe para o volume de controle da 

Figura 2-6. Supondo que as velocidades transversais são peque 

nas comparadas âs velocidades axiais, pode-se escrever: 

Ay = £ 

Figura 2-6 Volume de controle de Rowe (4) 

< P i - pj)sAx - F±jfcAx + (p*s£u*v)x - (p*s«.u*v)x + A x = 

(p*v)s*Ax (2-42) 
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onde 

s: espaçamento entre as varetas, 

íz distância efetiva de mistura, 
F i j : t e r m o Ç u e x e v a e m conta as forças de fricção , 

expansão e contração, 

p * : densidade da mistura transversal, 
u*: velocidade axial efetiva do fluido entre as va

retas , 

v: velocidade de escoamento transversal. 

Considerando o limite quando Ax+ 0, a equação aci

ma torna-se: 

onde 

It̂ ij + |x ( u* wij> + FiJ » { s / l ) (Pi - Pj } ( 2 " 4 3 ) 

wij = P*sv- (2-44) 

O termo F^j ê calculado por 

F ± j = (s/£)ApR (2-45) 

.onde Ap R ê a queda de pressão devida â resistência ao escoa -

mento transversal. Esta queda de pressão é dada por 

A p R = ?P*|v|v ( 2 _ 4 6 ) 

onde K ê ura coeficiente de perda de pressão, denominado coefi 

ciente de resistência transversal. Considerando este resulta

do, a Equação (2-45) pode ser escrita como: 

*u-<-/*> c u "u ( 2 _ 4 7 ) 
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onde 

Kl wij| 
C . = -i ¿I • (2-48) 
. 1 3 2p*s2 

A densidade p*, suposta ser a densidade do subcanal 

doador, ê definida por: 

p. w. . > 0 
p* =J *•'> *0 (2-49) 

p .. w. . < 0. 

A velocidade efetiva u* e o parâmetro (s/l) são de

terminados empiricamente. 

(17) 

Brown et al. , usando a equação de Rowe, deriva

da para um volume de controle de comprimento uniforme Ay, não 

conseguiram verificar dados experimentais de bloqueio, nos 

quais escoamento transversal rápido e grandes redistribuições 

de pressão são encontrados. A verificação somente foi possí

vel utilizando uma equação derivada a partir de um balanço de 

momento transversal aplicado a um volume de controle de compri 

mento variável. Considerando a Figura 2-7, pode-se mostrar 

que: 

(Pi-PjJsAx - F ± j¿Ax = j£ (p*vHsAx + (P*
u* v) x + A x'(*- -HAx)s~ 

(p*u*v) Jts (2-50) 

Substituindo 
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Ax 
dx 

x+Ax 

x+Ax 

1" 

Figura 2-7 Volume de controle com largura não uniforme (17) 

! dl = - f(x)dx = l - Ay 
Ay JO 

na Equação (2-50) , resulta: 

9 w i - i a f' e 

_ | 2 + £ ( u ^ ^ l s / D C ^ w ± j - £ ( u * w i : . ) x + A x - (f) ( P i- P j) 

onde 

J2-51) 

• _ f(x>; £= Ay- f (x) dx (2-52) 

e f(x) ë uma função empírica. A expressão de Rowe é obtida 

com f (x) = 0. 
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O parâmetro Ay não é conhecido, mas pode ser expres

so por Ay = 6ZjLj' o n c^ e B é parâmetro empírico e Ẑ .. é a distân 

cia centro-a-centro dos subcanais (i) e (j). Segundo Brown, as 

forças de fricção e contração podem ser desprezadas e as per

das por expansão podem ser calculadas considerando 

onde 

K |w..I 
C. . = e • (2-53) 
li - * 2 J 2p s 

K e = (l/a - l )
2 (2-54) 

ê o coeficiente de perda de pressão por expansão. 0 parâmetro 

a i a razão entre as áreas menor e maior de escoamento, isto é, 

a = (2-55) 
XbAx 

onde b é a largura efetiva do canal e X é uma constante empíri 

ca. Portanto, 

C. . = . 1 } 2 J^iji ( 2 _ 5 6 ) 

^ s 2 P % 2 

Segundo Brown, a Equação (2-51), com valores adequa 

dos de B, X e f(x) verifica resultados experimentais de vazão 

transversal em configurações de bloqueio. * 

(18) -Sha et al. sugerem, para o caso de análise de 

bloqueios, a adição na equação de Rowe do termo 3(vw/3y), que 

leva em conta o gradiente transversal de pressão na equação do 

momento transversal. Então 

7t "lj + -h ( u * w i j ' + 97 <™ij> + " ( s / 1 ) 'Pi-Pj» ( 2 - 5 7 ) 
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Esta equação, derivada a partir da equação geral do momento 

transversal, ê uma aproximação adequada para o cálculo da va

zão transversal de desvio nos problemas de bloqueios. Na ausen 

cia de bloqueios, ou quando as velocidades transversais forem 

pequenas comparadas â velocidade axial, a equação de Rowe pode 

ser utilizada. 

2-3 MODELO MATEMÁTICO DE CONDUÇÃO TÉRMICA NO COMBUSTÍVEL 

A distribuição de temperatura numa vareta de combus

tível nuclear pode ser obtida a partir de um balanço de calor 

nos elementos diferenciais cilíndricos mostrados na Figura 2-8. 

No presente modelo, uma aproximação de parâmetros agrupados é 

adotada para o combustível e revestimento. Nesta aproximação, 

as resistências e capacitancias térmicas são avaliadas para con 

dições médias de espaço e tempo em cada zona radial. 0 modelo 

de parâmetros agrupados ê adequado somente para transitórios JB 

lativãmente lentos, como no caso de acidentes de perda de re-

frigeração. 

Figura 2-8 Modelo térmico da vareta combustível 
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2-3.1 Suposições 

O modelo de condução de calor na vareta combustível é 
, . . . - (19,20) baseado nas seguintes suposições ' : 

1) O escoamento de calor é unidimensional, isto é,na 

direção radial. A distribuição de temperatura na 

vareta ê independente "de coordenadas axiais e an 

guiares. 

2) A superfície interna da primeira zona radial é a-

diabãtica. 

3) A condutividade térmica e o calor específico do 

combustível e revestimento são funções da tempera 

tura. As densidades podem ser especificadas para 

cada zona radial. 

4) A geração de calor no combustível pode ser não u-

niforme. 

5) Nenhuma energia térmica é armazenada no gás conti 

do na folga radial. 

2-3.2 Equações de Condução Térmica 

O balanço de calor na zona radial (i) pode ser escri 

to da seguinte forma: 

3T. 

(entrando) - q^ (saindo) + q^ (gerado) = P̂ cj_Vĵ _ "ĝ r (2-58) 

onde 

q : taxa de geração de calor , 

p : densidade , 
c : calor específico, 

T : temperatura, 

t : tempo. 
As equações de condução para o combustível são: 
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T - T dT 
- _i L + q = p e V — ^ i=l 

R x

 x -1 x -1 dt 

T . . - T . T . - T . , . dT. 
- ¿ ^ i - -i i±i + q . = p.c.V. — i Ki<N 

R._x R. 1 1 1 1 dt 

" ^ - ̂  " + q = p C V ^ i = N 

V i *N * N " 
(2-59a) 

e para o revestimento 

T„. . , - T„. . T„,. - T 
N+i-1 N+3 N+T + 1 ^ dT, . 

- M N + 3 N+3 N+D h+j , -1 J 

+3 

T N + M - 1 ~ T N + M T N + M " T

 = v

 d T * j + M 

R R

 Q N + M N + M N + M N + M j=M 
^l+M-1 dt . 

(2-59b) 
onde 

ln(r ,/r*) ln(r* ,/r. ,) 
R > = i±i—L- + i±i—ÜL. I ^ K N 

1 2iTAxk. 27rAxk. ,, i í+l 

l n ( r N + l / r 5 ) + 1 +

 l n ( r N + l / 3 W 

2TTAxkN 27rAxr N + 1h g a p 2irAxkN+1 

. = ^ N + J ^ ' N + J * +

 L N^ RN+1+l / RN+j+2 )

 u j < M 

2 ^ x k N + j 2 1tAxk N + j + 1 

_ _ L N ( R N + M + 2 / R N + M ) , 

2 l T A x kN+M 2 7 r A x rN+M+2 hF 

r ± = R v + (i-l)Ar l^i^N+1 

rN+j+l = R C 1 + Ar c l*j<M+l 

Ar = (Rp - Ry)/N 

Ar c - (R c 2 - R c l)/M 
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T : temperatura do fluido, 

h : condutância da folga radial, gap 

h„ : coeficiente de transferência de calor entre a 
r 

superfície do revestimento e o fluido, 

k : condutividade térmica, 

Ax : segmento axial, 

N : número de zonas radiais no combustível, 

M : número de zonas radiais no revestimento. 

Supondo volumes iguais para as semi-zonas, o raio de 

cada nodo é dado por: 

r i = £{ri+l + ri ) / 2J U U N 

r j + j - [ ( r
2

+ j + 2 + 4 + . + 1)/2-]^
2 l<j«M 

Considerando 

r ± = Ar [y + (i-1)] , 

rN+j-fl =
 A r c ^ + 

onde 

Y = Ry/Ar e Ç = R c l/Ar c 

obtém-se: 

r* = Ar{[2Y2 + 2(2i-l)y + (2i2-2i+l)]/2}1/2 l<i«N 

r* + j = Arc{[2Ç
2 + 2 (2j-l) Ç + (2j2-2j+l)]/2}1/2 Uj«M 

V i = irAxAr
2[2Y + (2i-l)] l«i«N 

V N + j = 7rAxAr 2[2Ç + (2j-l)] l.<j«M 
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Usando uma diferença finita para dT/dt, isto é, 

ãT± Ti(t+At) - Ti(t)
 T

i - ^ i 

dt At At 

e definindo 

K. = - i x 
ttAxR. 

X 

as equações de condução podem ser escritas como: 

' A21 T1 + A31 T2 = B l 1 = 1 

A,.T. . + A 0 . T . + A 0 . T . , 1 = B. 1<X«N lx x-1 2x x 3x 1+1 x 

A l , N + j T N + j - l + A2,N+j TN+j + A3,N+j TN+j+l = B N + j 1<J<M 

A T + A T = B j=M 
1,N+M N+M-l 2,N+M N+M N+M 

onde 
(2-60) 

A21 = K l + ( 2 Y + 1 ) Ar2p1c]L/At 

A31 = " Kl 

B 1 = (2y+1) Ar
2 (q'^+p^^^At) 

A,. = - K. , lx x-1 

A2i = Ki-1 + Ki + ^ 2 Y + ( 2 i _ 1 ) ] Ar 2p ic i/At 

A3i = " Ki 

B ± = [2Y+- (2i-l)] Ar
2 (q'J+PjC^/At) 
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l,N+j N+j-1 

A2,N+j " KN + j-l
 + «N+j + & + í2j-D]Ar2 P N + j C N + j / A t 

A3,N+j = " KN+j 

BN+j " + (2j-D]Ar2 (q S + j + P N + jc N + jT N + j/At) 

A1,N+M = ~ KN+M-1 

K «.« = KMJ_„ . + K _ M + + (2M-l)]Ar2 p v, O v x M/At 2,N+M N+M-l N+M ^ J c N+M N+M 

B, U M = K M. M T + [2Ç + (2M-l)]Ar
2 (q"' „+P M . M

C

M . mT\. . M/At) N+M N+M L J c ^N+M N+M N+M N+M 

onde q"1 é a taxa de geração volumétrica de calor. 

As Equações (2-60) podem ser colocadas sob a forma: 

|A| {T} = {B} (2-61) 

onde |a| i u'a matriz tri-diagonal e {B} e {T} são matrizes co 

lunares. O sistema de equações, determinado pela equação matri 

ciai acima, pode ser resolvido para as temperaturas usando um 

método de eliminação de Gauss. 

2-4 CORRELAÇÕES EMPÍRICAS E SEMI-EMPÍRICAS PARA 0 FLUIDO 

A solução das equações de conservação para o fluido 

requer um certo número de suposições simplificativas e o uso de 

varias formulações empíricas e semi-empíricas. 

2-4.1 Fator de Fricção 

A queda de pressão por fricção em escoamento monofá

sico pode ser calculada por: 
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onde 

V : velocidade do escoamento, 

p : densidade do fluido, 

Ax/D: razão comprimento-diâmetro equivalente, 

f fator de fricção monofásico. 

O fator de fricção de um escoamento isotérmico turbu 

lento em tubos lisos i dado, como função do número de Reynolds, 
(21) 

pela equação de Moody ; 

— = 2,0 log,n (R vi) - 0,8 (2-63) 
/£ i U e 

A comparação de dados de escoamento isotérmico em tubos lisos 

mostra que 

f = aRb + c (2-64) e 

onde a, b e c são constantes que dependem da rugosidade e geo

metria do canal. 

Algumas das correlações mais utilizadas para calcu -
~ (22) lar o fator de fricção isotérmico sao apresentadas a seguir . 

1) Correlação de McAdams 

Para o escoamento turbulento em tubos lisos dispo 

níveis comercialmente: 

f = 0,184 R e~°'
2 (2-65) 

2) Correlação de Miller 

Para um feixe de 37 varetas com 3 ft de comprimen 

to e 0,625 in. de diâmetro num reticulado triangular de razão 

passo-diâmetro igual a 1,46: 

f = 0,296 R e~°'
2 (2-66) 

3) Correlações de Wantland 

Para um feixe de 100 varetas com 6 ft de compri -
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mento e 0,188 in. de diâmetro num reticulado quadrado de razão 

passo-diâmetro igual a 1,106 e para número de Prandtl (P ) en-
3 4 

tre 3 e 6 e número de Reynolds (Re> entre 10 e 10 : 

f = 1,76 R e ~
0 , 3 9 (2-67) 

Para um feixe de 102 varetas com 6ft de comprimento e 

0,188 in. de diâmetro num reticulado triangular de razão passo-

diâmetro igual a 1,119 para P r = 3-6 e RQ = 2 x io 3 - IO 4, 

f = 90,0 Re" 1' 0 + 0,0328 (2-68) 

Para o escoamento sobre uma superfície aquecida, é 

necessário considerar as variações no fator de fricção causa

das por variações da viscosidade do fluido perto da superfície. 

O fator de fricção isotérmico, como calculado pela Equação (2-64), 

pode ser corrigido para a viscosidade próxima a parede do canal 
i , - (4) pela correlação : 

— = 1 + !ü[(!^) 0' 6 - 1] (2-69) 

onde 

fiso Pw ^b 

P^ : perímetro aquecido, 

P w : perímetro molhado, 

: viscosidade média do fluido, 

: viscosidade do fluido próximo â parede do canal, 

avaliada para a temperatura superficial. 

2-4.2 Multiplicador de Fricção Bifásico 

A queda de pressão no escoamento bifásico pode ser de 

finida em termos da queda de pressão monofásica por: 

(dp/dx) 
• = — (2-70) 

(dp/dx)f 

onde 
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<[> : multiplicador de fricção bifásico, 

-(dp/dx)^ : gradiente de pressão bifásico, 

-(dp/dx)^o: gradiente de pressão monofásico baseado 

no liquido somente. 

Várias relações são disponíveis para a avaliação do 

multiplicador de fricção bifásico: 

1) Modelo Homogêneo 

<f> = 1/0 x^0 (2-71) 

<j) = i X>0 
ap g + (l-a)pf 

(4) 
2) Modelo de Armand 

d> = 1,0 â O 

0 = ( 1 * } 0,39<(l-a)«l,0 
(1-a) 1' 4 2 

2 

(1-a) 2 , 2 

2 

(2-72) 

$ = 0,478 { 1~ X\ 9 0,1< (l-a)<0,39 

<J> = 1,730 ( 1 " X Í a A 0<(l-a)«0,l 
(l-a) i , b 4 

Os efeitos da velocidade de massa no multiplicador de 

fricção,calculado pelos modelos homogêneo ou de Armand, podem 

ser considerados utilizando as correlações de Baroczy ou de 

Chrisholmí23). 

3) Correlação de Levy 

Uma correlação para o multiplicar de fricção bifa 
(24) — 

sico para o escoamento anular foi derivada por Levy . Supon 

do que a somente a fase líquida está em contato com as paredes 

do canal e que o escoamento ê horizontal e isotérmico, tem-se: 
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<f» = — ± 5- (2-73) 
(1-AR 

Segundo Levy, esta equação apresenta uma boa concordância com 

dados experimentais de queda de pressão bifãsica. 

2-4.3 Queda de Pressão em Espaçadores 

As quedas de pressão devidas aos espaçadores das va

retas são do tipo de quedas de pressão de arrasto. Elas podem 

ser calculadas usando as equações de quedas de pressão em pre 

sença de contração e expansão súbitas ̂ 2 2^ . 

Para uma contração súbita, 

Ap c = - [£¥Í (i-a
2) + K c £2d ] (2-74) 

onde 2 2 

a : razão entre as áreas menor e maior de escoamento, 

V : velocidade no canal menor. 

Para uma expansão súbita, 

A P f, = a-o2) - K ]. (2-75) 
c 2 e 2 

Os valores dos coeficientes de perda de pressão K c e K g como 

função de o e do número de Reynolds são apresentados na Figura 

2-9. 

A queda de pressão após a contração e a expansão em 

uma grade espaçadora pode ser expressa em termos de um coefici_ 

ente efetivo de perda de pressão da grade, K^, ou seja. 

v 2 

Ap G = K G -Ê̂ — • (2-76) 
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Figura 2-9 Curvas de Kays e London 

2-4.4 Fração de Vazio 

Três expressões para calcular a fração de vazio em 

escoamento bifásico saturado são apresentadas: 

1) Modelo Homogêneo 

a = 0 x£0 
X v (2-77) 

a = 2 X>o 
(1-X,vf + Xv g 

2) Modelos das Fases Separadas 

a = 0 XCO 
Xv (2-78) 

a = 2 X>0 

(1-X) v f Y + Xv g 

onde Y = u / u« ê a razão de deslizamento. 
9 i 
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3) Modelo de Armand 

a = 0 X$0 

(0,833+0,167X)Xv (2-79) 
a = 2. x>0 

(l-X)v^ + Xv 
f g 

2-4.5 Ebulição Subresfriada e Titulo de Vapor 

A principio supunha-se que a ebulição em um canal a-

quecido iniciava quando a temperatura média do fluido atingia 

o seu ponto de saturação .A formação das primeiras bolhas era 

calculada por um balanço de energia de acordo com a primeira 

lei da Termodinâmica. Esta suposição, no entanto, não ê válida 

quando altos fluxos de calor estão presentes, especialmente no 

caso do núcleo de reatores nucleares refrigerados a água. 

Para altos fluxos de calor, a evaporação pode ocor 

rer próxima â superfície aquecida, a despeito do fato da tempe 

ratura média do fluido não ter atingido a temperatura de satu

ração. Este fenômeno, chamado de "ebulição subresfriada", é de 

vido a ausência de equilíbrio termodinâmico no líquido. Existe 

uma camada de contorno superaquecida próxima â parede, embora 

a temperatura média local do fluido se mantenha subresfriada . 

As bolhas formadas perto da parede crescem devido â transferên 

cia de massa e calor dentro da camada de contorno superaqueci

da . 

O desenvolvimento da ebulição ao longo de um canal a 

quecido ê mostrado na Figura 2-10, onde quatro regiões distin

tas podem ser consideradas. 

Na região I, devido ao alto subresfriamento do líqui 

do, o escoamento ê puramente monofásico. A transferência de ca 

lor da parede para o fluido ocorre somente por convecção força 

da. Ã medida que o calor ê adicionado, a temperatura do líqui

do aumenta e, eventualmente, a temperatura da parede atinge um 

ponto para o qual ocorre a formação das primeiras bolhas em al̂  

guns locais da superfície aquecida.Entretanto,o subresfriamento 
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é ainda suficientemente alto, de modo que as bolhas nao podem 

crescer além da fina película de contorno superaquecida e elas 

recondensam-se imediatamente após o seu topo entrar na zona sub 

resfriada. Nesta região II, tem-se a impressão de que . as bo

lhas estão aderidas â parede. A fração de vazio é tão baixa que 

pode ser considerada como um efeito de parede. 

Figura 2-10 Fração de vazio ao longo de um canal aquecido 

Seguindo ao longo do canal, a diferença entre a tem

peratura de saturação e a temperatura média do fluido torna-se 

pequena. As bolhas formadas na camada de contorno superaqueci 

da podem agora destacar-se da superfície aquecida e condensar 

-se parcialmente no fluido subresfriado. A partir deste ponto 

de destacamento de bolhas,ponto B da Figura 2-10, a fração de 

vazio na região III aumenta rapidamente. O fluido, como meneio 

nado, não está em equilíbrio termodinâmico, porque no meio sub 

resfriado existe um grupo de bolhas na presença de líquido sub 

resfriado. Na região IV, o fluido atinge o equilíbrio termodi

nâmico e então existe al puramente uma geração liquida de va

por. 

Para prever o inicio da ebulição e o título real de 

vapor em um canal com altas densidades de fluxo de calor,vários 
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modelos teóricos envolvendo muitas suposições empíricas são 
(23) (25) 

disponíveis. Os modelos de Berges-Rohsenow , Levy e 
(26) 

Bowring podem ser mencionados. 
1) Início da Ebulição Subresfriada 

• Considerando a variação do fluxo de calor com a 

temperatura de superfície, para uma dada posição axial, e su

pondo constantes o subresfriamento de entrada e a velocidade de 

escoamento do fluido, pode-se traçar a Figura 2.-11. A linha 

ABD' representa a curva de transferência de calor monofásica 

sob convecção forçada e D'EF representa a curva de ebulição sub 

resfriada completamente desenvolvida. 

Figura 2-11 Fluxo de calor versus temperatura de superfície 

0 início da nucleação de bolhas ê determinado como a 

interseção da curva de transferência de calor monofásica com 

a curva de ebulição subresfriada completamente desenvolvida. 

A curva de transferência de calor monofásica é re -

presentada pela equação: 
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T w = T F + <f>/h (2-80) 

onde T i a temperatura do fluido. 0 coeficiente de transieren 

cia de calor sob convecçõo forçada h pode ser calculado pelas 
(23) 

bem conhecidas equações de Dittus-Boelter ou Colburn 

Análises de dados experimentais realizados porMcAdams 
(23) 

Jens-Lottes e Thom mostraram que o subresfriamento e a ve 

locidade do fluido não tem nenhuma influência no comportamento 

de transferência de calor na região de ebulição subresfriada 

completamente desenvolvida. Os dados experimentais foram rela

cionados através da expressão 

Tw = TSAT + A TSAT ( 2 " 8 1 ) 

onde ÂTg A T é dado por 

A TSAT = B<t,n- (2-82) 

Os parâmetros 8 e n dependem das propriedades físicas do flui. 

do e das condições de nucleação da superfície aquecida. 

O superaquecimento AT para a água ê frequentemen-
— oai (23) 

te calculado pela correlação empírica de Jens-Lottes , 

A T S A T = l,9<f,
1/4 exp (-p/900) • (2-83) 

(23) 
ou pela correlação de Thom , 

A TSAT = °'072<b1/2 exp(-p/1260) (2-84) 

onde p ê a pressão absoluta em psia, A T S A T é em °F, e <{> é em 

Btu/h-ft2. 

O início da ebulição subresfriada é, portanto, dado 

por 

T P + á = TSAT + M n (2-85) 
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ou 

8 0 N B - £ - B»" (2-86) 

onde 0n„n = T N , M - T„ é o subresfriamento local no início da e ONB SAT F — 

bulição subresfriada. 

As investigações experimentais mostram, entretanto , 

que o início da nucleação de bolhas ocorre para um superaqueci 

mento de parede menor que aquele dado pelo ponto D* da Figura 

2-11. A região BCDE entre o ponto real de início da nucleação e o 

ponto de início da ebulição subresfriada completamente desen -

volvida é chamada "ebulição subresfriada parcial", porque nes 

ta região o calor ê transferido simultaneamente por convecção 

forçada monofásica e ebulição subresfriada. 

Uma outra previsão do início da nucleação de bolhas 
(23) 

foi obtida por Bergles e Rohsenow considerando a distribui

ção de temperatura na camada de contorno da parede aquecida 

Eles propuseram a seguinte equação empírica para a água: 

-. -I /-> o / 0 ,0234 

* 0 N B = 1 5 ' " P 1 , 1 5 6 Í I T S A T > ^ P 1 ( 2 " 8 7 ) 

onde <f>0NB é em Btu/h-ft
2, (AT s a t) 0 n b é um °F e, P é um psia.Es 

ta equação é válida para pressões no intervalo 15 - 200 0 psia. 

2) Início da Ebulição Subresfriada Completamente 

Desenvolvida 

A fração de vazio na ebulição subresfriada aumenta 

rapidamente quando o ponto E da Figura (2-11) é atingido (ponto 

B da Figura (2-10)).Um método oara calcular o subresf riamento no 
(25) 

ponto E foi proposto por Levy .No modelo de Levy,o ponto E 

é relacionado ao destacamento de bolhas. A posição onde as bo

lhas se destacam da superfície aquecida é obtida de um balanço 

das forças exercidas sobre a bolha, enquanto ela ainda está em 

contato com a parede, e da distribuição de temperatura no líqui 

do monofásico além da parede. As forças que atuam sobre a bolha 
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são mostradas na Figura 2-12, para o caso de um escoamento ver 

tical ascendente. 

Figura 2-12 Modelo de Levy 

A força de flutuação F^ i dada por 

F B = C Rg (pv - p„)r 'B g' s 

onde 

'B 

B 

constante de proporcionalidade, 

raio da bolha, 

aceleração gravitacional. 

(2-88) 

A força de tensão superficial F g pode ser expressa co

mo 

FS = C S r B a (2-89) 

onde C c ê uma constante de proporcionalidade e o ë a tensão su 

perficial. 

Finalmente, a força F F pode ser relacionada ao gradi_ 

ente de pressão por fricção e, portanto, ã tensão de cisalha -

mento na parede t . A expressão para F p é 

F = c r 3 (2-90) 
CF . F D

 rB 
e 
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onde C F ê uma constante de proporcionalidade, e ê o diâme -

tro equivalente. 

Um balanço destas forças aplicado â Figura 2-12 re -

sulta: 

C B g ( p f - p g ) r B + CF f rB " C S r B a = ° 
e 

de onde se obtêm o raio da bolha 

(2-91) 

B 

C O s 

c Bg(P f- P g) + c Fx w/D e 

1/2 

(2-92) 

Supondo que a distância y g da parede ao topo da bolha é propor 

cional a r D, pode-se escrever 

oD 1/2 
y B = c (~^) 

w 

! + c- 9" >P- P«."'« 

w 

-1/2 
(2-93) 

Esta distancia pode ser feita adimensional em termos de /r/p7 
w f 

pela equação 

+ . fw pf 

^B - y B \ /T f • ~f 

(2-94) 

ou 

+ C(aD ep f) 
1/2 

RB 1 + 
c'g(p f-p q)D e 

w 

-1/2 

(2-95) 

Segundo Levy,a temperatura do fluido na posição y g i aproxima

damente igual â temperatura de saturação. 

T = T B SAT- (2-96) 

Por outro lado, a temperatura T Q na posição y B pode ser especi 

ficada por meio das equações de Martinelli para o perfil uni -

versai de temperatura, ou seja. 
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T w - T B = QPrfy+ 0<y+<5 

+ 
y 

T w - T B = 5Q{Prf + ln[l + Pr f (-f - 1)]} 5^y^30 
+ 

Tw - T T Í = 5Q[Pr, + ln(l + 5Pr-) + 0,5 ln (—)] yR>30 
w a - 1 1 30 

(2-97) 

onde Q é um parâmetro adimensional definido em termos do fluxo 

de calor local <J> e do calor específico do líquido Cpf : 

4» 
Q = (2-98) 

pf Cpf / Tv/ pf 

Utilizando a Equação (2-96) e 

T w - T F = <f>/h (2-99) 

o subresfriamento no ponto de destacamento de bolhas é dado por 

0d = TSAT - TF = * / h - Q P rf^B 0 < V 5 

+ 
y 

0 d = <j)/h - 5QÍPrf + ln[l + Pr f (— - 1)]} 5<yB<30 
5 

+ 
Qd = <|>/h - 5Q[Prf + ln(l + 5Prf) +0,5 ln (—) | Y B

> 3 ° 

30 (2-100) 

Se os valores das constantes são conhecidos, as Equa 

ções (2-95) e (2-100) podem determinar o subresfriamento do 

fluido na posição onde as bolhas deixam a superfície aquecida. 

As constantes C e C , determinadas por Levy a partir de dados 

experimentais, são 

C = 0,015; C = 0 (2-101) 

0 resultado C*=0 indica que a força de flutuação pode ser des-
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prezada em comparação com as demais forças que atuam sobre a 

bolha. 

No modelo de Levy, o coeficiente de transferência de 

calor h pode ser calculado pela correlação de Dittus-Boelter e 

a tensão de cisalhamento x w pela equação 

T „ - f fi (2-102) 

onde f ê o fator de fricção monofásico. 

3) Título de Vapor 

Os códigos de subcanais que tratam os regimes monofá 

sico, ebulição súbresfriada e ebulição franca têm geralmente 

uma opção para suprimir o título de vapor subresfriado. Mas,-
_ (25) 

quanto sua inclusão se faz necessária, os modelos de Levy 
(26) ~ 

ou Bowring são frequentemente utilizados. Em ambos os mode 

los, o título de vapor ê calculado, via título subresfriado, a 

partir do subresfriamento 0 D para o qual ocorre o destacamento 

de bolhas. O título de vapor, por suposição,parte de zero no 

subresfriamento ©,, 
d 

(25) 

No modelo de Levy , o único discutido nesta apre

sentação, o título real é calculado em termos do título de e-

quilíbrio X e do título X^ para o qual ocorre o destacamento 

de bolhas, isto ê, 
X " °' X e < X d (2-103) 

X = X e - X d exp (Xe/Xd - 1); X e/X d<l 

onde 

h-h. 
X = - (2-104) 
e 

C r O , 

X d = - P r (2-105) 
hfg 
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2-4.6 Mistura Turbulenta 

A mistura turbulenta entre subcanais resulta de urna 

difusão natural por vórtices e pode ser caracterizada por uma 
(27) difusividade turbulenta de momento e,. .0 efeito da mistura M 

turbulenta na transferência de energia é medido pela difusivi

dade térmica e„. Então, o transporte turbulento de calor entre 
ti 

os subcanais pode ser expresso por 

w^lK.-h.) = Politi. (2-106) 

onde 

h: entalpia média, 

s: espaçamento entre as varetas. 

0 gradiente médio de entalpia é dado, aproximadamente, por: 

-re- h . -h . 
(§£) . . ~ _i 1 (2-107) 
vdz'i: zi;. 

onde Z.. ê a distância efetiva de mistura entre os subcanais . 

Com esta aproximação, a Equação (2-106) torna-se: 

p S e H . 
w ±3- (2-108) 
13 Zít 

Dividindo esta expressão por Ĝ s obtém-se a equação básica pa 

ra a mistura turbulenta na sua forma adimensional, ou seja, 

W . . 

M. . = -il s (2-109) 
1 J G.s G,Z. • i i 1 3 

O parâmetro adimensionalM^_. é chamado número de Stanton da mis 

tura e representa a razão entre a velocidade de massa transver 

sal e a velocidade de massa axial num dos subcanais. 
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De vima maneira geral todas as correlações para a mis 
, r- (28) 

tura turbulenta sao expressas da mesma forma : 

M .. = aL..Re"n (2-110) 
1 3 1 3 

onde a ê uma constante e L.. é uma função da distância efetiva 

de mistura. Uma correlação difere da outra pela maneira de cal 

cular a difusividade térmica média c e de se postular a dis 
- . Hij 
tancia Z . . . 

1 3 

(29) 

Rowe e Angle , utilizando uma relação para e^, va 

lida para a região central de tubos, 

e H a v R e / f 7 2 (2-111) 

onde v é a viscosidade cinemática e o fator de fricção f é da 

forma 

f = aRe"n, (2-112) 

desenvolveram a expressão 

8 = K(D/Zi:-)Re"
n/2 (2-113) 

onde 

w. . M. .G. 
3 = -li = 1 2 1 (2-114) 

G s G 

G = (G± + G^)/2. (2-115) 

O parâmetro de mistura turbulenta $ deve ser determi 

nado experimentalmente. Rowe e Angle, a partir de dados experi 

mentais de mistura monofásica entre dois subcanais paralelos , 

em condições de operação próximas às de reatores, determinaram 

um valor de K = 0,0062 e o expoente do número de Reynolds igual 
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a -0,10. Eles concluíram também que a distância efetiva de mis 

tura Z J L J s aproximadamente igual ao espaçamento s entre as va 

retas. Portanto, segundo a aproximação de Rowe e Angle 

3 = 0,0062(D/sjRe-0'1. (2-116) 

Castellana et al.^ 3 (^, a partir de dados experimen -

tais de mistura em um feixe de 25 varetas, encontraram para a 

região monofásica 

8 = 0,0071(D/s)Re"0,1 (2-117) 

e, para a região de ebulição subresfriada 

8 = 0,0375+0,246 X ^ ; X e x i t < 0 (2-118) 

onde X .. é o título médio de saída, exit 

As condições de realização destes testes são mostra

das na Tabela (2-1). 

Monofásica Bifásica 

Pressão do sistema (psia) 1500 1500 

Entalpia de entrada (Btu/1b) 305 a 501 488 a 575 

Fluxo de calor (M.Btu/h-ft2) 0 ,151 a 0 , 310 0 ,146 a 0 ,307 
2 

Velocidade de massa(M.lb/h-ft ) 
0 ,680 a 2 ,650 0 ,600 a 2 ,350 

Título médio de saída -0 ,463 a -0 ,159 -0 ,161 a -0 , 030 

Tabela 2-1 Condições de operação dos testes de Castellana et 

a l . ( 3 0 ) 

Testes experimentais, analisando o comportamento da 

mistura turbulenta no escoamento bifãsico em feixes de varetas, 

são apresentados nas Referências 31, 32 e 33. 

2-5 CORRELAÇÕES EMPÍRICAS E SEMI-EMPÍRICAS PARA A VARETA C0MBUS 

TÍVEL 

O cálculo da distribuição de temperatura nas varetas 

de combustível nuclear, sob as mais diversas condições de po 
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tência e tempo de irradiação, requer a utilização de um certo 

número de correlações para representar os fenômenos envolvidos. 

2r5.1 Condutância da Folga Radial 

0 cálculo da queda de temperatura através do espaça

mento entre a pastilha combustível e o revestimento é uma das 

questões mais problemáticas quando se deseja determinar a dis_ 

tribuição de temperatura na vareta combustível. Por causa da 

ordem de grandeza desta queda de temperatura, muitos trabalhos 

teóricos e experimentais têm sido realizados para a sua deter-
(38) 

minaçao precisa 

A condutância da folga radial ou "condutância do gap1, 

como é frequentemente chamada, pode ser expressa como a soma de 

três componentes: 

h = h ~ + h , + h , (2-119) gap gas sol rad 

onde 

h - : condutância através do gás interfacial, gas 

h , : condutância através dos pontos de contato, sol c 

h r a d : condutância por radiação térmica. 

Quando o combustível não está em contato com o revés 

timento, a condução térmica ê principalmente através do gás.Se 

existe o contato, 5 a 20% do calor total pode ser transferido 

através dos pontos de contato, dependendo da pressão interfa -

ciai, dos gases contidos no "gap" e das rugosidades das super

fícies. O calor transferido por radiação não excede 2% do total, 

1) Condutância Através do Gás Interfacial 

A queda de temperatura através do gás pode ser re -

presentada por dois componentes: o primeiro é a queda de tempe 

ratura através do meio gasoso, a qual depende da condutividade 

térmica do gás de acordo com a equação de Fourier 
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k dx = * s 

(2-120) 

onde <b é o fluxo de calor superficial. O segundo componente,a 
s ., 

parece da troca imperfeita de energia entre o gas e a superfí
cie. Esta queda de temperatura é chamada "salto da temperatura" 

Figura 2-13 Quedas de temperatura através do "gap". 

A partir da Figura 2-13, o gradiente médio de tempe

ratura imposto ao gás pode ser escrito como: 

AT' AT 
d d+g 1+g 2 

(2-121) 

onde g, a "distância de salto da temperatura" ê definida por 

ÓT = -g dT 

dx 
(2-122) 

Da equação de Fourier e Equação (2-121), tem-se: 

é = k -
vs gas 

AT 

d+gT+92 

(2-123) 

Por outro lado. 
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*s h = h - = (2-124) gap gas AT 

Então 

h , = — k 9 â s • (2-125) 
g a S d +g 1 +g 2 

A soma (g^+g2) ê da mesma ordem do livre caminho mé 

dio das moléculas do gás, que ê, em situações típicas de reato 

res, da mesma ordem da rugosidade do combustível (5x10 ^ a 
-4 - -3 

2x10 cm) . Então, para "gaps" maiores que 10 c m' ngas P 0 <^ e s e r 

calculado aproximadamente por 

k -
h - = -2â£ (2-126) 
gas d 

onde d é a expessura nominal do "gap". 

Quando o combustível e revestimento tendem para o ccn 

tato, o problema torna-se mais complexo: as distâncias de sal

to da temperatura devem ser consideradas e a distância efetiva 

entre as superficies passa a ser uma função de suas rugosida -

des e, além disso, pode existir uma condutância através dos pon 

tos de contato. 

Essas dificuldades podem ser contornadas definindo a 

"distância total efetiva do gap" A X ^ : 

A Xef " def + *1**2 = ^ 7 < 2 - 1 2 7 > 
gãs 

Na ausência de dados suficientes para AX, deve-se estimar 

e g^+g2 P o r teorias e modelos, considerando os dados dispon! -

veis e extrapolando conservativamente nas regiões desconheci -

das. Não existe nenhum modelo teoricamente exato porque a es 

timativa de depende do perfil das superficies, a qual pode 

variar com a quebra do combustível, deformação elástica do re 

vestimento e deformações dos pontos de contato. As distâncias 



58 

de salto da temperatura são calculadas a partir da teoria de 

transporte. 

Dois modelos distintos são considerados aqui para 

calcular Ax: o modelo de Ross-Stoute^e o modelo de Shlykov?"^ 

a) Modelo de Ross-Stoute 

No modelo de Ross-Stoute, a espessura efetiva do"gap" 

ë calculada por 

onde 

d _ = C(R, + R 0) (2-128) ef 1 2 

C = 1,98 exp (-8,8xlO"5P), (2-129) 

R^ e R 2 sao, respectivamente, as rugosidades superficiais do 

combustível e revestimento, e P é a pressão de contato em psi. 

b) Modelo de Shlykov 

O modelo de Shlykov foi derivado a partir de dados 

experimentais para a condutância entre pares de metais no ar e 

em outros gases. Neste modelo define-se: 

Ax 

V = —nía*. (2-130) 

*l + g2 

AX 

y = —TOÉ*. (2-131) 

* Xef 
onde 

AX m a v = 2(R. + R„) (2-132) max i ¿ 

O parâmetro Y pode ser calculado como função de V pela expres

são: 

Y = ̂  + i£ + - í - 4 ( _ l + _ 3 + 2 ) l n ( 1 + v ) ^ (2-133) 
3 V V V V V 
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O conhecimento de Y = f(V) e a Equação (2-131) permitem o cál

culo de AX ... 
ef 

(38) 

Lanning e Hann recomendam utilizar estes dois mo 

delos juntamente com a equação de Lloyd para calcular as dis -

tâncias de salto ca temperatura e uma correção para AX deriva 

da a partir de uma regressão linear aplicada aos dados experi

mentais de Ross-Stoute.Estas correções são: 

Para o modelo de Ross-Stoute: 

AX = 1,8 AX , - 0,00012 cm (2-134) reg ' cale ' 

onde 

A Xcal = C(*i + R2> + tel+^Lloyd. ( 2 " 1 3 5 ) 

Para o modelo de Shlykov: 

A Xreg = 2 , 5 A Xcalc " 0 ' 0 0 0 1 0 c m (2-136) 

onde AX , = AX _ é dado pela Equação (2-131). caxe 6t 

2) Condutância Através dos Pontos de Contato 

Todos os modelos que correlacionam a condutância de 
•- - ( 3 8 ) contato têm a mesma forma básica : 

hsol = ^ m ^ 1 1 F ( X i e / o u R i ) ; i = 1 , 2 (2-137) 

onde 

A : constante, 

k m: condutividade térmica média, 2k^k2/(k^+k2), 

P : pressão interfacial, 

H : dureza de Meyer do revestimento, 

Xj.: distância média entre picos adjacentes da super

fície i, 
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R^: rugosidade média da superfície i 

n : geralmente igual a 0,5 ou 1,0, dependendo de co

mo aumenta a pressão de contato. Os índices 1 e 

2, referem-se ao combustível e ao revestimento , 

respectivamente. 

Algumas correlações para calcular a condutância de 

contato são apresentadas a seguir: 

a) Modelo de Cetinkale-Fishenden 

~ (° 8 ) 
A equação de Cetinkale-Fishenden V J para h g o^ é 

hsol *
 ( | ) k m ( l ) 1 / 2

 F~ < 2 ~ 1 3 8 ) 

e 

onde r g, o raio de um cilindro fictício associado a cada ponto 

de contato, é calculado pela relação empírica 

r e = 0,0048 (|)~
5/6(X1+X2). (2-139) 

Combinando estas duas equações, tem-se: 

hsol " 1 3 2 ' 6 k m
 ( l> 4 / 3

 7TT ( 2" 1 4 0 ) 

X l + X 2 

b) Modelo de Rapier-Jones 

tituindo 

A equação de Rapier-Jones ' para h g o^ ê obtida subs-

r e = (TT/2) X x (2-141) 

na equação de Cetinkale-Fishenden: 

h . = l,0kT (~) 1 / 2 — (2-142) sol m H . 
Al 



c) Modelo de Ross-Stoute 

(34) 
A equação de Ross-Stoute para h s o^ é 

hsol - 1 ' 1 8 9 k m <Í> a , R 2 ) - 2 . V 4 ( 2 " 1 4 3 ) 

a o ( R l + R 2 > 
onde a Q = 1,0 c m ^ . 

d) Modelo de Fenech-Rohsenow 

(38) ~ *• Neste modelo , a equação para a condutância de 

contato pode ser escrita como: 

h s o l = l,89km (g) i ™ — (2-144) 
S o 1 H 1,89(Rx+R2) + (P/K)1/2\1 

e) Modelo de Mikic-Todreas 

(37) 

A condutância de contato no modelo de Mikic-Todreas 

é dada por: 

,Pvn 1 , R1, 
hsol " 2 ' 3 1 4 k * %>" f p 2~ p 2,1/2 <X7> < 2~ 1 4 5> 

onde 

n = 0,5 (P/H) < 0,0001 
n = 0,01 0,0001 < (P/H) < 0,01 

n = 1,0 (P/H) > 0,01 

e a razão (R^/X^), de acordo com Lanning e Hann, é calculada 

por 

(R^/X^ = exp (0,52851nR1 + 1,071) (2-147) 

onde R^ e em cm. 
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f) Modelo de Shlykov 

~ (35) A equação de Shlykov para h s oj é 

onde a = 40x10 cm e o raio médio dos pontos reais de contato. 

O parâmetro K e dado por: 

K - 1,0 (R^+R^ > 0,003 cm 

K = ( 0 , 0 0 3 0 ) 1 / 3 0,001 < (R1+R2) < 0,003 cm 
R l + R 2 

K = 0 / 0 0 1 5 (Rx+R2) < 0,001 cm 

(2-149) 
R 1+R 2 

g) Modelo de Dean 

' ~ J ^ (38) 
A equação de Dean para h s o^ e 

hsol - 1 1 ' 6 7 k m | ) ( - ~ - ) 1 / 2 - ( 2 " 1 5 0 ) 

X1 X2 

Lanning e Hann recomendam utilizar o modelo de Mikic 

-Todreas, reduzido por um fator de 4, que é conservativo quan

do comparado com dados disponíveis de ^SQ-^ para pares U02-metal. 

O código GAPCON-THERMAL-2*10)usa o modelo de Mikic-

-Todreas reduzido por um fator de 5,58, baseado na média das ra. 

zoes entre o valor de h 1 calculado pela Equação (2-145)e os 

dados experimentais correspondentes, apresentados por Lanning e 

Hann. 

3) Condutância por Radiação Térmica 

A condutância por radiação térmica do combustível pa 

ra o revestimento ê determinada a partir da equação^39^ : 

hrad " a S B ^ + KJ ( ^ " + T 2) (T, + T 2) (2-151) 
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onde 

o__.: constante de Stefan-Boltzmann, 

e: emissividade da superficie, 

A: área da superficie, 

* T: temperatura absoluta da superficie. 

2-5.2 Propriedades dos Gases 

1) Viscosidade 

A viscosidade de um gas monoatómico a baixa densida

de pode ser calculada, de acordo com a teoria de Chapman-
r. i (40) , 
Enskog , pela equação: 

y = 2,6693 x lo"5 (g/cm-s) (2-152) 

onde 

M : peso molecular, 

T : temperatura (°K), 
o 

a : diâmetro de colisão (A), 

ti : função de colisão. 

Os valores de a e ti encontram-se tabelados na Referencia 40. 

Embora esta equação tenha sido derivada para gases 

monoatómicos, ela apresenta bons resultados para gases poliatô 

micos. 

A viscosidade de urna mistura de gases a baixa densi

dade é dada pela expressão: 

y

m i x - I _±J: (2-153) 

1 = 1 1 Xj*ij j=l 3 3 
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onde n é o número de gases componentes da mistura; e x^ são 

as frações molares dos componentes i e j; y^ ê a viscosidade do 

componente i ã pressão e temperatura do sistema. A função <K ̂  

ê calculada por 

N M. -1/2 y. 1/2 M. 1/4 2 

( 1 + ^ [ 1 + ( ^ ) - ] ( 2 " 1 5 4 ) 

onde M^ e Mj são os pesos moleculares dos componentes i e j. 

2) Condutividade Térmica 

A equação de Chapman-Enskog para calcular a conduti

vidade térmica de um gás monoatômico a baixa densidade ê 

k = 1,9891 X IO"4 ^±2L (cal/s-cm-°K) (2-155) 

onde o e Çl^ = fi^ são calculados como na equação para a visco

sidade. 

Para um gás poliatómico a baixa densidade, a conduti_ 

vidade térmica pode ser calculada pela equação de Eucken^40^: 

k = { Cp + 1 R ) M ( 2 " 1 5 6 ) 

onde 

Cp : capacidade térmica a pressão constante, 

R : constantes dos gases (1,987 cal/g-mol-°K), 

y : viscosidade. 

A condutividade térmica de uma mistura de gases po

de ser estimada de uma maneira análoga aquela usada para a vis_ 

cosidade, isto ê, 

n x ik j L 

kmix = * n 7- • Í2- 1 5 7 ) 
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3) Coeficiente de Acomodação Térmica 

O cálculo do coeficiente de acomodação é baseado nos 
(41) 

dados experimentais de üllman et al. . Tais dados referem-se 

ao hélio e ao xenônio entre superfícies de UO^ e aço inoxidã -

vel, na faixa de temperatura de 500 a 1200°K. 
O coeficiente de acomodação para o hélio e o xenônio 
— - í 3 8) 

como função da temperatura é dado por : 

aHe = ° ' 4 2 5 " 2 - 3 x 1 0 ~ 4 T (2-158) 

a x e = 0,749 - 2,5 x IO - 4 T (2-159) 

onde T é um °K. 

Para outros gases e mistura de gases, o coeficiente 

de acomodação a., pode ser calculado por interpolação linear en 

tre a„^ e a„ baseada no peso molecular M., He Xe e 3 

a j - ( aXe " a H e ) < ^ > + aHe- . í 2" 1 6°í 

2-5.3 Distância de Salto da Temperatura 

A distância de salto da temperatura pode ser calcula 

da a partir da expressão generalizada proposta por Lanning e 

Hann* 3 8*: 

k yf 
g , a [ ^ a s / q a s ] F (a±, x i # m ±) (cm) (2-161) 

onde 

A : constante, 

k : condutividade térmica do gás(cal/s-cm-°C) 
gas . 

Tgas : T E M P E R A T U R A D O 9 A S (° K)f 
- 2 

P : pressão do gas (dyn/cm ) , 
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F : função do coeficiente de acomodação térmica a^, 

fração molar x^, e peso molecular de cada com 

ponente do gás. 

São apresentadas a seguir três equações para calcular 

a distância de salto da temperatura: 

1) Equação de Kennard 

( 3R) 
Para uma mistura de gases* ; 

2-a . , k /T , 1/2 
g . 76-75 ( m i X ) ( i ) ( gas/ ga S ) ( 1__) (2-162) 

amix 1+C p/C v P Ixj/Mi 

onde a m^ x ê o coeficiente de acomodação da mistura e
 C p / C

v ê a 

razão das capacidades térmicas a pressão e volume constante,res 

pectivamente. Para gases monoatômicos, C /C = 1,667. 

2) Equação do GAPCON 

(9) 

A equação utilizada no código GAPCON-THERMAL-1 pa 

ra calcular a distância de salto da temperatura foi derivada en 

piricamente a partir dos dados experimentais de Ross-Stoute. A 

equação original ê 

u T 1/2 
(g. + g 2 ) - 5,448 (-^ (-2â5_)

 ( c m ) (2-163) 

^ Xi Mi 

onde (g^+g^) ê em cm e P em psi. 

Supondo g^ = g 2 = g e considerando a Equação(2-156) 

com Cp = 4,968 cal/g-mol-°K para os gases de enchimento,obtém-

se: 

2,52 x i o 4 ( V s / T g a £ ) 

P J(xJk,/J[xJ*J A) 
(—— í 1/ 2 (2-164) 

£ xi Mi 

» 2 
onde k ^ a s »

 k

m i x e P é em dyn/cm . 
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3) Equação de Lloyd 

— (38) «• A equação de Lloyd para a distancia de salto de 

temperatura e: 

1 
g = 2875 k /T [ • 1 (2-165) 

gas gasL j 

onde p^ ê a pressão parcial de cada componente em dyn/cm . Con 

siderando p^ = x^P, a equação torna-se 

k /T 1 
g « 2875 —2â£) — (2-166) 

P lU^/Ml) 

Lanning e Hann sugerem utilizar a equação de Lloyd 

porque somente ela considera a variação do coeficiente de aco

modação com a espécie de gás. 

2-5.4 Pressão Interna da Vareta 

Os espaços vazios dentro da vareta combustível dos 

reatores refrigerados a água leve (LWR) mais recentes são ini

cialmente preenchidos com um gás inerte, geralmente o hélio. O 

enchimento da vareta combustível ê realizado ã temperatura am

biente e a uma pressão que varia de 1 a 50 atm. 

No procedimento para avaliar a pressão interna da va 

reta durante a operação supõe-se que a lei dos gases perfeitos 

pode ser aplicada. Então,a seguinte relação pode ser derivada: 

p » ^ (2-167) 

T i=l T T T, 
P v i 9 ±

 d i 

onde 
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onde 

onde 

n: número total de moles do gás, 

R: constantes dos gases, 

N: número de segmentos axiais, 

V: volume, 

T: temperatura, 

p: refere-se ao "plenum" superior da vareta, 

v: refere-se ao vazio central, 

g: refere-se ao espaçamento entre a pastilha e o re

vestimento ("gap") , 

d: refere-se aos espaços vazios entre as pastilhas 

("dish"). 

O volume do "plenum" i determinado por: 

V - TTR?IL_ (1 - f > (2-168) 
P Cl p p 

Rç^ : raio interno do revestimento, 

L : comprimento do "plenum", 
Ir 

f : fração do "plenum" ocupada. 

O volume do vazio central em cada segmento axial ê 

V v = TTR2LV (2-169) 

R^ : raio do vazio central, 

I»v : comprimento do vazio central no segmento. 

O volume do "gap" em cada segmento axial pode ser cal 

culado por 

V = T T Í R ^ - P^)Ax (2-170) 

onde 
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Rp : raio da pastilha, 

Ax : comprimento do segmento axial. 

O volume do "dish" é aproximado por um volume vazio 

na forma de um pequeno cilindro, como mostrado na Figura 2-14. 

1 

Figura 2-14 Pastilha de combustível 

crever: 

Supondo que existe um "dish" por segmento, pode-se es 

= TTRV, (2-171) 
a a a 

onde 

R d : raio do "dish", 

Wj : profundidade do "dish" 

Geralmente, nos cálculos,ao invés de considerar ço 

mo um dado de entrada, considera-se a fração de volume total 

da coluna combustível que contribuiu para o volume do "dish" . 

Então, 

V d = TI (Rp R v ) A x f d 
(2-172) 

onde 

f d = 

volume total dos "dish" 

volume total da coluna combustível (2-173) 
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Quando se deseja um cálculo preciso da pressão inter 

na, deve-se considerar, além da expansão radial, a ocupação dos 

espaços vazios pela expansão axial do combustível. A expansão 

axial inclui a expansão térmica e o inchamento do combustível 

causado pelos produtos de fissão. O código digital GAPCON-THER 

MAL-2^apresenta um algorítimo simples para calcular a expan 

são axial do combustível devida ãs contribuições da dilatação 

térmica e inchamento. 

2-5.5 Pressão Interfacial 

A pressão interfacial entre o combustível e o reves

timento, quando ocorre o fechamento do "gap", é calculada a 

partir da teoria da deformação elástica. Para o revestimento su 

jeito a um gradiente térmico, a pressão interfacial é dada por 
(9). 

-1 

P = 

onde 

AR „ . 2P 2

Rc2 

R. i R *•* ~*R i 
L cl c2 cl 

2 2 
R o+R , E„ 
-C2-C1 + „ + -£ ( 1_ U > 

LRc2-Rcl EF 

(2-174) 

P 2 : pressão externa sobre o revestimento, 

A r • interferência calculada combustível-revestimen 

to, 

R c ^ : raio interno do revestimento, 

R c2 : raio externo do revestimento, 

E : módulo de elasticidade do revestimento, c 

E_ : módulo de elasticidade do combustível, F 

u : razão de Poisson do revestimento, c 

y_ : razão de Poisson do combustível. 
F 

Supõe-se que a pressão interfacial nunca pode exceder 

a pressão que causará o limite elástico do revestimento: 

Ç. v- ( V t ] ( R 2

2 - + 2 p 2 R ^ 

P m a X R 2 , + R 2 , ' 

c2 cl 
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onde 

o^: limite de elasticidade do revestimento, 

(a t> t: tensão térmica do revestimento. 

Este último termo é dado por: 

(oj 
a E (T ,-T _) 
c e c i c2 

c R c l 

R 2, R 0 

t-t R - 7 - 1 - 2 -^h- l n ^ 
2 (1-u )ln (^-) L c2 cl cl J 

(2-176) 

onde 

a c : coeficiente linear de expansão térmica do re -

vestimento, 

T c j l : temperatura interna do revestimento, 

: temperatura externa do revestimento. 

2-5.6 Depressão do Fluxo 

A taxa de geração volumétrica de calor na vareta em 

qualquer posição radial não é uniforme, sendo mais alta na su

perfície do combustível e mais baixa no centro. Isto ocorre , 

principalmente, devido â não uniformidade da distribuição do 

fluxo de neutrons no combustível. 

Pode-se mostrar, a partir da teoria de difusão, que o 

fluxo de neutrons numa vareta cilíndrica é governado pela equa 

ção : 

<f>(r) = 4>0I0(icr) (2-177) 

onde 

r : raio do combustível, 

fluxo de neutrons no centro da vareta, 

I Q : função modificada de Bessel de primeira espécie 

e ordem zero, 

K : inverso do comprimento de difusão do combustível, 
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Esta equação somente é válida para enriquecimento menor que 4% 

e na ausência de absorvedor fortefPUO^). 

O parâmetro te pode ser calculado por 

< = — , (2-178) 
l-0,8Za/Et 

onde Z & e Z T são as seções de choque macroscópicas de absorção 

e transporte, respectivamente. 

Como a taxa de geração volumétrica de calor ê propor 

cional ao fluxo de nêutrons, tem-se: 

q'"(r) = q^Io(Kr). (2-179) 

O fator de depressão como função do raio pode ser de 

finido por 

q'"(r) 
f ( r) = , (2-180) 

u a'» 
^avg 

onde a taxa de geração volumétrica de calor <laVg © dada por 

qiii * q'"(r)2urdr. (2-181) 

' o 

Condiderando a Equação (2-179), obtém-se: 

q â v g ° "KRF (2-182) 

onde 1^ é a. função modificada de Bessel de primeira espécie e 

ordem um. Com este resultado, a equação para os fatores de de 

pressão pode ser escrita como: 

£D(r) = CIo(<r) (2-183) 

onde 
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C « 2I 1(KR p) (2-184) 

2-5.7 Propriedades do Combustível 

1) Expansão Térmica 

A elongação térmica de um sólido homogêneo na dire -

dada por: 

çao axial, quando aquecido da temperatura T q ã temperatura T,é 

AL = a[T(x) - TQ]dx (2-185) 

o 

onde a ê o coeficiente linear de expansão térmica. 

A expansão axial de uma pilha de pastilhas de U0 2 po 

deria ser determinada pela equação acima se a distribuição de 

temperatura T(x) fosse definida. Entretanto, a distribuição ra 

dial de temperatura complica o problema. Segundo Notley et al. 
(42) -

a utilização de um valor médio para T(x) ê inadequado, for 

necendo uma elongação maior que a observada. Isto ê atribuido 

ao fato de que o núcleo central da vareta é plástico e não con 

tribui para a expansão axial. 

A expansão axial das pastilhas de extremidades abau

ladas pode ser calculada usando a temperatura da casca cilín -

drica não-plãstica mais interna. Nestas pastilhas de combustí

vel, o abaulamento extende radialmente além do raio plástico , 

de modo que a expansão axial pode ser expressa em termos da ex 

pansão do anel de combustível envolvendo a área abaulada ou 

"dish". 

Se o combustível ê dividido em segmentos axiais e se 

o revestimento permite a expansão livre do combustível, a elon 

gação axial total da pilha de pastilhas é 

AL = Z a ; L(T p i-T 0)Ax (2-186) 
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onde T . ê a temperatura de plasticidade do combustível ou a pi 
temperatura lateral do "dish" no segmento i. A temperatura de 

plasticidade é usada se não existe considerações sobre o "dish" 

ou se a temperatura lateral do "dish" ê maior que a temperatu

ra de plasticidade. 

A temperatura de plasticidade do UO^ ê fortemente de 

pendente das tensões exercidas pelo revestimento sobre as pas_ 

tilhas e pode variar de 750 a 2000°C. Para uma pastilha não com 

primida o valor 1200°C para a temperatura de plasticidade é re 

comendada por Notley. 

O modelo de Notley et al. para a expansão radial su 

põe que as pastilhas consistem de um núcleo plástico envolvido 

por um anel de fragmentos trincados. Se a expansão da região 

plástica pode ser acomodada nos espaços vazios disponíveis, a 

expansão térmica ê expressa pela expansão da região não-plãsti 

ca mais interna mais a expansão dos fragmentos rígidos. Se os 

espaços vazios são insuficientes, a expansão do núcleo plástico 

deve ser adicionada àquela do anel rígido. Analogamente â ex

pansão do núcleo plástico, o aumento do volume devido â fusão 

do combustível pode causar uma adicional expansão radial, se o 

volume vazio é insuficiente para a sua acomodação. 

Para uma análise simples da expansão radial da pasti 
~ (43) ~~ lha pode-se usar a expressão : 

AR RpOÍT - T ) (2-187) 

onde 

Rp : raio da pastilha â temperatura T Q , 

a : coeficiente linear médio de expansão térmica, 

T : temperatura volumétrica média. 

Se se deseja um cálculo mais detalhado, o modelo de 

Notley pode ser utilizado. Segundo a análise de Notley, a ex

pansão radial do combustível pode ser prevista pela equação: 
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AR a (R 
r(T +T_) 

E - T o ] 
+ AR 12-188) 

onde 

F s 

AR 

raio da região plástica, 

temperatura superficial da pastilha, 

temperatura de plasticidade, 

expansão radial do núcleo plástico. 

A expansão radial do núcleo plástico pode ser calcu 

lada da seguinte maneira: volume expandido do núcleo plástico 

mais a expansão do volume fundido menos os volumes acomodados 

pelos vazios disponíveis e pela dilatação linear é igual ao au 

mento volumétrico do núcleo plástico. Equacionando, tem-se: 

P2irrL(3a) (T-T )dr + TTR 2L ( — ) - TTR 2L (—) - i r R 2L (—) 
° M V P V P L 

= 2TTR LAR 
P P 

(2-189) 

onde 

R : raio da região fundida, m 

AV. 
m : aumento fracional do volume devido ã fusão. 

A V / v : fração do volume da coluna combustível que é vo 

lume vazio, 

A L / L : aumento fracional na direção axial. 

AR_ 

R 

Simplificando a equação acima obtém-se: 

R 
_6_ 

u p 

. „ A T R „ 2 AV 
a (T-T )rdr - (£Z + At) + (J£) (_J£, 

° V L R V 
o P 

(2-190) 
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O GAPCON-THERMAL-2*10 * calcula a expansão térmica ra

dial supondo que cada anel radial da pastilha é um corpo livre 

com uma temperatura média T. O aumento no raio de cada anel,de 

vido ã expansão térmica na direção circunferencial,é calculado 

por 

. AR i = a.R. (T - T ) (2-191) 
C l 1 1 1 o 

onde R^ é o raio médio do anel. O aumento na expessura de cada 

anel ê 

At ± = 0 ^ ( 5 ^ - T Q) (2-192) 

onde t^ é a expessura inicial do anel i. 

O programa determina o anel onde ocorreu maior aumen 

to no raio e supõe que toda a expansão térmica da região inter 

na i levada em conta pelo aumento radial deste anel. Assim, o 

aumento total no raio do combustível é calculado por 

N A 

A R - ( A V m a x + E A t i ~ (2-193) 

onde 

i=L 

L: número do anel imediatamente acima daquele para o 

qual ARC é máximo, 

N: número do anel mais externo. 

O coeficiente linear de expansão térmica do U0 2 pode 

ser calculado, como função da temperatura, pela equação de 
(44) 

Conway et al. 

O = AL/L o 2,896xl0"9 (T2-625) + 6,797xl0~6(T-25) (2-194) 

AT T-25 

onde T ê em °C. 

2) Relocação 

Durante a irradiação, os combustíveis cerâmicos es 
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tão sujeitos a tensões térmicas que podem causar a deformação 

das pastilhas. A deformação do UO^ pode ocorrer por escoamen

to plástico a temperaturas acima da temperatura de plasticida

de (~1200°C) ou por trincamento a temperaturas abaixo da tem

peratura de plasticidade. Uma variação de 60°C na temperaturaé 
(42) 

suficiente para causar o trincamento das pastilhas de UO^ 

A relocação é uma redução na espessura da folga radi 

al, causada pelo trincamento e movimento radial do combustível 

para fora. Em oposição ao movimento do combustível, existe um 

movimento do gás de enchimento do "gap" na direção do centro da 

pastilha. Este último processo ê irreversível. 

A relocação é suposta ser uma função da potência, da 

ciclagem da potência, da espessura inicial do "gap", do"burnup" 

e do tempo de irradiação. 0 modelo utilizado pelo GAPCON-THERMSL 

-2^°^para calcular a variação no raio da pastilha devida à re 

locação é expresso por: 

b 

1+b " J 100 

r b -. t 
A Rreloc = a { } + SP + y\ ( i n ) (2-195) 

onde 

b = exp (-4 + B 0' 2 5) (2-196) 

P : potência linear (kw/ft), 

t : espessura inicial do "gap" (in), gap J 

B : "burnup" (MWD/T). 

As constantes a = 4 0 , 8 = 0,8 e y = 1 foram obtidas a partir 

de uma regressão linear de dados experimentais. 

O modelo conservativo que dá menor relocação ê 

Â Rreloc - A Rreloc " °'23 W (2-197) 
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3) Densificação 

As pastilhas de combustível antes de serem irradiadas 

são praticamente homogêneas, não apresentando variações acentu

adas na sua densidade. Entretanto, â medida que o combustível ê 

irradiado, ocorre uma eliminação da porosidade com uma conse -

quente variação nas dimensões e na densidade das pastilhas e a 

formação de um vazio central. Tais efeitos podem aumentar o ar 

mazenamento de energia térmica no combustível, aumentar a taxa 

de geração linear de calor da pastilha, decrescer a capacidade 

de transferência de calor através da folga radial e criar con 

dições para a ocorrência de picos locais de potência e defei

tos no revestimento. 

No modelo de densificação do U0_ proposto pela Gene-

ral Electric , o decréscimo no comprimento da coluna combu£ 

tível devidos aos efeitos da densificação é calculado pela ex 

pressão: 

0,965 - F 
A Ldens - ( 2 ) L F (2-198) 

onde L F ê o comprimento da coluna combustível, e F ê a fração 

da densidade teórica do combustível. Esta equação é utilizada 

na determinação da taxa de geração linear de calor em BWR. 

O comprimento máximo do vazio central resultante é 

dado por 

0,965 - F 
Lv,dens * < 2 + °< 0 0 4> LF (2-199) 

e a redução no raio da pastilha por 

0,965-F+2a 
A Rdens * ( 3 ) R F < 2- 2 0 0> 

onde R i o raio inicial da pastilha e a ê o desvio padrão na 
F 

densidade das pastilhas como fabricadas. 
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O modelo de densificação apresentado pelo GAPCON -

THERMAL-2^0^ calcula a redução no raio da pastilha como fun

ção do tempo de irradiação e densidade diferencial. A redução 

radial é calculada por: 

A Rdens = " ( M ' l n B + N ) ^^l ( 2 " 2 0 1 ) 

onde 

Ap : diferença entre a densidade do combustível resin 

terizado e como fabricado, 

p : densidade do combustível como fabricado. 

Esta equação é valida para um "burnup" B máximo de 2000 MWD/T.As 

constantes M e N são dadas por: 

1 
M = = 0,1669 N= -M.ln(5); p < 92% D.T. 

ln(2000) - ln(5) 

M = - - = 0,2171 N=M.ln(20); p >y 92% D.T. 

ln(2000) - ln(20) 

Então, 

Ap D F 

AR, = - 0,1669 ln (B/5) — ; p < 92% D.T. 
P 4 
AP DF f2-202} 

A Rdens = ~ ° ' 2 1 7 1 l n (fi/20) ; p * 92% D.T. K ¿ ^ U Z j 

p 4 

A R d e n s = 0 para B < 20 MWD/T. 

4) Inchamento 

A expansão devida ao inchamento ou "swelling"do com 

bustível, causado pelos produtos de fissão, ê calculada no 

GAPCON-THERMAL-2 pela relação: 
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AVB = (hpVpF+h^) (B/10
4) - (1-F) (0,8Vh+0,5Vc+0,3VÄ) (2-203) 

onde 

AVg { variação no volume por unidade de comprimento 

devido ao inchamento, 

F : fração da densidade teórica, 

h^ : taxa de inchamento para a coluna de combustí -

vel (0,016AV/V por 10000 MWD/T), 

h : taxa de inchamento entre 1300 e 1700°C (0,004 c 
AV/V por 10000 MWD/T), 

Vp : volume de combustível por unidade de comprimen 

to, 

V : volume do combustível por unidade de comprimen 

to entre 1300 e 1700°C, 

: volume do combustível por unidade de comprimen 

to acima de 1700°C, 

: volume do combustível por unidade de comprimen 

to abaixo de 1300°C. 

Supondo que 1/3 do aumento do volume se dá na dire -

çao axial, o aumento radial é 

2/3 AV, 
B R swell (2-204) 

5.) Condutividade Térmica 

A condutividade térmica do U0_ como função da porosi 
(46) """* dade é dada pela equação de Maxwell-Eucken : 

= ( 1 - P> k 
100 (2-205) 

P (1+ßp) 

onde 

: condutividade térmica ã densidade 100% DT, 
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p : fração volumétrica ocupada por poros, 

8 : coeficiente de porosidade (8 = 0,5 para densida -

des maiores que 90% DT). 

A porosidade, em termos da fração da densidade teóri 

c a F , é p = l - F , e então 

F 
k i n f t. (2-206) 

"P 1+B(1-F) '*
100' 

Para F = 0,95 e 8 = 0,5, esta equação resulta: 

k = 
_ 1,025 

P 0,95 Ll+8(1-F). 
k g 5 (2-207) 

onde k̂ j. e a condutividade térmica ã densidade de 95% DT. 

As seguintes correlações para a condutividade térmi

ca do UO2 à densidade de 95% DT são frequentemente utilizadas: 

a) Equação de Lyons 

A equação de Lyons ê utilizada pela General Eletric 
í : L 1 ) e pelo código GAPCON-THERMAL-2 ( 1° * : 

38 256 
k • + 6,1276xl0"13(T+273)3 (2-208) 

y : > T + 402,55 

onde kgj. i em w/cm°C e T ê em °C. 

b) Equação da Westinghouse 

A equação para a condutividade térmica utilizada pe 

la Westinghouse^47^ ê: 

kQt- = - + 8.775xl0"13T3 (2-209) 
^ 11,8 + 0,0238T 

onde k 9 5 ê em W/cm°C e T ê em °C. Esta equação ê representada 

na Figura 2-15 pela curva continua. 
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Figura 2-15 Condutividade térmica do UC^ (47) 

c) Belle et al. 

A condutividade térmica do U0~ como função da irra-
(46) 

diação foi estudada por Belle et al , que correlacionaram 

seus dados experimentais pela expressão: 

k - ( 1 " P ) [A +B T+ (N /T) + (X /T) + FZ (1386/T) 1 
P (1+Bp) ° ° ° ° ° 

onde 

-1 
(2-210) 

B 

N 
o 

0,116 

l,88xl0"4 

6,23 

49,82 

0,0139 

"burnup" (10~ 2 0 fissões/cm3) 

condutividade térmica (Btu/h-ft.°F) 

: temperatura (°R). 
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6) Calor Específico 

Segundo Tong^^', o calor específico do UC>2 pode ser 

calculado, como função da temperatura, pela equação: 

c = 0,071 + 5,998xlO~6T - 1,466xl03/T2. (2-211) 
Ir 

Maiores detalhes das propriedades físicas e mecâni -

cas do U0» e o comportamento dimensional das varetas combustí-
~ (49) veis de LWR sao apresentados por Stehle et al. 

2-5.8 Propriedades do Revestimento 

1) Expansão Térmica 

As características dimensionais do revestimento po 

dem ser adequadamente descritas por aquelas de uma casca cilín 

drica. Os acréscimos nos raios interno e externo do revestimen 

to, devidos â expansão térmica, são calculados,respectivamente, 

por: 

A Rcl = Rcl ac ( Tc- To ) ( 2 " 2 1 2 ) 

A Rc2 - ^ « ^ W ( 2 " 2 1 3 ) 

onde 

R c^ : raio interno â temperatura inicial T Q , 

R c2 : raio externo ã temperatura inicial T Q , 

a : coeficiente linear médio de expansão térmica, c 

T c : temperatura média do revestimento. 

2) Deflexão Elástica 

A variação no raio interno do revestimento, devida às 

pressões interna e externa, ê calculada por : 

A Rcl - p J \ l J ^ R c l P r R c 2 P 2 ) ( 1 ^ c ) 4 - R c 2 ( P l - P 2 ^ 1 ^ c ) l ^ 2 1 ^ 
Ec ( Rc2" Rcl ) 
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onde 

: pressão interna, 

P 2 : pressão externa, 

E : modulo de elasticidade ou de Young, c 

: razão de Poisson. 

3) Propriedades Físicas 

Como o revestimento nem sempre ê o mesmo para os di 

versos núcleos de reatores, suas propriedades físicas são for 

necidas a partir de dados tabulares. O GAPCON-THERMAL-2\dis 

põe de tabelas de propriedades para o Zircaloy-2, Zircaloy-4 e 

SS-304, na faixa de temperatura comum aos reatores. 

2-5.9 Gases de Fissão 

1) Geração de Gases de Fissão 

Dois dos elementos produzidos em quantidades signifjL 

cativas a partir da fissão do urânio são os gases nobres crip-

tônio e xenônio. Estatisticamente, cerca de 0,284 átomo dos pro 

dutos gasosos i gerado por cada fissão. Então, para um da

do "burnup" em fissões/cm3 e para uma dada massa do combustí -

vel, a quantidade de gases de fissão gerada pode ser facilmen

te calculada. 

- — 3 
O número de fissões/cm que ocorrem dentro da vareta 

é dado por: 

onde 

N- = 5 , 3 9 3 0 x l 0 1 7 p — . — (2-215) 

M 0 E f 

P Q : densidade do oxido combustível (g/cm ) 

*i : massa molecular do óxido combustível, o 

: massa molecular do combustível metálico, 

Ef : energia por fissão (MeV), 

B : "burnup" (MWD/T) 
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O número de átomos de gases de fissão gerados por 
3 * - -

cm de combustível é então 

N . = l,5316xl017p íííSJL. (2-216) 
9 ° M 

o f 

Para os objetivos de cálculo aproximado da pressão in 

terna, a Equação (2-216) pode ser utilizada. Entretanto, se se 

deseja um cálculo mais exato, tal formalismo é inadequado e a 

utilização de um código de transmutação nuclear se faz necessá 

ria. 

O cálculo mais preciso da geração de gases de fissão 

requer a solução de um conjunto de equações diferenciais repre 

sentando as concentrações dos isótopos do Criptônio e Xenônio 

e seus precursores. 0 GAPCON-THERMAL-2* dispõe-se de um mo 

delo matemático que fornece a solução aproximada das equações 

diferenciais representando as concentrações dos principais nu 

clldeos nas reações nucleares de um reator a água leve. 0 mode 

lo, no entanto, não se encontra perfeitamente testado e apre -

senta problemas no que se refere â adoção de seções de choque 

térmicas constantes e iguais ao valor para velocidade de neu 

trons de 2200 m/s. 

2) Liberação de Gases de Fissão 

Nem todo o gás de fissão produzido pode contribuir pa 

ra a pressão interna da vareta, porque grande quantidade do 

gás permanece presa dentro do combustível, contribuindo para o 

seu inchamento ou "swelling". Para calcular a pressão interna 

ê necessário calcular a fração dos gases de fissão que ê libe
rada do combustível. 

O relacionamento mais simples para a fração de gás 

liberada ê descrita em termos da temperatura volumétrica média 
do combustível. 

O modelo empírico mais utilizado^9 *H»43) r e x a c i o n a a 

fração liberada ã temperatura volumétrica média do combustível 

através da Figura 2-16. A liberação obtida por este modelo ê 
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conservativa para o cálculo da pressão interna e condutivida

de térmica do gás. A composição dos gases de fissão liberados 
., w* (1] 

do combustível e cerca de 85% de xenonio e 15% de criptonio 

100.00 

O 

¿00 800 1000 UOO 14C0 1600 1Í500 2 0 0 0 *C 

TEMPERATURA VOLUMÉTRICA MEDIA MÁXIMA 

Figura 2-16 Percentagem de liberação de gases de fissão como 
'/ A *3 \ 

função da temperatura média do combustível 

A liberação de gases de fissão no GAPCON-THERMAL - 2 

calculada por dois modelos: um modelo para baixas tempe

raturas (<1200°C) é um modelo para altas temperaturas (>1200°C). 

a) Modelo para baixas temperaturas 

Este modelo foi derivado por Bellamy-Rich^^ a par

tir de dados experimentais obtidos de varetas de combustível pa 

ra "burnups" de 7000 a 43000 MWD/T. A fração de gás liberada é 

expressa por: 
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F = (S/V>*{§ - ̂  [l - exp(- \ vft)]} (2-217) 

onde 

(S/V): razão efetiva superfície/volume do combustí

vel (cm""1) , 

Jt: distância de recuo dos fragmentos de fissão 

(7xl0~4cm) 

v: volume médio de U0 2 ejetado da superfície pe

lo escapamento de fragmentos de fissão 
--21 3 

(2x10 * x cnT), 

f: taxa de fissões (fissões/cm3-s) 

t: tempo de irradiação (s). 

A razão (S/V) pode ser calculada pela expressão^10^: 

(S/V) = 0,1938(S/V)± exp (3,206xlO~
6B); B>17000 MWD/T (2-218) 

onde 

B: "burnup" (MWD/T), 

(S/V)^: razão inicial superfície/volume do combustível , 

que que é uma função da densidade inicial do combustí 

vel (Tabela 2-2). 

Densidade (% DT) 91 92 93 94 95 96 97 98 99 

(S/V). 1800 1200 850 570 300 160 75 27 7,5 

Tabela 2-2 Razão inicial superfície/volume como função da per 

centagem da densidade teórica do UO^/ 1 0^. 

Para baixas temperaturas (<12 00°C) e "burnup" menor 

que 20000 MWD/T a liberação de gás ê cerca de 2% ou menos. 
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b) Modelo para altas temperaturas 

O modelo de liberação para altas temperaturas é re 
~ (59) 

presentado pela expressão 

F = AX X + BX 2 + CX 3 (2-219) 

onde 

X^ : fração dos gases de fissão gerada entre 1200 e 

1400°C, 

X 2 s fração dos gases de fissão gerada entre 1400 e 

1700°C, 

: fração dos gases de fissão gerada entre 1700 e 

2790°C, 

A : fração liberada da região 1, 

B : fração liberada da região 2, 

C : fração liberada da região 3. 

As frações geradas X^, X 2, X^ são calculadas toman

do a razão entre o volume do combustível limitado pelas tempe

raturas de cada região e o volume total do combustível, multi

plicada pelo fator de depressão do fluxo da região: 

X l = fDl Í R1200 " R1400 ) / ( RF " Rv ) 

X 2 * fD2 ( R1400 -
 RÍL00^{K ~ K > (2-220) 

onde 

X3 = fD 3

( R1700 " Rm> / ( RF " *5> 

R : raio correspondente a cada temperatura, 

R^ : raio de fusão (=R279o^' 

Rp : raio da pastilha, 

R v : raio do vazio central, 

fD^: fator de depressão da região i. 
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Òs valores A=0,050, B=0,141 e C = 0,807 foram deter

minados a partir de uma regressão linear aplicada a dados expe 

rimentais. Supondo que 100% de todo o gás de fissão gerado é 

liberado do combustível fundido, a Equação (2-219) pode ser e£ 

crita como: 

F = 0,050X1 + 0,141X2 + 0,807X3 + 1,0X 

onde 

X4 - fD4 ( Rm " Rv> / CR? " * v > -

Uma expressão conservativa para a liberação de gases 

é 

F=0,050X1+0,141X2+0,807X3+ 

2 2 1 / 2 

+1,68(0,002112+0,0052X2-0,00269X2X3+0,00217X3) . (2-223) 

Cerca de 95% dos dados experimentais usados nesta derivação ca 

em abaixo da curva representada pela Equação (2-223). 

2-6 LIMITAÇÕES TÉRMICAS E HIDRÁULICAS DE PROJETO DE UM NÜCLEO 

DE REATOR 

O objetivo do projeto térmico e hidráulico do núcleo 

do reator é estabelecer uma adequada transferência de calor que 

seja compatível com a geração de calor no núcleo. A capacidade 

de remoção de calor pelo Sistema de Refrigeração do Reator ou 

pelo Sistema de Refrigeração de Emergência deve garantir uma 

operação segura do reator. 

2-6.1 - Critérios Básicos 

Os critérios básicos de projeto do núcleo de um rea

tor a água pressurizada (PWR), propostos pela Westinghouse*47* 

para satisfazer as condições de segurança de operação, são a-

presentados a seguir. 

1) Afastamento da Ebulição Nucleada 

(2-221) 

(2-222) 
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Para evitar o afastamento da ebulição nucleada(DNB), 

uma adequada transferência de calor deve ser assegurada entre 

a superfície da vareta combustível e o fluido refrigerante, e-

vitando assim danos no revestimento como o resultado de uma 

refrigeração deficiente. 

O afastamento da ebulição nucleada não pode ocorrer, 

no mínimo, em 95% das varetas durante a operação normal e tran 

sientes operacionais (Condição I) e durante transitórios resul 
(47) 

tantes de incidentes de frequência moderada (Condição II) 

2) Temperatura do Combustível 

Em operação durante as Condições I ou II, a tempe

ratura máxima do combustível deve ser menor que a temperatura 

de fusão do UOj. Evitando a fusão do UO^, a geometria do com -

bustível ê preservada e possíveis efeitos do fundido sobre 

o revestimento são eliminados. 

A temperatura de fusão do UO2 não irradiado ê consi

derada como 5080°F e decresce 58°F por 10.000 MWD/T. A tempera 

tura máxima de 4700°F ê usada como valor de projeto para as oon 

dições de sobrepotência. A fusão do combustível não pode ocor

rer, no mínimo, em 95% das varetas com picos de potência. 

3) Pressão Interna das Varetas 

A pressão interna das varetas, devida aos gases de 

fissão, deve ser menor que a pressão externa do refrigerante. 

4) Tensões no Revestimento 

As tensões no revestimento devem ser menores que a 

tensão correspondente ao limite de elasticidade do material do 

revestimento, com considerações da temperatura e efeitos da ir 

radiação. 

5) Refrigeração do Núcleo 

No mínimo 95,5% da vazão de massa total do reator de 

ve passar pelo núcleo e ser efetiva para a refrigeração das va 
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retas combustíveis. O refrigerante que flui através dos tubos-

guias e pela região entre o barril e a cinta do núcleo não 

i considerado como efetivo para a remoção de calor. 

6) Estabilidade Hidrodinâmica 

A operação normal, transientes operacionais e incî  

dentes transitorios de frequência moderada não podem levar a 

ocorrência de instabilidade hidrodinâmica no núcleo. 

2-6.2 Conceitos de Canal Quente e Ponto Quente 

As condições de transferência de calor no núcleo de 

vem ser bem determinadas. Para isto, é necessário determinar o 

local radial do núcleo onde a distribuição de fluxo de calor 

estabelece a maior potência integrada. É necessário determinar 

também o local onde o fluxo de calor é máximo. 

Os fluxos de calor realmente encontrados no núcleo po

dem ser maiores que aqueles obtidos a partir dos cálculos nu -

oleares, por causa dos desvios das condições ideais. Estes des 

vios são levados em conta pelo uso dos conceitos de canal quen 

te e ponto quente. 

O conceito de canal quente engloba todos os desvios 

das Condições ideais em um canal de escoamento tendo a maior 

potência integrada de saída. Analogamente, o conceito de ponto 

quente engloba todos os desvios das condições ideais em um lo 

cal tendo a mais alta potência de saída. 

As condições termo-hidrãulicas no canal quente e no 

ponto quente devem satisfazer os critérios de projetos estabe

lecidos para operações estacionárias e transitórias. Usando es 

tes conceitos conservativos no projeto de um núcleo, pode-se es 

tabelecer uma operação segura do resto no núcleo. 

2-6.3 Fatores de Canal Quente 

- (47 Dois fatores de canal quente total sao definidos ' 

48,51) s o fator de canal quente total para o fluxo de calor 
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(Fq) e o fator de canal quente total para o aumento de ental 
pia (F,,.). Cada um destes fatores envolve um fator de canal 

An 
quente nuclear que descreve a distribuição de potência neutro 

nica, e um fator de canal quente de engenharia que considera os 

desvios das condições ideais. 

1) Fa"tor de Canal Quente para o Fluxo de Calor 

É definido como a razão entre a densidade linear má 

xima e a densidade linear média de potência da vareta: 

q' 
F = m a x (2-224) 

q q* 
^avg 

ou 

F g - F q . F
E (2-225) 

onde 

F q : Fator de canal quente nuclear para o fluxo de ca 

lor; definido como a razão entre a densidade linear máxima e a 

densidade linear média de potência da vareta, com considerações 

nucleares somente. 

F : Fator de canal quente de engenharia para o flu 

xo de calor; leva em conta as tolerâncias de fabricação do com 

bustlvel. 

O fator nuclear F q e suposto ter vários componentes 

separáveis: 

= F« . F» . F» (2-226) 

onde 

N 

F^ : Fator nuclear radial, 

N 

F z : Fator nuclear axial, 

N 
F u : Fator de incerteza. 
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a) Fator Nuclear Radial 

O fator nuclear radial ê a razão entre as densidades 

de potência máxima e média no plano horizontal do pico local de 

potência: 

FR = FR( a s s-> • FJJ(rod) (2-227) 

onde 

N 

FR(ass.): potencia relativa ao "assembly" mais quen

te (em relação â média do núcleo), 
N 

F R(rod): potencia relativa da vareta mais quente (em 

relação ã medida do "assembly"). 

b) Fator Nuclear Axial 

O fator nuclear axial ê a potência axial relativa má 

xima (razão pico/media) do feixe com considerações sobre a po 

sição das barras de controle, concentração de xenônio, distri

buição de vazios e tempo de vida. 

c) Fator de Incerteza 

O fator de incerteza leva em conta as diferenças en

tre as distribuições reais de potência e as distribuições medi_ 

das ou calculadas. 

E — O fator de engenharia F q leva em conta as variações 

locais no enriquecimento, densidade e diâmetro da pastilha;área 

superficial da vareta e excentricidade do "gap" entre o combus 

tível e o revestimento. Este fator pode ser expresso pelo pro 

duto de seus subfatores: 

P E _ F

E p E p E p E (2-228) 
q enriq. densidade* diam.past.* diam.vareta 

p 

O valor de F q, determinado estatisticamente pela com 

binação das tolerâncias,é 
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F E = 1 + 3a (2-229) q C 

onde o"c é o desvio padrão dos efeitos combinados . Esta equa -

ção significa que a probabilidade de não exceder o valor l+3a 

é 99,87%. O valor F g =1,03 ê frequentemente utilizado. 

2) Fator de Canal Quente para o Aumento de Entalpia 

Ê definido como a razão entre o acréscimo máximo de 

entalpia no canal quente e o acréscimo médio de entalpia no nú 

cleo: 

AH 

F A U = m a x (2-230) 
A H AH - . 

núcleo 
ou 

onde 

F A H - F A H • F L (2-231' 

N F A T J : Fator de canal quente nuclear para o aumento de AH 
entalpia; definido como a razão entre a integral da potência 11 

near ao longo da vareta com maior potência integrada e a potên 

cia média das varetas. 

E F A„ : Fator de canal quente de engenharia para o au-Ari _ 
mento de entalpia; leva em conta as tolerâncias de fabricação e 

variações nas condições do escoamento. 

N O fator nuclear F.„ pode ser escrito como 
AH 

C - F R • Fu < < 2 - 2 3 2 ' 

N N ~ onde F" e F sao definidos como antes. 
R U 

O fator de engenharia F^H pode ser expresso pelo pro 

duto de seus subfatores: 

FAH " F A H a t • FR • F I * • FM ( 2 - 2 3 3 > 
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onde 

S tat F,„ : subfator estatístico para o aumento de ental AH — 

pia, 

F R : subfator de redistribuição de vazão, 

F L p : subfator de "plenum" inferior, 

F M : subfator de mistura. 

a) Subfator Estatístico 

O subfator estatístico inclui as tolerâncias de fa

bricação, tais como variações no diâmetro, passo e o enverga -

mento das varetas que causam a redução de vazão no canal quen 

te. Também as variações no diâmetro, densidade e enriquecimen

to das pastilhas, que podem contribuir para o aumento da ental 

pia no canal quente. 

stat O valor de F l t l , determinado estatisticamente pela _ An 
combinação das tolerâncias mencionadas,ê 

F A H a t " 1 + 3°c < 2 ~ 2 3 4 ) 

onde a_ é o desvio padrão dos efeitos combinados. 0 valor 
stat 

F.„ = 1,08 e usualmente utilizado. 
A" 

b) Subfator de Redistribuição de Vazão 

A redistribuição de vazão leva em conta a redução na 

vazão do canal quente devida a um aumento na queda de pressão 

como resultado da ebulição nucleada. 

c) Subfator de "Plenum" Inferior 

O subfator de "plenum" inferior leva em conta os e-

feitos da mã distribuição de vazão de refrigerante na entrada 

do núcleo. Normalmente uma redução de 5% na vazão do feixe quen 

te i usada na analise termo-hidrãulica do núcleo. 
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d) Subfator de Mistura 

Leva era conta a redução no aumento de entalpia do ca 

nal quente como o resultado da mistura de refrigerantes entre 

os subcanais. 

O fator de mistura ê calculado por 

AH(com mistura) 
F = (2-235) 

m AH(sem mistura) 

O valor deste fator varia de 0,9 a 1,0 e é obtido a partir da 

análisé termo-hidráulica por subcanais. 

2-6 .4 Razão de Afastamento da Ebulição Nucleada 

A capacidade de geração de potência dos reatores nu 

cleares refrigerados a água ê limitada pela necessidade de man 

ter os fluxos de calor, dentro de uma margem de segurança, abai 

xo daquele fluxo que poderia levar ao afastamento da ebulição 

nucleada (DNB). Durante a ebulição nucleada,a geração de bolhas 

de vapor na superfície da vareta combustível pode levar a al

tos coeficientes de transferência de calor. Quando um certo flu 

xo de calor crítico ê alcançado, a população de bolhas pode fi 

car tão gf-ande que a superfície da vareta torna-se coberta por 

uma película isolante de vapor e a temperatura do revestimento 

pode aumentar significativamente. Como altas temperaturas do 

revestimento devem ser evitadas durante a operação, ê necessá

rio conhecer com precisão as condições de operação que possam 

levar ao afastamento da ebulição nucleada. 

O critério de projeto ê geralmente estabelecido era 

termos da razão DNB ou DNBR, que é definido como a razão entre 

o fluxo de calor critico (DNB) e o fluxo de calor local, 

DNBR = . (2-236) 
q"(Z) 

Uma situação típica é mostrada na Figura 2-17, onde 
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o fluxo de calor do reator e o fluxo de calor DNB são repre 

sentados como função da altura relativa do núcleo. Para uma 

distribuição senoidal de fluxo, a menor razão DNB(MDNBR) ocor

re na segunda metade da altura do núcleo. 

O valor do MDNBR no canal quente é um dos critérios 

básicos do projeto térmico do núcleo do reator. Para um PWR tí̂  

pico, o MDNBR não pode ser menor que 1,3 em condições de opera 

ção normal, transitórios operacionais e transitõris decorren -
( 4 7 \ 

tes de incidentes de frequência moderada '. 

2-6.5 Fluxo de Calor Crítico 

A diferença no comportamento do fluxo de calor críti 

co entre um canal simples uniformemente aquecido e um feixe 
T (53) de varetas pode ser atribuída aos seguintes efeitosv 

* forma das distribuições radial e axial de fluxo 

de calor, 

* mistura lateral entre os subcanais do feixe, 

* geometria das grades espaçadoras e aletas de mis

tura. 
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* espaçamento axial entre os espaçadores, 

* parede não aquecida. 

Devido ã complexidade teórica, nenhuma solução analí 

tica foi ainda obtida para o fluxo de calor crítico. As corre

lações existentes foram estabelecidas empiricamente a partir de 

dados experimentais. Duas correlações são frequentemente utilJL 

zadas para calcular o fluxo de calor crítico em condições de o 

peração de reatores PWRt a correlação W-3 ̂ 5 2^ e a correlação 

1) Correlação W-3 

A correlação W-3 para calcular o fluxo de calor cri 
(52) 

tico foi derivada por Tong , em 1967, a partir de dados ex 

perimentais obtidos de canais simples e anulares. Entretanto , 

sua validade tem sido comprovada para feixes de varetas, simu

lando geometria e condições de PWR. 
A correlação W-3 ê dada pela expressão: 

qDNB EU/10 6 = U2.002-0,0004302p) + (0,1722-0,0000984p) 

x exp I (18,177-0,004129p)x|} 

x [(0,1484-1,596X+0,1729X ÍXi ) (G/106) + 1,037] 

x (1,157-0,869X) (2-237) 

x [0,2664+0,8357 exp (-3,151 D )] 

x [0,8258+0,000794 (H . - H . ) ] u sat xn J 

onde q £ N B é um BTU/h-ft e o subcrito EU refere-se ao fluxo de 

calor uniforme ou equivalentemente uniforme.Os parâmetros usa 

dos na derivação desta expressão estão entre os seguintes in

tervalos: 

p = 1000 a 2300 psia, 

G = l,0xl06 a 5,0xl06 lb/h-ft2. 
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X = -0,15 a +0,15 

L = 10 a 144 in 

D = 0,2 a 0,7 In e 

perímetro aquecido 
= o,88 a 1,00 

perímetro molhado 

geometrias: tubos circulares e retangulares e feixes 

de varetas sem obstáculos. 

A Equação (2-237) correlaciona os dados até então publicados 

com uma precisão de + 23%. 

O efeito da distribuição de fluxo não uniforme pode 

ser levado em conta usando o fator de forma de fluxo definido 

por 

„ qDNB,EÜ ( 2 _ 2 3 8 ) 

c a" 
qDNB,NU 

onde o subscrito NU refere-se ao fluxo não uniforme. O fator F 
c 

é calculado pela expressão 

C 
F = c 

blocai ̂ - ^ Í - ^ D N B O J 

onde 
_ 1, 

(G/10 6) 0' 4 7 8 

DNB 
q" (Z)exp[-C(Ln -Z)]dZ (2-239) 

DNB 
0 

1,8 ( 1 - X D N B )
4 ' 3 1 , 

C = 2ÍÍ§ (ft •*•) (2-240) 

L̂ .,̂  : distância axial entre o ponto de início da e-DNB 
bulição nucleada e ponto onde o DNB é calcula 

do, 

X~„„ : título no local onde o DNB é calculado, DNB 

q^ o c a^:fluxo de calor no ponto onde o fluxo de calor 

DNB ê calculado. 

O efeito das grades espaçadoras ê considerado usando o fator de 

espaçador F g: 
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F = qPNB, c o m grade ^ (2-241) 
qDNB, sem grade 

O fator Fg ê dado pela correlação 

G TDC Q 

F_ = 1,0 + 0,03 (—{ ) U ' J : > . (2-242) 
13 ' 10° 0,019 

O coeficiente de difusão térmica TDC ê calculado por 

TDC = (2-243) 
pvs 

onde 

W : vazão transversal por unidade de comprimento, 

p : densidade do fluido, 

V : velocidade axial do fluido, 

s : espaçamento entre as varetas. 

Recentemente, uma correlação modificada para o fator 

espaçador, para grades do tipo "R", foi desenvolvida pela Wes-
(47) 

tinghouse . Esta correlação é: 
2 

F = ( Ê—)0'5(l,445-0,037lL)[e(X+0'2) -0,73]+K_(-% (-^Ç_) 0 , 3 5 (2-244) 
b 225,896 fa 10b 0,019 

onde 

p : pressão do sistema (psia)> 

L : comprimento aquecido do núcleo (ft), 

K : coeficiente de espaçamento das grades (Tabela 2-3). 

Espaçamento das Grades (in) K s 

20 0( r
066 

26 0, ,046 

32 0, r027 

Tabela 2-3 Coeficiente de Espaçamento das Grades 
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O fluxo de calor critico em um canal com uma parede 

não aquecida é geralmente menor que aquele em um canal total

mente aquecido, desde que a entalpia de salda seja a mesma. O 

efeito da parede fria pode ser determinado, empiricamente,por: 

*DNB, parece fria _ , n 0 r, 0 , 1,78X „ _ 0 0 / G »0,0575 t—* = 1,0-R 13,76-l,372e ' -4,732 ( ,) ' 
o" U IO 6 

qDNB,W-3, D, x u 

h 

10 

onde 

- 0,0619 ( ~ ) 0 ' 1 4 - 8,509D h

0' 1 0 7] (2-245) 

R u = 1 - (De/Dh) 

e D £ e são os diâmetros equivalentes baseados nos perímetros 

molhado e aquecido, respectivamente. 

2) Correlação B&W-2 

A correlação B&W-2 para o fluxo de calor critico, de 
(54) ~ 

rivada por Gellerstedt et al. baseando-se em dados de sub-

canais, pode ser escrita como: 

(a-bD ) [A, (A ?G)
A3 + A4 ( P - 2 0 0 0 ) - A GX h f 1 

q» = e 1 1 l 2 D N B fgi (2-246) 
qDNB,EU u * q ° } 

A 5 ( A 6 6 ) V
A 8 | P - 2 0 0 0 ) 

onde as constantes a,b e A^ são dadas na Tabela 2-4. O uso da 

equação B&W-2 é restrito aos seguintes intervalos: 

G : 0,75xl06 a 4,0xl06 lb/h-ft2 

X : -0,03 a +0,20 

p : 2000 a 2400 psia 

D F I : 0,2 a 0,5 in (baseado no perímetro molhado). 
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a 1,15509 

b 0,40703 

A l 0,37020xl08 

A 2 0,59137xl0"6 

A 3 0,83040 

A4 0,68479xl0"3 

A 5 12,710 

A 6 0,30545xl0~5 

A 7 0,71186 

A 8 0,20729xl0"3 

A 9 0,15208 

Tabela 2-4 Constantes da correlação B&W-2 

A equação para o fator de forma de fluxo para a cor-
- (55) 

relação B&W-2 e v ; 

^ ï o c a l ^ P ^ W ] 

DNB 
q" (Z)exp [-C(L -Z)]dZ (2-247) 

onde 

C = 
A21 ( 1" XDNB ) 

(G/106) 2 3 

k22 
(ft"1) (2-248) 

e as constantes A 2 i e K D sao dadas na Tabela 2-5 
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A21 2,98404 

A22 7,82293 

A23 0,45758 

KD 1,02508 

Tabela 2-5 Constantes da equação para o fator de forma 

de fluxo para a correlação B&W-2 

A correlação B&W-2 foi desenvolvida exclusivamente a 

partir de dados de feixes em condições de operação de reatores 

a água pressurizada. Ela .correlaciona os dados experimentais 

com uma precisão de - 20%. 
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3 - CÓDIGOS DIGITAIS PARA A ANALISE TERMO-HI DRA*UL ICA DO NÜCLEO 

DE REATORES REFRIGERADOS A AGUA 

3-1 INTRODUÇÃO 

Para a análise termo-hidráulica do núcleo de reato -

res refrigerados a água, dois tipos de códigos digitais podem 

ser considerados: 

* códigos para o refrigerante, 

* códigos para o combustível. 

Os códigos para o refrigerante calculam as condições 

térmicas e hidráulicas nos subcanais dos feixes de varetas per 

corridos axialmente pelo fluido refrigerante. As distribuições 

de entalpia, vazão de massa, pressão, fração de vazio e a ra

zão de afastamento da ebulição nucleada (DNBR) são parámetros 

comumente avaliados por estes códigos. 

Os códigos para o combustível analisam o comportamen 

to das varetas de combustível sob condições de potencia e tem 

po de irradiação. Parâmetros tais como distribuição de tempera 

tura, geração e liberação dos gases de fissão,pressão interna 

dos gases de fissão, expansões térmicas e fenômenos devidos â 

irradiação do combustível e revestimento são geralmente consi

derados . 

Muitos códigos para o refrigerante e códigos para o 

combustível tém sido elaborados. A maioria deles encontra - se 

em fase de evolução para incorporar os desenvolvimentos tecno

lógicos atuais, resultantes de modelos teóricos mais exatos e 

maior disponibilidade de testes experimentais. As bases teóri 

cas desses códigos são bastante parecidas. Eles diferem entre 

si, principalmente, pelos modelos empíricos utilizados como a 

proximação para os diversos fenômenos envolvidos. 
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3-2 CÓDIGOS PARA O REFRIGERANTE 

(56) (1 2 3 4) 
Segundo Weisman e Bowring ,os códigos COBRA ' ' ' 

são os melhores que se dispõe atualmente para a análise por scb_ 

canais de feixes de varetas. A flexibilidade da entrada de da 

dos desta familia de códigos permite especificar as áreas de 

escoamento de cada subcanal, as regiões com as quais os subca 

nais estão em conexão, e as varetas ou porções das varetas que 

fornecem calor a cada subcanal. Então, tubos de pressões e fei_ 

xes hexagonais com canais irregulares podem facilmente ser ar 

ranjados. Ê possível também especificar um subcanal que envol 

ve completamente uma vareta. 

Os códigos COBRA têm sido submetidos a um processo 

continuo de evolução.COBRA I e II foram desenvolvidos para o re 

gime estacionário e dispunham de um modelo simplificado para a 

queda de pressão lateral. Um procedimento passo-a-passo da en 

trada ã salda foi utilizado na solução numérica das equações 

de conservação. Ao COBRA-III foi incluido o cálculo transitó

rio. No COBRA-IIIC, a equação para o momento transversal foi 

modificada e um modelo simplificado para calcular a distribui 

ção de temperatura das varetas de combustível foi introduzido. 

Mais recentemente, foi desenvolvida a versão COBRA -

41 > a qual elimina várias limitações das versões anteriores. 

As condições de contorno modificadas permitem cálculos em si

tuações com reversão do escoamento, encontradas em vários ti_ 

pos de acidentes. Seu dimensionamento variável permite conside 

rar feixes com grande número de varetas. O modelo de condução 

térmica nas varetas, mais completo, inclui a condução axial e 

a condutividade térmica variável. No procedimento de solução, 

as equações da continuidade e momento são combinadas e resolvi^ 

das iterativamente em massa para o campo de pressão. A solução 

é então usada para calcular o campo da velocidade. Uma técnica 

de substituição sucessivas ê utilizada. 

(7) 

O código HAMBO , desenvolvido por Bowring em 1968, 

ê destinado ã análise termo-hidrãulica, em regime estacionário, 

de um feixe de varetas refrigerado por um fluido em ebulição . 

O HAMBO é muito semelhante ao COBRA-II. Ambos adotam as mesmas 
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definições de subcanais, consideram os regimes de escoamento 

mono e bifãsico, consideram a mistura lateral entre subcanais, 

incluem os efeitos da ebulição subresfriada, queda de pressão 

devida aos espaçadores e dispõem de opções para selecionar 

as várias correlações empíricas disponíveis. Eles diferem prin 

cipalmente pelos modelos empíricos adotados na solução das e 

quações de conservação. 

Os códigos THINC^ 5'^ são largamente utilizados na 

Westinghouse para a análise termo-hidrãulica do núcleo de rea 

tores a água pressurizada (PWR). 

No THINC I^,u'a matriz tri-dimensional é usada pa 

ra representar o núcleo. Cada feixe combustível ou grupo de 

feixes é considerado como um canal de escoamento. As proprieda 

des do fluido dentro do canal são supostas uniformes no elemen 

to diferencial de volume correspondente a cada posição axial. 

As condições do refrigerante em cada canal são determinadas a 

través das soluções simultâneas das equações de conservação. O 

THINC I fornece uma analise global do comportamento térmico e 

hidráulico do núcleo, mas não considera os subcanais do feixe 

quente individualmente. 

No desenvolvimento do THINC II, Chelemer et al.*5^su 

põem que a resistência ao escoamento lateral é muito pequena e 

então somente pequenos gradientes laterais de pressão podem e 

xistir dentro do feixe. Os efeitos da resistência transversal 

sobre a distribuição de vazão são desprezíveis. A variação no 

escoamento axial em um dado subcanal é determinada pela condi_ 

ção de que a queda de pressão ê a mesma para cada elemento de 

volume em cada posição axial» A maior diferença entre o THINC 

II e outros códigos resulta da suposição de que não existe gra 

diente lateral de pressão dentro do feixe. 

Os códigos THINC I e II foram programados em cadeia 

de modo que os resultados calculados pelo primeiro são transfe 

ridos automaticamente ao segundo como dados de entrada. 

A versão mais recente desta família de códigos, o 
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THINC IV calcula, em regime estacionário, as distribuições 

locais de densidade, velocidade de massa, entalpia, fração de 

vazio, pressão estática e DNBR. O THINC IV não utiliza a supo 

sição de que não existe gradientes laterais de pressão entre os 

subcanais do feixe considerado. A equação do momento transver

sal inclui os efeitos inerciais e friccionais. Uma técnica de 

perturbação é usada para simplificar as equações de conserva -

ção e o método das substituições sucessivas ê usado para resol 

vê-las numericamente. 

3-3 CÓDIGOS PARA O COMBUSTÍVEL 

Paralelamente ao comportamento do fluido refrigeran

te, o comportamento das varetas de combustível ê de grande im 

portância na operação de um reator refrigerado a água (LWR).Os 

seguintes efeitos devem ser considerados: 

* Distribuição de temperatura, 

* Expansão térmica, 

* Restruturação e relocação, 

* Densificação e inchamento, 

* Geração e liberação dos gases de fissão, 

* Deformações do revestimento, 

* Coeficiente de transferência de calor entre o com

bustível e o revestimento, 

* Corrosão. 

Para analisar estes efeitos individualmente e seus 
principais interrelacionamentos, muitos códigos digitais têm si 

í 8 9 10 11 12) 

do desenvolvidosK ' ' ' ' '. Entre os códigos para analisar 

o comportamento do combustível sob condições de irradiação, a 

família GAPCON-THERMAL(8,9,10) ê c o mumente utilizada. 

A versão mais recente, o GAPCON-THERMAL-2^10^, não ê 

frequentemente usada como código de projeto do combustível,mas 

pode ser um programa de cálculo adequado na avaliação do desem 

penho da vareta combustível e na obtenção de dados de entrada 
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para a análise de acidentes. Embora o código não tenha sido 

ainda testado para dados de reatores, seus modelos individuais 

são baseados em dados experimentais disponíveis. Alguns dos mo 

delos utilizados fornecem previsões conservativas. 

(5E 

Na Kraftwek-Union AG foi desenvolvido o código CARO 

que tem sido usado como código de projeto da vareta combustí -

vel de um PWR e que é também aplicado com poucas modificações 

na análise da vareta combustível de BWR. A versão mais recente, 
o CARO-C3 ê muito semelhante ao GAPCON-THERMAL, principalmente 
no que se refere ao modelo utilizado para calcular o coeficien 
te de transferência de calor entre o combustível e o revesti -

(34) 

mento. Ambos utilizam o modelo de Ross-Stoute . Outros mode 

los empíricos para representar os efeitos da irradiação sobre 

o combustível e revestimento são baseados em dados experimen -

tais disponíveis na literatura e testes de irradiação realiza

dos nos diversos laboratórios da República Federal da Alemanha. 
Outros códigos, tais como o TERMO^11^, NÜSTEP^12^ e 

(43) 

TAFYV sao utilizados para determinar conservativamente as 

temperaturas e a pressão interna das varetas durante a irradia 

ção do combustível no reator. Os modelos empíricos e semi-empí 

ricos adotados nestes códigos não são tão sofisticados quanto 

aqueles do GAPCON-THERMAL. 

3-4 PROGRAMA PARA ANÁLISE TERMO-HIDRÁULICA DE REATORES A ÁGUA 

Os códigos digitais para análise simultânea do com -

portamento do fluido refrigerante e das varetas combustíveis 

são necessários para se ter certeza da operação segura do nú

cleo do reator em condições normais de potência e em situações 

de acidentes. 

O código PANTERA (Programa para Análise Termo-hidráu 

lica de Reatores a Água) representa um esforço de se ter um pio 

grama digital destinado a análise simultânea do fluido refrige 

rante e do combustível irradiado no núcleo do reator, em condi 

ções estacionárias ou transitórias. 

PANTERA resulta de modificações na versão COBRA-TIIC 
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cora a introdução de um modelo de transferência de calor sofis

ticado para as varetas combustíveis. 0 COBRA-IIIC, foi escolhi_ 

do como base pela sua flexibilidade e aplicabilidade comprova

da experimentalmente na análise de subcanais de feixes de vare 

tas. Os modelos empíricos utilizados para a análise do combus

tível foram selecionados entre aqueles mais referenciados pela 

literatura. O código foi desenvolvido de maneira que a substi

tuição de um modelo por outro seja rápida e fácil. 

3-4 -.1 Características Gerais 

As características gerais do código PANTERA são as 

seguintes: 

* Contêm toda a capacidade de análise por subcanais 

do COBRA-IIIC, 

* Contêm toda a capacidade de análise do comportamen 

to do combustível do GAPCON-THERMAL-2, 

* Considera transitórios rápidos e intermediários,en 

tretanto, não leva em conta os efeitos que se pro

pagam com velocidade sónica, 

* As condições de contorno são: vazão de massa na en 

trada, vazões transversais na entrada, entalpia de 

entrada e pressão de saída, 

* As soluções numéricas não possuem limitações de es 

tabilidade quanto aos incrementos temporal e espa

cial, 

* A equação do momento transversal inclui as acelera 

ções temporal e espacial da mistura transversal de 

desvio, 

* Considera a mistura transversal forçada pelas ale 

tas misturadoras e espaçadores helicoidais, 

* Permite a análise de bloqueios do escoamento, 

* Contêm opções de cálculo do DNBR através das corre 

lações W-3 e B&W-2, 

* Não considera situações com inversão de vazão. 
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3-4,2 Equações do Modelo Matemático do Fluido 

As equações básicas do modelo matemático do fluido fo 

ram derivadas no Capitulo 2 a partir de suposições adequadas e 

aplicando as leis de conservação da massa, energia e momento . 

Estas equações são as seguintes: 

1*) Equação da Continuidade 

3p. 3 . N 

1 3t 3x j=l x? 
(3-1) 

2) Equação da Energia 

m. 3, . 3, . N N N * 

1 ̂ mi 
A. 3t i 

3) Equação do Momento Axial 

9p 3p. 
- 2 ui~3t + "3ÏÏ = (ÃT ) 

i 

v4f«<J>4 K.vj 
+ 2 Ax 

v.' 
. x i + A _L 

í x VA. 
i 

2D. 

w. 
•p̂  cos 0 

N w! . N * •••• 
f

T £ ( V U j }
 "A2 + S" ( 2 V U )

 "A 2 

3=1 1 3=1 

(3-3) 

4) Equação do Momento Transversal 

3w 
ir1 + ib <uwij> + ( s A , c i 5 w i j = (s^)(Pi-Pj) (3-4) 

Estas equações podem ser resolvidas numericamente pa 

ra a vazão, entalpia, pressão e vazão transversal dos subcanais. 

Para isso, todas as quantidades devem ser especificadas. A es 

pecificação de algumas delas por suposição ê necessária devido 

ao conhecimento ainda não perfeitamente estabelecido do escoa 
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mento bifasico estacionário e transitório em feixes de varetas. 
* 

A entalpia transportada pela mistura transversal h , ê comumen 
te suposta como a entalpia do subcanal doador. A velocidade a 

* 
xial efetiva da mistura transversal u , é considerada como a 
média das velocidades dos subcanais adjacentes. Outros valores 

* * 
de h e u poderiam ser selecionados para levar em conta a di£ 

tribuição não uniforme de entalpia em um subcanal. O fator de 

momento turbulento f T # que leva em conta uma analogia imperfei^ 

ta entre as difusividades de calor e momento, é também desco

nhecido. Segundo R o w e ^ , os efeitos de f T são muito pequenos 

na faixa de 0 a 1. O valor f̂ , = 1 implica numa perfeita analo

gia entre as difusividades de calor e momento. 0 fator f^ ê 

normalmente feito igual a zero para muitos problemas. 

A equação do momento transversal introduz dois outros 

parâmetros que devem ser especificados como dados de entrada : 

o parâmetro de resistência transversal K contido no coeficien 

te C^j e o parâmetro (s/í,) . Os resultados calculados para fei 

xes típicos são pouco sensíveis aos parâmetros K e (s/5,). En

tretanto, o parâmetro K desempenha um papel muito importante na 

estabilidade das soluções numéricas, como será visto no decor 

rer deste capitulo. 

As correlações necessárias para calcular as quedas de 

pressão são de grande importância. Nestas incluem-se as corre

lações para o fator de fricção,multiplicador de fricção bifási 

co e fração de vazio. A mistura turbulenta deve também ser es

pecificada através de correlações empíricas ou dados experimen 

tais. 

A' equação de estado estabelece uma relação entre a 

densidade e a entalpia do fluido. As outras propriedades são 

calculadas, via entalpia, por interpolação linear em dados ta

bulares . 

3-4.3 Generalização das Equações 

Se N ê o número de subcanais e K o número de conexões 

entre subcanais adjacentes, então para cada uma das três primei 

ras equações de conservação existem N equações diferenciais par 
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ciais de primeira ordem. A equação do momento transversal re

sulta em K equações algébricas. 

Se as equações para a vazão de massa,entalpia e pressão 

são representadas como N componentes de um vetor coluna e se 

as vazões laterais ŵ _. e são representadas por K componen 

tes de vetor coluna, então as equações de transporte podem ser 

escritas em uma notação matricial. 

Para representar as equações de transporte na nota -

ção matricial, os subcanais e varetas são numerados em uma se 

quência arbitrária como mostra a Figura 3-1. As conexões entre 

subcanais adjacentes são numeradas na ordem crescente, fixando 

o canal (i) e variando o canal (j) para j > i. 

Figura 3-1 - Modelo de seleção de subcanais 

A cada par (i,j) de subcanais adjacentes um valor de k é assi

nalado. No quadro abaixo são mostradas essas conexões para o 

caso exemplo da Figura 3-1: 

Número da conexão Pares de subcanais 

k i(k) j(k) 

1 1 2 
2 1 4 
3 2 3 
4 3 4 
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Usando esta notação ŵ _. = w^, sendo > 0 quando a mistura la 

teral flui do subcanal (i) pra o subcanal (j) e (i < j). 

A equação do momento transversal, na forma matricial 

pode ser escrita como: 

+ { Ã ( u * w ) } + ( f > { C w } = ( f ) ¡ S | í p > (3-5) 

onde {} e I | representam, respectivamente, matrizes coluna e 

retangular. A matriz de transformação | s | possui os elementos 

s k i = 1 se i = i (k) 

'ki 

'ki 

= -1 se i = j (k) 

= 0 se i ¿ i (k) ¿ j (k) 

(3-6) 

Para o exemplo anterior, a matriz | s | ê dada por: 

1 

1 

0 

0 

- 1 0 0 

0 0-1 

1 - 1 0 

0 1-1 

(3-7) 

Para a equação da continuidade obtém-se; 

- I S ] 1 {w} (3-8) 

onde |S1 ê a matriz transporta de |S| . 

A equação da energia na notação matricial é dada por: 

{^r|^} + { m | | > = {q'} - |S|T|AT|{c} - |s!T|Ah|{w'} + 

+ Ih l | s l T{w} - | s | T |h*|{w} (3-9) 
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onde |AT|,|Ah|e |h*| são matrizes diagonais cujos elementos da 

diagonal são dados, respectivamente, por: 

A T k = Ti(k) " Tj(k) 

Ah. = h. (k) - h. . k x j (k) 
(3-10) 

hi(k) ; wk > 0 

hj(k) ; V ° 

A equação do momento axial pode ser escrita como: 

{ ÍH } - { 2 u | t } + {fx"} = { a' } + lAl^dZul !s|T-|SlTIia*|)íw> (3-11) 

onde 

{ a } = - { ( Ã } \"~2D 2Ãx 3x + gP c o s 6>-

- f T|Af^S^lAulíw'} (3-12) 

Os elementos das matrizes diagonais |u*| e |Au| são dados por 

Uk = 1 tui(k) + uj(k)] 

(3-13) 

A u k = Ui(k) " Uj(k) 

3-U.4 Método de Solução das Equações 

As equações de conservação são resolvidas como um pro 

blema valor de contorno, usando um esquema de diferenças fini 

tas semi-explxcito. As condições de contorno para o problema 

são: 

* Entalpia de entrada, 

* Vazão de entrada, 

* Vazões transversais de entrada, 

* Pressão de saída. 

As condições iniciais para as distribuições de entalpia,vazão e 
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vazão transversal são estabelecidas a partir de um cálculo em 

regime estacionário. 

O problema valor de contorno apresentado, limita -se 

aos casos nos quais a vazão de entrada pode ser especificada co 

mo uma função do tempo. A ausência de uma condição de contorno 

para permitir variações da vazão de entrada como função das 

pressões impostas de entrada e saída não permitem cálculos com 

inversão do escoamento. 

No procedimento de diferenças finitas utilizado, as 

interfaces dos segmentos axiais são numerados a partir da ex -

tremidade inferior. A distância x = 0 corresponde a j = 1 e 

x = L corresponde a j = N + 1, onde N ê o número de .segmentos 

de cálculo. A distância axial de cada nodo ê dada por 

X j = (j - 1) Ax (3-14) 

onde Ax = L/N. A entalpia, vazão, pressão e vazões transversais 

são definidas na interface de cada segmento. 

As equações de diferenças finitas correspondentes âs 

equações de conservação são apresentadas a seguir: 

1) Equação da Continuidade 

A equação da continuidade pode ser aproximada pela e 

quação de diferenças finitas: 

PA~P+ m.-m. 

lAjHjç 1} + Í-J-^} = - |S| T (w.) (3-15) 

onde as variáveis encimadas por barra referem-se ao tempo ante 

rior. 

2) Equação da Enerqia 

A equação da energia escrita na forma de diferenças 

finitas ê 
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, h.-h. h.-h. . -1 

j-l/2 

" I s ñ A h ^ l í w ' . ^ } + | h ^ M s f í w ^ } - I 

3) Equação do Momento Axial 

SIT'h*j-l'{WJ-l } í 3" 1 6 ) 

A equação de diferenças finitas correspondente â e-

quação do momento axial é dada por: 

, m.-m. p.-p. Pi-P-i-i 

onde 

+ lAj I"1! |2u3l |S| T - |s|T|u*||{w.} (3-17) 

{a!} = - íK^p - {fj} 

K l2D ' 2Ax 3x A J j 

(3-18) 

(3-19) 

f_. = ^pgcosO + f T|A | " 1 | s | T | Au| {w* }]. (3-20) 

por: 

4) Equação do Momento Transversal 

A equação do momento transversal pode ser aproximada 

W . - W . U'ÍVJ - u. 

t-V1 + ( J 3 £L J"> + <r> «j*!1 = 'T,|s|{pj-i} l 3 ' 2 1 > 

As equações da continuidade, momento axial e momento 

transversal podem ser combinadas para eliminar ípj_^) e {m..}. 

A equação da continuidade pode ser escrita como 

{ r t i j } = + A m } (3-22) 

onde 

Am = - |s|T{w_.}Ax - Aj (p^-Pj) Ax/At (3-23) 
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A partir da Equação (3-22) obtém-se: 

{™2} =. { m 2^ + (m^_1 + m..) Am}. (3-24) 

O valor de m^ no segundo membro é desconhecido, mas pode ser fa 

cilmente estimado e ajustado iterativamente. Com este resultado, 

a Equação (3-18) torna-se: 

{a'.} = -{K.m2} - {K.(m. , + m.)Am} - ff.} (3-25) 
3 3 3 3 3 - 1 3 3 

Considerando as Equações (3-22) e (3-23), a equação do 

momento axial pode ser escrita como: 

Í Pi-l } = { P i } ~
 { E V A x " i R - i l { wi> A x (3-26) 

onde 

(3-27) 

~ m. — m. , 

+ K + tf + AXK.A. (m.^ + •».)] } 

e 

| R j | = l ^ f 1 ^ + £ | | S |
T - |S|T|u*|] • 

+ A x | K j(m j_ ; L + nu) | | S |
 T (3 -28) 

A diferença de pressão entre os subcanais é dada por 

' S ' { p j - 1 } = l S l { P j } ' I s l Í F j H x - | s | |R.. | {w_.}Ax. (3 -29) 

Substituindo este resultado na equação do momento transversal, 

resulta o seguinte conjunto de equações simultâneas: 

iM^ÍWj} = {b..} (3-30) 

onde 

l M j l = ' A T ' + ' A | | + <f ) l c

3 I + < ? > l s l l R j l * x < 3 " 3 1 ) 
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e 

{ b j } = { A 4 }
 + A 4 Z Í }

 + { f ) | s K P j } " <§>|S|ÍFj> Ax (3-32) 

O cálculo das vazões transversais requer a solução 

de um conjunto de K equações simultâneas com K incógnitas. A 
solução somente é possível se a matriz | MJ i não-singular. Os 

três primeiros termos da Equação(3-31)resultam da inclusão das 

acelerações temporal e espacial na equação do momento transver 

sal. Eles desempenham um papel importante na estabilidade das 

soluções numéricas. A partir da equação, é evidente que a re

dução de Ax ou At proporciona o maior predomínio dos elementos 

diagonais e adiciona maior estabilidade âs soluções. 0 tercei 

ro termo indica também que a estabilidade é maior para maiores 

valores do coeficiente de resistência transversal C. Para qual 

quer problema de feixe de varetas que apresente um ou mais ca 

minhos de escoamento em torno da vareta e, neste caso, a vazão 

transversal não ê única, o último termo pode conter u'a matriz sin 

guiar. A inclusão dos demais termos remove a singularidade 

de IM ¡ . A maneira pela qual o último termo é definido, permite 
considerar a análise de bloqueios dos subcanais e transitórios 

com incrementos de tempo menor que o tempo de trânsito pelo seg 

mento. 

O vetor {b} contém os termos que forçam a mistura 

transversal. Os dois primeiros termos tendem manter as vazões 

transversais que existiam no espaço e tempo anterior. O tercei 

ro termo ê a contribuição â vazão transversal devida â queda 

de pressão radial. O último termo contêm a força de circulação 

para a vazão transversal que atua no sentido de equalizar os 

gradientes de pressão de atrito, aceleração e gravitacional. 

A entalpia {h..} pode ser calculada a partir da equa 

ção da energia. Pondo o segundo membro da equação igual a 

{AH/Ax}, obtém-se: 

{ h } = [l + -â^-l
 _ 1 {h. , + — i - + AH} (3-33) 

3 L u'tAtJ 3-1 u ^ A t 



120 

O esquema definido por esta equação ê estável quando a veloci

dade efetiva de transporte de entalpia u" for positiva. 

As equações anteriores não requerem informações deta 

lhadas da pressão, porque ela é eliminada explicitamente na e-

quação do momento combinada. Somente a diferença de pressão 

|s|{p. .} é utilizada. O cálculo da pressão íp.) ê somente um 
J — * 3 _ 

calculo de retorno. Ela pode ser calculada a partir da Equação 

(3-26): 

ÍPj> = {Pj_x> + ÍAP> (3-34) 

onde 

{Ap} = {F_.}Ax + |R..|{w_.} Ax (3-35) 

Quando a salda ê atingida, as pressões no último nodo são fei

tas iguais ã pressão de salda e, as demais pressão ÍPj) são 

corrigidas. 

3-4.5 Procedimento Numérico 

As mesmas equações são utilizadas para os regimes e£ 

tacionãrio e transitório. Para valores de At suficientemente 

grandes, as equações de diferenças finitas para o fluido redu

zem-se às equações para as condições estacionárias. 

As soluções numéricas em condições estacionárias e 

transitórias são obtidas da seguinte maneira: um cálculo itera 

tivo i realizado da entrada à saída dos canais até obter a con 

vergência da solução das vazões. A convergência ê atingida quan 

do a diferença relativa entre valor da vazão atual e da itera

ção anterior, para qualquer subcanal,for menor que um valor pré 

-especificado. 

Com as informações de entrada acerca da vazão,vazões 

transversais e entalpia, a entalpia pode ser calculada para o 

nodo subsequente através da Equação (3-33). 

Na primeira iteração a vazão ím..} é feita igual a 

{m. ,} , caso contrário, os valores da iteração anterior são 
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utilizados. As vazões transversais íw^} são calculadas pela E 

quação (3-30) usando as condições iniciais, dados da iteração 

anterior ou tempo anterior. Fm seguida, ím^} é calculada pela 

Equação (3-22), {p..} pela Equação (3-34) e | s | ÍPj_^ pela E-
quação (3-29). Na saída do canal |s|{p}= 0. Quando a saída é a 
tingida, as pressões são corrigidas para concordarem com a pres 

são de referência. 

Para o calculo transitório, as funções dependentes do 

tempo (funções forçadas) para as condições de operação devem 

ser inicialmente fornecidas. As soluções obtidas no tempo an

terior são usadas como novas condições iniciais. Transitórios 

de pressão de referência, entalpia ou temperatura de entrada , 

vazão de entrada e/ou fluxo de calor podem ser considerados. 

3-4.6 Transferência de Calor nas Varetas Combustíveis 

As equação de transporte de calor para cada nodo axi 

al da vareta combustível pode ser escrita sob a forma matrici

al 

[AjlíTj} = {B..} (3-36) 

onde |Aj| ê u*a matriz tri-diagonal e {T^} e ÍBj) são vetores 

colunas. Os elementos das matrizes |A..| e {3..} foram apresenta 

dos no Capítulo 2.0 sistema de equações determinado pela equa 

ção acima pode ser resolvido para a distribuição de temperatu 

ra usando um método de eliminação de Gauss. 

Na derivação deste modelo, as conduções axial e cir

cunferencial foram desprezadas. A condução axial pode ser igno 

rada porque os gradientes axiais de temperatura são pequenos.A 

não consideração da condução circunferencial pode ser justifi

cada se as propriedades térmicas são aproximadamente uniformes 

em cada zona radial e se os coeficientes de transferência de 

calor e a temperatura do refrigerante não variam acentuadamen

te em torno da vareta. 

Os coeficientes de transferência de calor são calcu-
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lados por correlações apropriadas. Um coeficiente médio ê de -

terminado por uma ponderação circunferencial dos coeficientes 

de transferência de calor dos subcanais envolvendo a vareta.Um 

calculo semelhante ê realizado para obter a temperatura média 

do fluido em torno da vareta. 

O fluxo de calor médio das varetas ê um dado de en -

trada no inicio* de cada cálculo estacionário ou transitório.Em 

cada instante do transitório, o fluxo médio de entrada é calcu 

lado a partir da função forçada fluxo de calor X tempo. O flu

xo de calor local em cada vareta é calculado a partir das dis

tribuições axial e radial de potência. A potência transferida 

ao fluido em cada instante é dependente das propriedades do com 

bustlvel, da temperatura superficial da vareta, da temperatura 

do fluido e do coeficiente de transferência de calor. 

Utilizando os valores médios do coeficiente de trans 

ferência de calor e da temperatura do refrigerante e a taxa de 

geração volumétrica de calor em cada zona radial, a distribui^ 

ção de temperatura em cada nodo axial da vareta pode ser itera 

tivamente calculada. Em cada iteração radial, as propriedades 

do combustível e do revestimento são reajustadas. Dois critêri 

os de convergência são utilizados: se a condutância do "gap" é 

considerada constante durante os cálculos, o teste de conver -

gência ê realizado sobre as temperaturas radiais; se a condu -

tância do "gap" deve ser calculada, o teste de convergência é 

feito sobre ela. 

Finalmente, se um transitório está sendo calculado,a 

potência transferida ao fluido ê recalculada a partir da dife

rença de temperatura entre a superfície da vareta e o fluido e 

do coeficiente de transferência de calor. 

3-4.7 Esquematização do Programa PANTERA 

O programa PANTERA é uma versão modificada do progra 

ma COBRA-IIIC. Eles diferem entre si pelas várias subrotinas 

que foram introduzidas e algumas outras que foram modificadas. 

A inclusão de novas subrotinas se fez necessária para dotar o 
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programa de um modelo de transferência de calor capaz de de

terminar o comportamento das varetas combustíveis sob condi -

ções de irradiação. As subrotinas referentes ao fluido pratica 

mente não sofreram modificações. Somente uma ou outra foi li -

geiramente modificadas para acomodar o novo modelo térmico do 

combustível. 

Cs esquemas de cálculo de ambos os programas são idên

ticos. A organização do programa principal pode ser melhor des 

crita acompanhando o fluxograma da Figura 3-2. 

Os dados de entrada são fornecidos em 12 grupos inde 

pendentes de cartões perfurados. Os dados contidos em cada um 

dos grupos são resumidos a seguir: 

Grupo 1: Propriedades saturadas do fluido. 

Grupo 2: Correlações para o fluido. 

* vazio subresfriado 

* fração de vazio 

* multiplicador de fricção monofásico 

* correção do fator de fricção devida â vis 

cosidade. 

Grupo 3: Distribuição axial de potência. 

Grupo 4: Dados geométricos para os subcanais. 

Grupo 5: Tabela de variação de área dos subcanais. 

Grupo 6: Tabela de variação do espaçamento entre va

retas . 

Grupo 7: Dados para os espaçadores. 

Grupo 8: Dados para as varetas 

* dados geométricos 

* distribuição radial de potência 

* propriedades do combustível e revestimen

to 
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ENTRADA DE DADOS EM . 
.12 GRUPOS DE CARTÕES 
E IMPRESSÃO DA ENTRADA 

t = 0 

CONDIÇÕES DE 
CONTORNO 

CONDIÇÕES 
INICIAIS 

SOLUÇÃO 
NUMÉRICA 
(SCHEME) 

IMPRIME 
RESULTADOS 

t = t + At 

Figura 3-2 Fluxograma do programa principal 
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* gases de enchimento 

* correlações para o fluxo de calor crítico. 

Grupo 9: Parâmetros de cálculo. 

Grupo 10: Correlações para a mistura turbulenta. 

Grupo 11: Condições de operação. 

Grupo 12: Opções para impressão dos resultados. 

Os grupos 5, 6 e 7 são opcionais. Se o modelo térmico não é u-

tilizado, parte do grupo 8 referente aos dados do combustível 

pode ser omitida. Além disso, para minimizar o custo do proces_ 

samento, uma opção permite selecionar as varetas para as quais 

cálculos de irradiação são realizados. Este esquema de entrada 

ê muito versátil quando vários casos são considerados para uma 

mesma configuração geométrica. Novos casos após o primeiro não 

requerem a repetição de todos os dados de entrada. Somente os 

grupos correspondentes aos dados modificados em relação ao ca

so anterior devem ser novamente fornecidos. 

As condições de contorno para a solução estacionária 

são estabelecidas a partir dos valores de entrada da velocida 

de de massa e entalpia. Todas as vazões transversais e a matriz 

|S|{p} são feitas inicialmente iguais a zero para estabelecer 

as condições de contorno para as vazões transversais de entra

da e pressão de saída. Tais valores são usados como estimati -

vas iniciais para a primeira iteração. 

Um esquema iterativo é então iniciado e percorre o 

feixe de varetas da entrada â saída. As iterações continuam a 

té obter a convergência das vazões. Os resultados calculados a 

través do feixe são impressos após a última iteração. 

O esquema para o cálculo transitório ê análogo àque1-

le para o cálculo estacionário. No início de cada incremento 

de tempo as condições de contorno são estabelecidas para o tem 

po t + At. Durante cada intervalo de tempo, o mesmo esquema i-

terativo acima ê utilizado. O procedimento de cálculo se repe

te para cada tempo t + At até o fim do transitório. Finalmente, 

se não existe um outro caso para ser calculado, os cálculos pa 

ram. 



126 

3-4.8 Principais Subprogramas 

1) Subrotina SCHEME(JUMP) 

Esta subrotina, cujo fluxograma é mostrado na Figura 

3-3, realiza os cálculos numéricos em cada nódo axial do feixe, 

a partir das condições de contorno e condições iniciais. 

Apôs atingir a saída do feixe de varetas, os cálcu 

los retornam ao programa principal com as seguintes indicações: 

JUMP=1: as vazões ainda não convergiram, 

JUMP=2: as vazões convergiram. 

Uma opção permite armazenar em fita magnética as so 

luções das vazões transversais do primeiro caso, as quais pode 

rão ser usadas nos casos subsequentes. Se tal opção ê utilizada, 

o argumento JUMP=3 entra na subrotina SCHEME. Com este argumen

to, as vazões transversais não são calculadas e os valores pre

viamente armazenados são utilizados. 

2) Subrotina TEMP 

A subrotina TEMP calcula a distribuição radial de 

temperatura para todos os nodos axiais da vareta combustível, u 

tilizando o modelo térmico previamente derivado. Um cálculo ite 

rativo é realizado até obter a convergência da condutância da 

folga radial ou a convergência das temperaturas radiais, depen

dendo, respectivamente, se a condutância é para ser calculada ou 

fornecida como um dado de entrada. 

Na primeira iteração para os cálculos estacionários, 

a distribuição de temperatura ê calculada a partir das proprie 

dades de entrada. Para as iterações seguintes, as propriedades 

do combustível e revestimento e os demais parâmetros são recal

culados para as temperaturas da última iteração. A convergência 

das soluções ê indicada por JUMP=1. O cálculo de reestruturação 

do combustível ê optativo. 

Para o cálculo transitório, as propriedades calcula

das no tempo anterior são utilizadas como dados iniciais para a 
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CALCULA OS rAKlHETXOS 
TA HA X-0 

C A L C O U 

(h(>)) 

Figura 3-3 Fluxograraa da subrotina SCHEME 
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PROPRIEDADES TÉRMICAS 
DETORMAÇÃO DO REVESTIMENTOS 

TAXA DE LIBERAÇÃO 
DOS CASES DE FISSÃO 
CONDUTÂNCIA DO CAP 

Figura 3-4 Fluxograma da subrotina TEMP 
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primeira iteração. 0 esquema de cálculo para as iterações sub 

sequentes ê análogo a aquele apresentado. Maiores deta 

lhes podem ser vistos no fluxograma da Figura 3-4. 

3) Subrotina GAPCON 

Esta subrotina calcula o coeficiente de transieren -

cia de calor entre o combustível e o revestimento pelo modelo 
(38) -combinado de Ross-Stoute e Mikic-Todreas . Tal modelo é uti 

lizado pelo código GAPCON-THERMAL-2. 

4) Subrotina DIFFER 

A subrotina DIFFER i dividida em quatro partes: 

Parte 1: calcula o valor estacionário do gradiente de entalpia 

AH/Ax da Equação (3-33) e a entalpia transportada pela mistura 

transversal h*, que é suposta a entalpia do subcanal doador. 

Parte 2: calcula o segundo membro da Equação (3-15) que ê o va 

lor estacionário do gradiente de vazão. 

Parte 3: calcula os coeficientes{K^} dados pela Equação (3-19) 

e os demais coeficientes {F^} do gradiente de pressão definido 

pela Equação (3-26) , sem considerar os termos de mistura trans_ 

versai. 

Parte 4: calcula o gradiente de pressão incluindo os termos de 

mistura transversal. 

• 5) Subrotina DIVERT 

Esta subrotina calcula as vazões transversais {w(x)} 

resolvendo o sistema de equações simultâneas definido por 

|M|{w(x)} = {b}. 

A velocidade axial efetiva da mistura transversal u* é suposta 

ser a média das velocidades dos subcanais adjacentes. 
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3-4.9 Outros Subprogramas 

Além dos subprogramas descritos, vários outros são 

necessários para a complementação do programa PANTERA. A lista 

abaixo identifica brevemente cada um dos subprogramas adiciona 

is, com suas principais características. Os subprogramas assi

nalados por (*) são idênticos aos utilizados no COBRA-IIIC. 

HEAT - Calcula o fluxo de calor das varetas e o calor trans_ 

ferido aos subcanais. 

PONDER - Calcula os valores médios da temperatura do fluido, 

da pressão e do coeficiente de transferência de ca

lor em torno de cada vareta, através de uma pondera

ção circunferencial. 

TEMCO - Esquema para calcular a quantidade de gases de fis

são na vareta, distribuição de temperatura do combus 

tível e pressão dos gases de fissão. 

FISGAS - Calcula a geração dos gases de fissão utilizando o 

modelo matemático descrito no código GAPCON-THERMAL-

- 2 ^ ^ para resolver as equações diferenciais que re 

presentam as concentrações dos isótopos do Criptônio 

e Xenônio e de seus precursores. 

OMEXP - Função definida por l-exp(-x). 

RELGAS - Calcula a taxa de liberação dos gases de fissão uti

lizando o modelo de Bellamy-Rich para baixas tem 
(59) 

peraturas e o modelo de Beyer-Hann para altas 

temperaturas. Tais modelos são descritos na Seção 

2-5.9. 

HCOOL - Calcula o coeficiente de transferência de calor en

tre a superfície da vareta e o fluido. A correlação 

de Dittus-Boelter é usada para a convecção monofási

ca e a correlação de Jens-Lottes para o regime de e-

bulição. 

CHF* - Esquema para calcular o fluxo de calor critico. 

CHF1* - Contêm a correlação B&W-2. 

CHF2* - Contém a correlação W-3. 
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PROP* - Esta subrotina é dividida em duas partes: a primeira 

parte calcula as propriedades saturadas do líquido e 

vapor como função da pressão de referência; a segun

da parte calcula as propriedades do fluido como fun

ção da entalpia. 

VOID* - Calcula o título real de vapor, fração de vazio, den

sidade bifásica, volume específico efetivo para o 

transporte de momento, multiplicador de fricção bifá

sico e velocidade efetiva de transporte de entalpia . 

Esta subrotina contêm os mesmos modelos descritos em 

COBRA-IIIC. 

MIX* 

AREAS * — 

FORCE* 

C U * 

SPLIT* 

Calcula a mistura turbulenta w' e o coeficiente 

condução térmica c. 

Calcula a área do subcanal e o espaçamento entre 

varetas a partir dos dados tabulares de entrada. 

Calcula a mistura transversal forçada. 

Calcula o coeficiente de resistência transversal C 

de 

as 

ij* 

Divide a vazão total entre os subcanais na entrada do 

feixe de modo que os gradientes de pressão através do 

primeiro segmento axial sejam iguais. 

BVOID* - Contêm as correlações para o cálculo da fração de va

zio como função do título de vapor. 

SCQUAL*- Contêm o modelo de Levy para a ebulição subresfriada. 

EQOAC - Gera as matrizes |A| e {B> da equação de condução do 

modelo térmico. 

CAH 

SIMPS • 

DECOMP*-

SOLVE* • 

GAUSS* • 

S* 

CURVE* • 

PRÎNTE • 

- Calcula o coeficiente K dos elementos da matriz [A |. 

- Calcula o fator axial de potência das varetas por uma 

integração de Simpson em cada segmento axial. 

Resolve um sistema de equações lineares. 

Subrotina auxiliar de DECOMP. 

Esquema de eliminação de Gauss. 

Gera os elementos da matriz de transformação | s j . 

Subrotina para interpolação linear de dados tabulares. 

Imprime resultados axiais para as varetas. 
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3-4.10 Capacidade de Calculo 

As características principais do código PANTERA,quan 

to à sua capacidade de cálculo, são apresentadas a seguir: 

* Considera o escoamento mono e bifásico em feixes de 

varetas, em condição estacionária ou transitória. 

* Diversas configurações geométricas de feixes podem 

ser consideradas. Um subcanal pode interagir com 

ate quatro subcanais adjacentes e uma vareta pode 

transferir calor para até seis subcanais. 

* Considera as variações de ãrea dos subcanais e es

paçamento entre as varetas. 

* A distribuição axial de potência do feixe pode ser 

fornecida arbitrariamente. 

* Quaisquer distribuições radiais de potência podem 

ser facilmente -acomodadas. 

* As subrotinas são desenvolvidas de maneira que ou

tras correlações empíricas podem ser facilmente in 

corporadas. 

* Calcula a queda de pressão devida aos espaçadores. 

* Calcula o fluxo de calor crítico e a razão de afas_ 

tamento da ebulição nucleada (DNBR). 

* Calcula a distribuição de temperatura das varetas. 

* Calcula a geração e a liberação dos gases de fis

são. 

* Calcula a pressão interna das varetas. 

* Considera diversos tipos de combustível, quanto ao 

enriquecimento e concentrações de urânio e plutó

nio. 

* Não existem limitações quanto ao material do revejs 

timento. 

* Inclui a expansão térmica do combustível e do re

vestimento. 
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* Calcula a relocação, densificação, inchamento e re 

estruturação do combustível. 

* Considera a deformação elástica do revestimento. 

* Considera a deflexão do fluxo de calor no combustí 

vel. 

** A condutância da folga radial pode ser calculada 

ou fornecida como um dado de entrada. 

* As propriedades térmicas do combustível e revesti

mento são dependentes da temperatura. 

* As dimensões do programa, que podem ser facilmente 

modificadas, são limitadas por: 

38 varetas 

36 subcanais 

60 conexões entre subcanais 

41 nodos axiais 

8 zonas radiais no combustível 

15 incrementos de tempo para a análise de irra 

diação. 

* A linguagem de programação é o FORTRAN IV. 

* O programa requer cerca de 450k bytes e 18 segun

dos de compilação no Sistema IBM 370/145. 

Na Tabela 3-1 são comparadas as capacidades de cálcu 

lo e os modelos de COBRA-IIIC e PANTERA. Os resultados de dis

tribuições de entalpias e vazões calculados com COBRA-IIIC -.e 

PANTERA para subcanais de feixes de varetas típicos são idên

ticos. Os tempos de CPU requeridos por ambos os programas para 

este tipo de cálculo sao também comparáveis. Entretanto, o uso 

do modelo de condução térmica completo de PANTERA para cálcu -

los de irradiação de feixes com largo número de varetas pode e 

levar o tempo de processamento. A possibilidade de se introdu

zir simplificações no modelo térmico e de se selecionar as va

retas para as quais os cálculos de irradiação serão realizados, 

através de opções de entrada, permite minimizar o tempo e, por 

tanto* o custo do processamento. 
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CAPACIDADE DE CALCULO OU MODELO COBRA-IIIC PANTERA 

Cálculo transitório x x 

Escoamento bifãsico x x 

Mistura lateral x x 

Distribuições de entalpia e vazão x x 

Quedas de pressão x x 

Reversão do escoamento - -

Análise de bloqueios parciais x x 

DNBR x x 

Modelo de condução térmica x x 

Propriedades do combustível e revestimento 

Constantes x x 

Dependentes da temperatura - x 

Efeitos da irradiação - x 

Geração de calor não uniforme - x 

Coeficiente de transferência de calor 

Constante x x 

Calculado para os regimes mono e bifãsico - x 

Condutância da folga radial 

Constante x x 

Calculada - x 

Geração e liberação de gases de fissão - x 

Pressão interna das varetas - x 

Número de varetas 15 38 

Numero de subcanais 25 36 

Número de segmentos axiais 61 41 

Tabela 3-1 Comparações entre as capacidades e modelos dos cõdi^ 

gos COBRA-IIIC e PANTERA. 
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4 - A V A L I A Ç Ã O DO C Ó D I G O PANTERA 

4-1 INTRODUÇÃO 

A avaliação do código PANTERA foi feita através da a 

nálise e comparação dos resultados calculados pelo código com 

os dados experimentais disponíveis. Estudos paramétricos foram 

também realizados para determinar os efeitos dos principais pa 

râmetros e opções de entrada sobre as evoluções do escoamento 

em feixes de varetas. 

Devido ã indisponibilidade de dados experimentais pa 

ra o combustível, o desempenho do modelo térmico inserido no 

programa foi testado somente através da comparação dos resulta 

dos calculados com a subrotina TEMCO isolada e com o programa 

GAPCON-THERMAL-2. 

O modelo transitório do código não foi testado por 

que está além do objetivo principal deste trabalho, que é o de 

senvolvimento de um programa digital destinado ã análise termo 

-hidráulica de núcleos de reatores a água pressurizada, em con 

dições estacionárias. 

4-2 EFEITOS DOS PARÂMETROS EMPÍRICOS SOBRE AS DISTRIBUIÇÕES 

• DE ENTALPIA E VAZÃO EM FEIXES DE VARETAS 

4-2.1 Feixe de 49 Varetas 

Utilizando a configuração geométrica mostrada na Fi-
(4) -gura 4-1 , vários conjuntos de cálculos foram realizados pa 

ra determinar os efeitos dos principais parâmetros empíricosde 

entrada sobre as evoluções de entalpia e vazão nos subcanais 

do feixe de varetas. Os parâmetros analisados foram os seguin 

tes: 

* Coeficiente de mistura turbulenta, 3 

* Coeficiente de resistência transversal, K 

* Parâmetro do momento transversal, s/l 

* Fator do momento turbulento, f_. 
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Figura 4-1 Feixe de 49 varetas cora simetria de 1/8 

1) Características Gerais do Feixe 

A configuração mostrada na figura acima representa 

1/8 da seção transversal de um feixe de 49 varetas, cujas di 

mensões, apresentadas na Tabela 4-1, são típicas do elemento 

combustível de um reator a água fervente (BWR). As numerações 

correspondentes às varetas e subcanais estão incluídas na figu 

ra. O outro número que aparece em cada vareta representa a sua 

potência relativa, isto ê, a razão entre a potência da vareta 

e a potência média do feixe. 

Diâmetro da vareta (in.) 0,562 

Espaçamento vareta-vareta (in.) 0,177 

Espaçamento vareta-parede (in.) 0,140 

Comprimento do feixe (in.) 120,0 

Tabela 4-1 Dimensões do feixe 7x7 

2) Parâmetros de Entrada 

Os parâmetros de entrada para o caso básico são apre 
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sentados a seguir: 

Propriedades saturadas da agua 

Fator de fricção 

Vazio subresfriado 

Fração de vazio 

Multiplicador de fricção bifãsico 

Densidade bifãsica 

Distribuição axial de fluxo 
de calor 

Resistência transversal, K 

Coeficiente de mistura turbulenta, 
6 

Parâmetro do momento transversal, 
s/l 
Fator do momento turbulento, f T 

Número de segmentos axiais 

Fator de convergência das vazões 

Localização das grades espaçadoras 

Coeficiente de perda de pressão 
das grades 

Tabela ASME(1967) ( 6 3 ) 

f = 0,186R^0'2 

não incluido 

a=xv g/[(1-x)v f+xv g] 

<f>=Pf/p 

p=opg+(1-a)pf 

senoidal,pico/média=l,26 

-0,1 

0,5 

0,0062(D/s)R^ 

0,5 

0,0 

30 

0,01 

Z/L=0,2-0,4-0,6-0,8 

1,0 

3) Condições de Operação 

As condições de operação,para as quais os cálculos fo 

ram realizados, são as seguintes: 

Pressão do sistema: 

Temperatura de entrada: 

Velocidade de massa: 

Fluxo médio de calor: 

1000 psia 

505 °F 

l,0xl06lb/h-ft2 

0,3xl06Btu/h-ft2 

4) Análise dos Resultados 

a) Coeficiente de Mistura Turbulenta 
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As influências do coeficiente de mistura turbulenta 

foram verificadas para valores constantes de 8, na faixa de 0 

a 0,3. 

A Figura 4-2 mostra os acréscimos de entalpia como 

função de 8 para os subcanais 1, 8 e 9. A análise desta figura 

indica que as-entalpias de saída convergem para um valor comum 

a todos os subcanais à medida que o coeficiente de mistura tur 

bulenta ê aumentado. O equilíbrio, contudo, não se completa,por 

que quando 8 é cerca de 0,18, os cálculos indicam a ocorrência 

de inversão do escoamento. Como o código não se presta para o 

caso de correntes reversas de fluido, B=0,18 representa o va 

lor limite para a confiabilidade dos resultados. Em todos os 

casos processados, as subrotinas do código apresentaram falhas 

para 8>0,20. 

Os efeitos de 8 sobre as velocidades de massa de saí̂  

da dos subcanais 1, 8 e 9 "são apresentados na Figura 4-3. As 

curvas para os subcanais adjacentes 8 e 9 indicam que a mistu

ra transversal de desvio e a mistura turbulenta são comparáveis 

para B aproximadamente menor que 0,02. Para 8 acima deste va

lor, a mistura turbulenta superpõe.a mistura transversal dedes 

vio e as curvas evoluem paralelamente. Isto ocorre porque a 

mistura turbulenta não causa nenhuma redistribuição líquida de 

vazão entre os subcanais, isto é,w^j = w ^ . 

Nas Figuras 4-4 e 4-5 são mostradas as evoluções de 

acréscimo de entalpia e velocidade de massa ao longo do compri 

mento do subcanal 8, o mais solicitado do feixe. Os gráficos in 

cluem as curvas na ausência de mistura turbulenta (8=0) e mis

tura quase completa (8=0,10). Os degraus que aparecem nas posi_ 

ções Z/L = 0,2-0,4-0,6 e 0,8 para as curvas de velocidade de 

massa resultam da mistura lateral provocada pelas grades espa 

çadoras. O grande decréscimo na velocidade de massa logo após 

a posição da primeira grade decorre do início da ebulição.Isto 

pode ser visto claramente na Figura 4-6. 
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^ 260 

Figura 4-2 Acréscimo de entalpia em função do coeficiente de 

mistura turbulenta 
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O 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0 
• (Z/L) 

Figura 4-4 Efeitos de 8 sobre os acréscimos de entalpia ao Ion 
go do subcanal 8 
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b) Coeficiente de Resistência Transversal 

Os efeitos do coeficiente de resistência transversal 
—5 8 

foram analisados para valores de K na faixa de 10 a 10 . Os 

acréscimos de entalpia e velocidade de massa de salda, calcula 

dos como função de K para os subcanais 1, 8 e 9, são mostrados 

nas Figuras .4-7 e 4-8. A análise das velocidades de massa dos 

subcanais indica que não ocorre praticamente nenhuma variação 
—6 2 — 

nas vazões de salda quando K varia de 10 a 10 . As influen -
2 4 

cias de K na faixa de 10 a 10 sao ainda relativamente pouco 
importantes. Os maiores efeitos de K ocorrem para valores maio 

4 8 

res -que 10 . Para altos valores de K (K>10 ) , a analise dos re 

sultados calculados mostra uma total ausência de mistura late

ral ao longo de todo o comprimento do feixe. Pode-se concluir, 
portanto, que todos os subcanais se comportam como lateralmen-

g 
te fechados para K>10 . 

No que se refere aos efeitos de K sobre os acresci -

- mos de entalpia, a Figura 4-7 apresenta as mesmas tendências 

de variações nos intervalos de K acima descritos. 

De um modo geral, tanto a partir da análise de acrés_ 

cimos de entalpia quanto da análise das velocidades de massa, 

valores de K menores que 1,0 podem ser considerados como baixa 
4 

resistência transversal; valores maiores que 10 como alta re 

sistência transversal; e os valores intermediários como média 

resistência transversal. 

As evoluções de acréscimo de entalpia e velocidade de 

massa ao longo do comprimento do subcanal 8 são mostradas nas 

Figuras 4-9 e 4-10, para baixa e alta resistência transversal. 
c) Parâmetro do Momento Transversal 

O parâmetro (s/1) que aparece na equação do momento 

transversal representa a razão entre o espaçamento das varetas 

e a distância efetiva de mistura. 

A análise dos resultados calculados para valores de 

(s/£) no intervalo 0,0 a 1,0 indica que este parâmetro não tem 

nenhum efeito sobre as distribuições de entalpia e vazão de mas 

sa dos subcanais. 
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d) Fator do Momento Turbulento 

Como as distribuições radiais de velocidades no sub-

canal de um feixe-de varetas não são uniformes, os efeitos da 

mistura transversal turbulenta são menores que aqueles dados pe 

la equação do momento axial, derivada da suposição de distri -

buição uniforme de velocidades em cada elemento diferencial de 

volume. Essa diferença ê levada em conta pela inclusão do fator 

do momento turbulento f^ na equação do momento axial. Ele con

sidera a analogia imperfeita entre os transportes turbulentos 

de entalpia e momento. O valor f^ = 1,0 indica uma analogia per

feita. 

i,0t 1 

Figura 4-6 Fração de vazio e titulo de equilíbrio ao longo do 

subcanal 8 

Nas Figuras 4-11 e 4-12 são comparados os efeitos de 

f^ = 0 e f T = 1,0 sobre as distribuições de entalpia e veloci 

dade de massa para o subcanal 8. Evidentemente, os efeitos glo 

bais de f„ são pequenos. 
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Subcanal 8 

\ 
Subcanal 9 

Subcanal 1 

-5 -4 -3 -2 -1 0 1 2 3 4 5 6 7 8 
log K 

Figura 4-7 Acréscimo de entalpia em função do coeficiente de 

resistência transversal 

4» 

I 

1,20 

. 1,12 

»»» 
%1,04 

0,96 

0.88 

Subcanal. 1 

X Subcanal 8 

Subcanal 9 

°»80bí—1* Tl Tj o 3 2 1 T 5 6 l 8 
log K. 

Figura 4-8 Velocidade de massa de salda em função do coefici

ente de resistência transversal 
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Figura 4-9 Efeitos de K sobre os acréscimos de entalpia ao 
longo do subcanal 8 

0,88 

0,80 

Figura 4-10 Efeitos de K sobre as velocidades de massa ao 
longo do subcanal 8 
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2 2 S 0 

Figura 4-11 Efeitos de f T sobre os acréscimos de entalpia ao 
longo do subcanal 8 

«a 
V. 

I 

«a 

1,20 

1,12 

1,04 

0,96 

0,88 

0,80 

Figura 4-12 Efeitos de f T sobre as velocidades de massa ao 
longo do subcanal 8 
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4-2.2 Dois Subcanais Adjacentes 

Experiências de laboratório foram realizadas por Rowe 
(29) 

e Angle para determinar a quantidade de mistura turbulenta 

mono e bifãsica entre dois subcanais adjacentes e paralelos. 

Os dados experimentais obtidos por Rowe e Angle foram 

analisados com o código PANTERA em termos do coeficiente de mis_ 

tura turbulenta. Os valores deste coeficiente, fornecendo con 

cordância entre os resultados calculados pelo código e dados ex 

perimentais, foram então determinados. 

1) Características Gerais da Seção de Testes 

A configuração geométrica da seção de testes, utili

zada por Rowe e Angle, ê mostrada na Figura 4-13. Esta geome 

tria simula um arranjo circular de varetas, cujas dimensões são 

típicas de um elemento combustível nuclear. As varetas que cons 

tituem os dois subcanais são aquecidas eletricamente. 

\ ) - ' 

L
 

0.648" 

* 0.557" * 0.644" . * 

Figura 4-13 Dois subcanais adjacentes 

2) Parâmetros de Entrada 

Os dados de entrada tomados para os cálculos são os 

seguintes: 
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Propriedades saturadas da água Tabela ASME (1967) 

Fator de fricção f= 0,5R°'32+0,0053 e 

Vazio subresfriado não incluido 

Fração de vazio o= xv / [ U - x ) v f + x v g ] 

Multiplicador de fricção bifãsico <J>= Pf/p 

Densidade bifásica P= apg+(1-a)pf 

Distribuição axial de fluxo de calor uniforme 

Resistência transversal, K 1, 0 

Coeficiente de mistura turbulenta 0-0,4 

Fator de momento turbulento o . 0 

Comprimento do feixe 60 in 

Número de segmentos axiais 30 

31 Condições de Operação 

Em todas as experiências, a pressão da seção de tes

te foi mantida em 900 psia. Temperaturas de entrada da água de 

330°F e 510°F foram utilizadas para os testes de não ebulição 

e ebulição, respectivamente. Velocidades de massa de 1,2 e 3 x 
6 2 -10 lb/h-ft foram testadas. Os valores máximos dos fluxos de 

calor não ultrapassaram 2/3 do fluxo de calor crítico esperado 

em cada situação. 

4\ Análise dos Resultados 

Os testes analisados foram escolhidos entre aqueles 

obtidos para as seguintes condições experimentais: 

Pressão de operação: 900 psia, 

Entalpia de entrada: 300 Btu/lb, 

6 2 
Velocidade de massa: 2,0x10 lb/h-ft 

Os testes em presença de mistura bifásica não foram analisados. 
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A analise dos resultados calculados permitiu concluir 

que o valor do coeficiente de mistura turbulenta para a confi

guração de teste encontra-se no intervalo 0<8<0,4. o limite su 

perior deste intervalo corresponde ao maior valor 8 matemática 

mente possível dentro da conjuntura do código. Assim, 8=0,4 po

de ser considerado como 8 . 
oo 

Os acréscimos de entalpia dos subcanais, como função 

do fluxo de calor, são mostrados na Figura 4-14 para três valo

res do coeficiente de mistura turbulenta. 

Os dados experimentais para estes testes foram anali-

sados por Rowe e Angle com o código COBRA-II . Quando se com

para os resultados calculados cora PANTERA com aqueles documenta 

dos por Rowe e Angle, as mesmas conclusões podem ser tiradas 

no que se refere â influência de 8 sobre os acréscimos de ental^ 

pia. Para 8=0 não ocorre nenhuma mistura turbulenta e o trans -

porte lateral de entalpia ê devido exclusivamente â mistura 

transversal de desvio. A concordância entre os resultados expe

rimentais e calculados pode ser obtida cora 8=0,006. Â medida 

que 8 é aumentado a partir de 0,006, as entalpias dos dois sub

canais tendem para um valor comum de equilíbrio. Quando 8 atin

ge o valor máximo (8=0,4) o equilíbrio se completa e os subcana 

is apresentam o mesmo acréscimo de entalpia ao longo do feixe. 

Isto pode ser visto na figura pela superposição das curvas quan 

do 8=0,4. 

A partir da Figura 4-14, pode-se notar que os dados 

experimentais de velocidade de massa de saída dos subcanais são 

também verificados para 8=0,006. 
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Subcanal 1 

Subcanal 2 

8=0,006 

Subcanais 1 e 2 

* 00 

-3-0, 006 

~8=0 

Subcanal 2 

• Dados experimentais 

Subcanal 1 

8=0,006 

0,2 0,4 0,6 0,8 

q"(106.Btu/h-ft2) 

Figura 4-14 Acréscimos de entalpia e velocidades de massa dos 

subcanais em função do fluxo de calor 
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4-2.3 Feixe AB/CNEN 

Neste estudo foram determinados os coeficientes de 

mistura turbulenta e resistência transversal, que melhor veri

ficam os resultados experimentais de distribuições de tempera

turas e velocidades obtidos por Guerrieri et alí^^^a partir de 

duas seções de testes de 16 varetas. 

Na primeira seção de testes, o espaçamento entre as 

varetas ê mantido por duas grades espaçadoras tendo pequenos 

coeficientes de perda de pressão. A segunda contêm somente uma 

grade espaçadora com ura alto coeficiente de perda de pressão. 

A Figura 4-15(a) mostra a configuração geométrica do 

feixe de varetas das seções de testes. Existem dois tipos de 

varetas. As varetas não aquecidas são tubos de aço inoxidável e 

as varetas aquecidas são feitas com um núcleo de cobre para per

mitir que uma corrente elétrica flua na direção oposta à ^pare 

de do tubo. A parte superior do feixe é construida de modo a 

permitir a mudança das varetas aquecidas. O feixe de varetas 

tem um comprimento total de 140 cm e um comprimento não aqueci 

do de 40 cm na entrada. As configurações de aquecimento,consis 

tindo de 4 varetas centrais, 2 varetas laterais, 1 vareta no 

canto e 6 varetas aquecidas, são mostradas nas Figuras 4-15(b), 

(c), (d) e (e), respectivamente. 

Os testes foram realizados ã pressão atmosférica pa 

ra cada conjunto de condições de velocidade de massa, entalpia 

de entrada, fluxo médio de calor e configuração de aquecimento. 

1) Características Gerais do Feixe 

Um resumo das características principais do feixe AB/ 

CNEN é apresentado na Tabela 4-2. 
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(Dimensões em na) 

R 0,95 
N 

«f 15,06 

—*~T~ 

Sn • -

o 
C O 

R 0,95 
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«f 15,06 

hr S 

• -

o 
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«»> 
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7 = ^ 
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e e o o ! 
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U) (e) 

Figura 4-15 Feixe AB/CNEN 
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Número de varetas 16 

Arranjo 4x4 

Comprimento total (cm) 140 

Comprimento aquecido (cm) 100 

Dimensões do canal (mm) 80x 80 

«Diâmetro das varetas (mm) 15, 06 

Distância vareta-vareta (mm) 4, 24 

Distância vareta-parede (mm) 3, 52 

Tabela 4-2 Características do feixe AB/CNEN 

2) Parâmetros de Entrada 

Nos cálculos realizados adotou-se a configuração de 

quatro varetas centrais aquecidas. Com a finalidade de reduzir 

o tempo de processamento, 1/4 de simetria do feixe foi adotado 

para os cálculos. A Figura 4-16 mostra 1/4 de simetria do fei

xe com as numerações correspondentes aos subcanais e varetas. 

\ 1 )—( 2 r 

4 Jf 5 JL 6 

\ 3 7—( 4 1 

T^~-,—' 8 r—' 9 

0.0\ 
o o 

o o 
t o o 

o o 
O Q 
! i 

Figura 4-16 Simetria de 1/4 do feixe AB/CNEN 

Duas cadeias de testes foram consideradas: 
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* Teste Cll - Feixe com duas grades espaçadoras com 

baixo coeficiente de perda de pressão, 

* Teste GC11 - Feixe cora uma grade espaçadora com al 

to coeficiente de perda de pressão. 

Os parâmetros de entrada adotados para os cálculos 

são os seguintes: 

Propriedades saturadas da agua 

Fator de fricção dos subcanais 

Vazio subresfriado 

Fração de vazio 

Multiplicador de fricção bifãsico 

Densidade bifãsica 

Distribuição axial de fluxo de calor 

Resistência transversal, K 

Coeficiente de mistura turbulenta,3 

Comprimento do feixe 

Número de segmentos axiais 

Localização das grades espaçadoras 

Teste Cll 

Teste GC11 

Coeficiente de perda dos espaçadores 

Teste Cll 

Teste GC11 

3) Condições de Operação 

As condições de operação para os Testes Cll e GC11 

são apresentadas a seguir: 

Tabela ASME (19 67) 
-0 2 

f = 0,186R ' e 

não incluido 

ct=xvg/[(1-x)vf+xvg] 

<f>=Pf /p 

p=apg+(1-a)pf 

uniforme 

variável 

variável 

55,12 in 

20 

Z/L = 0,5 e 1,0 

Z/L =0,5 

K = 0,25 

K = 0,80. 
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O, 01 O, 02 0,03 
6 

Figura 4-17 Acréscimos de temperatura em função de 6 para 

os testes Cll 
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Teste Cll 

Pressão do sistema 

Entalpia de entrada 

Velocidade de massa 

Fluxo médio de calor 

Teste GC11 

Pressão do sistema 

Entalpia de entrada 

Velocidade de massa 

Fluxo médio de calor 

4) Analise dos Resultados 

a) Teste Cll 

Na determinação de 8 õtimo para o teste Cll, a resis 

tência transversal K foi inicialmente feita igual a 0,5. Entre 

tanto, para este valor de K, o acréscimo de temperatura calcu 

lado para o subcanal mais aquecido do feixe estava abaixo do 

resultado experimental, mesmo na ausência de mistura turbulen 

ta. Isto levou à conclusão de que havia excesso de mistura trans 

versai de desvio e então os cálculos para vários coeficientes de 

mistura turbulenta 8 foram repetidos para uma alta resistência 

transversal, K=l,0xl0"*. Os resultados calculados para os subca 

nais 5, 6 e 9 encontram-se representados graficamente na Figu

ra 4-17, juntamente com os dados experimentais correspondentes 

a cada subcanal. 

A análise dos acréscimos de temperatura como função 

de 8 indica, em primeiro lugar, que um único valor de 8 para 

o feixe inteiro não é uma boa aproximação. Para o subcanal mais 

aquecido, 8=0,0 02 ê o valor que fornece melhor concordância en 

tre os resultados. 

16 ,696 psia 

54 Btu/lb 

l,01xl06lb/h-ft2 

0,lxl06Btu/h-ft2 

16,696 psia 

50 Btu/lb 

l,01xl06lb/h-ft2 

0,lxl06 Btu/h-ft2 
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Para o subcanal de aquecimento médio, o valor ótimo 

de 6 é 0,0125, enquanto que o subcanal menos aquecido é muito 

pouco sensível às variações de B e os acréscimos de temperatu 

ra calculados são ligeiramente maiores que os experimentais. 

Tomando B=0,002, diversos cálculos foram realizados 
— 6 8 

para valores de K na faixa de 10 a 10 . Os resultados calcu

lados para o subcanal mais aquecido são mostrados nas Figuras 
4-18 e 4-19. A comparação com os dados experimentais indica que 

5 -
K-2,5xl0 e um valor adequado para o coeficiente de resistência 

transversal. Esta alta resistência transversal decorre da au -

sência de promotores de turbulência no Teste Cll, que torna com 

paráveis as influências de 8 e K. 
5 

Com 8=0,0 02 e K=2,5xl0 , os resultados calculados a 

presentam os seguintes desvios percentuais em relação aos da

dos experimentais: 

Subcanal AT(%) V(%) 

5 14,0 6,9 

6 9,3 4,7 

9 0,3 1,3 

Tabela 4-3 Desvios para o teste Cll 

b) Teste GCll 

A análise dos acréscimos de temperatura como função 

de B, realizada a partir da Figura 4-20, indica para o subca -

nal mais aquecido 8=0,0125; para o subcanal de aquecimento in 

termediário 8=0,0225, o subcanal menos aquecido, como no Teste 

Cll, ê pouco sensível às variações do coeficiente de mistura 

turbulenta. 

A análise dos resultados da Tabela 4-4 indica que o 

coeficiente de resistência transversal não exerce nenhuma in

fluência significante quer sobre os acréscimos de temperatura. 
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Figura 4-18 Acréscimo de temperatura do subcanal 9 em função 

de K para os testes Cll 

í 2,0 

1,8 
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-4. 6 8 
log K 

Figura 4-19 Velocidade do subcanal 9 em função de K para os 

testes Cll 
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Suboanal 5 

0 0,01 0,02 0,03 0,04 
8 

Figura 4-20 Acréscimos de temperatura em função de 8 para 

os testes GC11 
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quer sobre as distribuições de velocidade dos subcanais. Isto 

decorre da presença do espaçador com alto poder de turbulência, 

que faz com que os efeitos de 8 se superponham aos efeitos de 

K. Esta conclusão ê muito importante na análise termo-hidrãuli 

ca de núcleos de reatores, uma vez que os mesmos possuem diver 

sos espaçadores com grandes poderes de turbulência. 

Subcanal 5 Subcanal 6 Subcanal 9 

K AT(°F) V(m/s) AT (°F) V(m/s) AT (°F) V(m/s) 

AB/CNEN 4 ,96 1,50 9,82 1,52 16,87 1,64 

l,ÓxlO~6 5,29 1,53 9,45 1,54 16 ,89 1,55 

l,0xl0"4 5,29 1,53 9,45 1,54 16,89 1,55 

l,0xl0"2 5,29 1,53 9,45 1,54 16 ,89 1,55 

1,0x10° 5,29 1,53 9,45 1,54 16,89 1,55 

1,OxlO2 5,30 1,53 9,44 1,54 16,89 1,55 

l,0xl04 5,32 1,53 9,49 1,53 16 ,89 1,54 

l,0xl06 5,31 1,54 9,46 1,54 16,87 1,55 

Tabela 4-•4 Teste GC11 - Influências de K sobre os acréscimos 

de temperatura e velocidades de saída dos subca -

nais (8=0,0125) 

Os desvios percentuais apresentados pelos resulta

dos calculados com 8=0,0125, em relação aos dados experimen -

tais, são mostrados na Tabela 4-5. 

Subcanal AT(%) V(%) 

5 6,7 2,0 

f 6 3,9 1,3 

9 0,1 5,8 

Tabela 4-5 Desvios para o teste GC11 
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4-3 TESTES PARA•O FLUXO DE CALOR CRÍTICO 

O código PANTERA dispõe de duas correlações opcio 

nais para calcular o fluxo de calor crítico: a correlação W-3, 
(52) 

derivada por Tong , e a correlação B&W-2, derivada Por Gel-
(54) ~ lerstedt et al. . Ambas correlações sao aplicáveis na faixa 

de condições de-reatores refrigerados a água pressurizada (PWR). 

Como as correlações para prever o afastamento da ebu 

lição nucleada são derivadas empiricamente, é então desejável 

comparar os resultados calculados por essas correlações com os 

dados experimentais obtidos sob condições próximas àquelas de 

sistemas reais.Alguns testes de laboratório, disponíveis na li 

teratura específica, foram selecionados para verificar a con -

fiabilidade dos modelos contidos no código PANTERA para calcu 

lar o afastamento da ebulição nucleada. Esses testes são descr i_ 

tos a seguir. 

4-3.1 Testes da Westinghouse 

Um feixe de 25 varetas, montadas numa matriz 5x5,foi 

utilizado por Weisman et al.^^"' para obter dados de DNB, sob 

condições próximas àquelas de um reator a água pressurizada. 

O programa de testes foi dividido em três fases: 

* Fase I - Fluxo radial de calor uniforme, 

* Fase II - Fluxo radial de calor variável para per

mitir a avaliação dos efeitos da mistura térmica. 

*• Fase III - Vareta central não aquecida e com o diâ 

metro aumentado para simular um tubo-guia. 

Em todos os testes foi usada uma distribuição axial 

de fluxo de calor uniforme. Os testes foram conduzidos dentro 

de uma faixa de condições de interesses de reatores a água pres 

surizada: 

Pressão: 1600 a 2300 psia 

Temperatura de entrada: 4 30 a 595°F 

Velocidade de massa: 0,55xl06 a 2,75xl06lb/h-ft2. 



161 

1) Características Gerais da Seção de Testes 

A geometria da seção de testes básica consiste de um 

arranjo 5x5, como mostrado na Figura 4-21. Este arranjo permi

te que o feixe central de 9 varetas seja aquecido a uma potên

cia mais elevada que as varetas externas. Além disso, a sime -

tria do feixe se mantém quando a vareta central é substituída 

por outra não aquecida. 

Como mencionado anteriormente, três configurações da 

seção de testes foram utilizadas. Na primeira, a distribuição 

radial de fluxo era uniforme; na segunda, as 9 varetas inter 

nas tinham um fluxo de calor 20% maior que as 16 varetas exter 

nas; a terceira configuração tinha uma vareta central não aque 

cida e o fluxo de calor das 8 varetas internas era 15% maior 

que o das externas. As características de cada uma das fases 

de testes são apresentadas na Tabela 4-6. 
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Características FASE 1 FASE II FASE III 

Diâmetro das varetas aquecidas (in.) 0,422 0,422 0,422 

Diâmetro da vareta não aquecida (in.) - - 0,535 

Número de varetas aquecidas 25 25 24 

Distância centro-a-centro (in.) 0,555 0,555 0,555 

Comprimento aquecido (in.) 84,0 84,0 84,0 

Dimensões do canal 2,915x2,913 2,959x2,936 2,962x2,957 

Distribuição radial de potência 

(vareta interna: vareta externa) 1:1 1,204:1 1,154:1 

Tabela 4-6 Características do feixe de 25 vare tas 

O espaçamento entre as varetas foi mantido por meio 

de 10 grades espaçadoras do tipo "caixa-de-ovos",afastadas en 

tre si de 8 in. ao longo do comprimento aquecido. Quatro des_ 

ses espaçadores eram protótipos de grades com aletas misturado 

ras. Além da extremidade superior do comprimento aquecido exis_ 

tia um conjunto de três grades espaçadoras que serviam para po 

sicionar 15 termopares para medir a temperatura de saída da ã-

gua nos subcanais selecionados do feixe. 

As séries de testes para o DNB foram realizadas man 

tendo constantes a pressão, vazão de massa e a temperatura de 

entrada do refrigerante e aumentando a potência do feixe em uma 

série de incrementos. O início do DNB era determinado a partir 

da temperatura de parede das varetas aquecidas.Segundo Weisman, 

antes do DNB, seguindo um aumento da potência,a temperatura de 

parede aumentava de 5 a 15°F. O início do DNB era indicado por 

um aumento de 20 a 10 0°F na temperatura de uma ou mais varetas, 

seguindo um aumento da potência. 

Os fluxos de calor crítico observados durante as três 

fases de testes encontram-se listados na Referência 61. 

2) Parâmetros de Entrada 
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Na análise dos dados experimentais de DNB com o códi_ 

go PANTERA, os seguintes parâmetros de entrada foram utiliza -

dos: 

Propriedades saturadas da ãgua 

Fator de fricção 

Vazio subresfriado 

Fração de vazio 

Multiplicador de fricção bifãsico 

Densidade bifásica 

Distribuição axial de potência 

Resistência transversal, K 

Coeficiente de mistura turbulenta, 6 

Parâmetro do momento transversal,s/l 

Fator do momento turbulento, f T 

Número de segmentos axiais 

Localização das grades espaçadoras 

Tipo 1 

Tipo 2 

Coeficiente de perda das grades 

Tipo 1 

Tipo 2 

Tabela ASME (1967) 

f = 0,184R"0'2 

e 

Modelo de Levy 

a=xv /[(l-x)vf+xv ] 
9 ^ - 9 

<t>=pf/p 

p=apg+(l-ct)pf 

uniforme 

1,0 

TDC 

0,25 

0,0 

35 

Z/L=0,071-0,167-0,262-

0,357-0,452-0,548 

Z/L=0,643-0,738-0,833-

0,929 

K = 1,0 

K = 1,0 

3) Análise dos Resultados 

Nas Tabelas 4-7 e 4-8 são apresentadas as condições 

de entrada para os testes que foram analisados com o código IAN 

TERA. Os fluxos de calor critico medidos e previsto pelas cor

relações W-3 e B&W-2 para as Fases I e III estão também inclui 
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dos nas tabelas. Os testes para a Fase II nao foram analisados 

porque as medidas, segundo Weisman, foram prejudicadas por pro 

blemas de corrosão. 

Nos cálculos de fluxo de calor critico com a correia 

ção W-3, as correções para parede fria e grades espa-
(52) 

çadoras foram consideradas. Para a correção devida as gra 

des, o coeficiente difusão térmica T D C = 0 , 0 7 6 f o i utilizado. 

Os valores medidos versus previstos para os fluxos de 

calor critico são mostrados nas Figuras 4-22 a 4-25. A análise 

destas figuras indica que o modelo de cálculo do fluxo de ca 

lor critico do código PANTERA, utilizando as correlações W-3 e 

B&W-2, fornece previsões dentro do limite de precisão estabele 

eido para cada uma das correlações. 

Teste Pressão T 
entrada 

G a" 
4DNB 

(106Btu/h-ft 2 

n9 (psia) <°F) (106lb/h-ft2) Medido W-3 B&W-2 

100 2014,0 550,4 2,04 0,581 0,548 0,600 

108 1814,0 549,1 2,02 0,510 0,602 0,603 

136 2014,0 546,8 1,02 0,351 0,424 0,426 

169 2014,0 582,1 2,00 0,464 0,472 0,530 

179 2014,0 581,6 2,95 0,640 0,540 0,599 

202 2014,0 509,6 1,02 0,408 0,487 0,493 

232 2014,0 485,1 1,02 0,456 0,504 0,501 

Tabela 4-7 Dados para a Fase I 
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O 0,2 0, 4 0,6 0,8 1,0 
qDNB<W~3} ' 106 • Btu/h~f*2 

Figura 4-22 Comparação entre dados experimentais de DNB para 

a Fase I e resultados calculados por PANTERA, u-

tilizando a correlação W-3 

0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0 

q"(BàW-2>;106,Btu/h-ft2 

Figura 4-23 Comparação entre dados experimentais de DNB para 

a Fase I e resultados calculados por PANTERA, u-

tilizando a correlação B&W-2 
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DNB 
(W-3);10 .Btu/h-ft' 

Figura 4-24 Comparação entre dados experimentais de DNB para 

a Fase III e resultados calculados por PANTERA, 

utilizando a correlação V7-3 

9pl/B(BSV-2)i10° .Btu/h-ft' 

Figura 4-25 Comparação entre dados experimentais de DNB para 

a Fase III e resultados calculados por PANTERA, 

utilizando a correlação B&W-2 
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Teste 

n9 

Pressão 

(psia) 

T 

entrada 

°F 

G 

(106lb/h-ft2) 

q" 
M DNB 

Medido 

(106Btu/h-ft2 

W-3 B&W-2 

54 2014,0 551,1 1,5938 0,561 0,503 0,547 

62 1814,0 580,8 1,5870 0,548 0,496 0,471 

69 1814 ,0 552,0 2,0758 0,616 0 ,592 0,588 

80 2014,0 552,1 2,0693 0,670 0,573 0,660 

89 1614,0 552,4 2,0693 0,613 0,560 * 

107 1614,0 555,6 2,6330 0,674 0,631 * 

121 2014,0 576,7 1,6895 0,511 0,448 0,494 

154 1814,0 577,0 2,2033 0,574 0,505 0,480 

169 2014,0 577,4 2,7480 0,700 0,578 0,645 

349 2014,0 513,5 1,6813 0,628 0,684 0,757 

353 2014,0 553,8 1,6340 0,543 0,529 0,585 

367 2314,0 583,4 2,7201 0,733 0,579 0,757 

* Fora da faixa de condições 

Tabela 4-8 Dados para a Fase III 
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4-3.2 Testes de Westinghouse - Columbia 

Um extenso programa de testes foi realizado por Rosal 

-Casterline et al. para investigar o fluxo de calor criti

co em feixes de varetas eletricamente aquecidos, simulando o e 

lemento combustível de um reator nuclear. Os efeitos sobre o 

DNB devidos ã distribuição axial de fluxo não uniforme, geome

tria dos espaçadores e espaçamento axial das grades foram in

vestigados . 

Os testes experimentais foram realizados dentro das 

seguintes faixas de condições: 

Pressão: 1490 a 2400 psia 

Temperatura de entrada: 431 a 627°F 

Velocidade de massa: l,02xl06 a 3,95xl06lb/h 

Os resultados obtidos por Rosal-Casterline foram ana 

usados com o código PANTERA, de modo verificar quantitativamen 

te o uso da correlação W-3 e as correções para o fluxo não uni 

forme, parede não aquecida e grades espaçadoras. 

1) Características Gerais das Seções de Testes 

Duas seções de testes básicas foram utilizadas: 

* um feixe de 9 varetas,em arranjo 3x3,com 14 pés de 

comprimento, 

* um feixe de 16 varetas,em arranjo 4x4,com 8 pés de 

. comprimento. 

Cada feixe podia ser montado de modo a ter uma dis -

tribuição axial de fluxo de calor da forma cosu ou usenu. Para 

obter o fluxo de calor da forma desejada, os tubos foram manu

faturados com a espessura da parede apropriadamente variável , 

mantendo-se constante o diâmetro externo. 

A configuração geométrica da seção de testes 3x3 é 

mostrada na Figura 4-26, juntamente com as distribuições axiais 
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de fluxo correspondentes. 0 espaçamento entre as varetas do 

feixe foi conseguido por meio de grades com aletas de mistura 

e suportes simples de grades. As localizações das grades e de

tetores de DNB são mostrados na Figura 4-27 e as demais carac 

terísticas desta seção de testes encontram-se resumidas na Ta 

bela 4-9. A distribuição radial de potência desta configuração 

era uniforme. 

Número de varetas 9 

Arranjo 3x3 

Comprimento aquecido (in.) 16 8 

Diâmetro das varetas (in.) 0,500 

Distância vareta-vareta (in.) 0,158 

Distância vareta-parede (in.) 0,184 

Dimensões do canal (in.) 2,184x2,184 

Razões (pico/média) para o fluxo de calor 

usenu 1/55 

cosu 1,56 

Tabela 4-9 Características do feixe de 9 varetas 
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Figura 4-26 Feixe de 9 varetas e distribuições axiais de flu

xo de calor 
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ENTRADA ENTRADA 

Figura 4-27 Localização das grades espaçadoras e detetores de 

DNB para o feixe de 9 varetas. MV: grade com ale-

tas; SS: suporte simples de grades; TC: termopar 

detetor de DNB 
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A configuração geométrica e as distribuições radiais 

e axiais de fluxo de calor para a seção de testes de 16 vare -

tas são mostrados na Figura 4-28. A distribuição radial de 

fluxo de calor era não uniforme, sendo que as quatro varetas 

centrais eram aquecidas a níveis de potência mais altos que as 

varetas externas. 

Vários tipos de grades foram utilizados para manter 

o espaçamento entre as varetas do feixe. As localizações dos 

espaçadores e detetores de DNB são mostradas na Figura 4-29.As 

características básicas do feixe são resumidas na Tabela 4-10. 

0.I53- O.U22 ^ 
OU. 

10 JO JO «0 V0 iO 70 10 w too 

Min.) 

Figura 4-28 Feixe de 16 varetas e distribuições axiais de 

fluxo de calor 
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u SEN u 
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71 1/4" MV «4 — 

75 1/4" SS »4 

81 1/4" SS «4 — 

85 1/4" MV '5 

91 1/4" MV "5 — 

ENTRADA ENTRADA 

Figura 4-29 Localizações das grades e detetores de DNB para o 

feixe de 16 varetas. MV: grades com aletas; SS:su 

portes simples de grades; TC: termopar detetor de 

DNB. 
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Numero de varetas 

Arranjo 

Comprimento aquecido (in.) 

Diâmetro das varetas (in.) 

Distância vareta-vareta (in.) 

Distância vareta-parede (in.) 

Dimensões do canal (in.) 

Razões(pico/média) para o fluxo de calor 

cosu 

usenu 

16 

4x4 

96 

0,422 

0,133 

0,153 

2,393x2,393 

1,48 

1,68 

Tabela 4-10 Características do feixe de 16 varetas 

2) Parâmetros de Entrada 

Os seguintes parâmetros de entrada para o código PAN 

TERA foram utilizados: 

Propriedades saturadas da água 

Fator de fricção 

Vazio subresfriado 

Fração de vazio 

Multiplicador de fricção bifãsica 

Densidade bifãsica 

Resistência transversal, K 

Coeficiente de mistura turbulenta, 8 

Parâmetro do momento transversal, s/A 

Fator do momento turbulento, f T 

Número de segmentos axiais 

Coeficiente de perda das grades 

Tipo MV 

Tipo SS 

Tabela ASME(1967) 

f = 0,184R~0/2 

Modelo de Levy 

a-xv f(l-x) v.-+xv ] 

g f g 

<í>=pf/p 

p=apg+(l-a)pf 

1,0 

8=TDC 

0,25 

0,0 

40 

K = 1,00 

K = 0,25 
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T e s t e 

n9 

P r e s s ã o 

( p s i a ) 

T 

e n t r a d a 

° F 

G 

( 1 0 6 l b / h - f t 2 ) 

?DNB 

* " (HW) 
^ D . N B ( 1 ° 6 

Medido 

B t u / h - f t 2 ) 

W - 3 

20 1504,0 495 ,0 2 ,55 2 ,722 0,726 0 ,750 

22 1812,0 519, 0 2 , 5 1 2 ,649 0 ,671 0 ,668 

24 2091,0 564 ,0 2 ,53 2 ,414 0 ,612 0 ,512 

25 2091,0 544 ,0 2 ,55 2 ,708 0 ,686 0 ,582 

41 2095,0' 544 ,0 2 ,00 2 ,313 0 ,532 0 ,438 

44 1800,0 580 ,0 3 ,52 2 ,341 0 ,59 3 0 ,548 

47 1799,0 540,0 3 ,02 2 ,777 0,704 0 ,646 

50 1505,0 541 ,0 3 ,47 2 ,565 0 ,650 0 ,692 

52 1796,0 482,0 ' 2 ,03 2 ,718 0 ,650 0 ,692 

70 1492,0 520 ,0 2 ,59 2,124 0 ,678 0 ,717 

71 1509,0 507 ,0 2 ,58 2 ,197 0 ,702 0 ,777 

74 1806,0 498,0 2 ,07 2 ,143 0,684 0 ,767 

76 1798 ,0 588 ,5 3,54 2 ,040 0 ,603 0 , 5 2 1 

79 2116 ,0 592 ,0 2 ,53 1,832 0 ,541 0 ,443 

80 2111 ,0 564 ,0 2,54 2 ,020 0,597 0 ,597 

84 2131,0 498 ,0 2 ,06 2 ,285 0 ,730 0 ,855 

85 2148,0 603 ,0 3 ,62 2 ,133 0 ,630 0 ,516 

90 2113,0 597 ,0 3,14 1,164 0,574 0 ,619 

94 1498,0 498 ,0 2 ,48 2 ,275 0 ,726 , 0 ,767 

95 1531 ,0 524 ,0 2 ,57 2 ,148 0 ,686 0 , 6 9 1 

98 1850,0 586 ,0 3 ,59 2 ,077 0 ,614 0 ,559 

101 1765 ,0 491 ,0 2 ,04 2 ,051 0 ,789 0 ,818 

102 2088,0 579 ,0 2 ,57 1 ,891 0 ,559 0 ,520 

103 2109 ,0 560 ,0 2 ,58 2 ,035 0,724 0 ,634 

105 . 2097 ,0 542 ,0 2 ,03 1,994 0 ,589 0 ,559 

106 2102,0 528 ,0 2 ,04 2,107 0 ,673 0 ,669 

107 2103,0 496 ,0 2 ,07 2 ,242 0 ,862 0,883 

10.8 2103 ,0 601 ,0 3 , 1 1 1,934 0 ,571 0,469 

206 2084 ,0 579,3 2 ,60 2 ,431 0 ,583 0 ,470 

207 2105,0 563 ,0 2 ,59 2 ,706 0 ,649 0,523 

208 2026,0 536 ,7 2 , 6 1 2 ,884 0,774 0 ,732 

209 1497,0 525 ,0 2 ,48 2 ,686 0 ,683 0 ,607 

210 1497,0 499 ,5 2 , 5 5 3 , 0 5 8 0 , 8 2 1 0 ,725 

212 1491 ,0 566 ,5 3 , 5 1 2 ,498 0 ,635 0 ,590 

213 14 98 ,0 536 ,7 3 , 6 3 2 ,905 0 ,820 0 ,858 

214 1801,0 566 ,3 3 ,62 2 ,626 0 , 7 4 1 0 ,803 

215 1797,0 568 ,7 3 , 5 1 2 ,836 0 ,680 0 ,580 

216 1790,0 501,0. 2 ,07 2 ,782 0 ,747 0 ,686 

Tabela 4-11 Dados experimentais de DNB de Rosal-Casterline 

e resultados calculados pelo código PANTERA 

(correlação W-3) 
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3) Análise dos Resultados 

Os dados experimentais obtidos por Rosal-Casterline 

foram analisados comparando os fluxos de calor DNB medidos lo 

calmente com os fluxos DNB previstos pelo código PANTERA, uti 

lizando a correlação W-3 incluida das correções para a distri 

buição axial de fluxo de calor e espaçadores. 

Dois valores do coeficiente de difusão térmica (TDC) 

foram usados na correlação que leva em conta os efeitos das 

grades espaçadoras sobre o fluxo de calor crítico. Como indica 

do.por Rosal-Casterline, o valor TDC = 0,019 foi usado para 

grades sem aletas misturadoras. Para grades com aletas, separa 

das entre si de aproximadamente 20 in., TDC = 0,061 foi utili

zado. 

Os dados referentes aos testes que foram analisados 

são apresentados na Tabela 4-11, juntamente com o valor do flu 

xo de calor crítico previsto pelo código. As condições de cada 

teste encontram-se resumidas na Tabela 4-12. 

O desvio padrão dos resultados previstos com a corre 

lação W-3 é cerca de 12% para os 38 testes analisados. Os valo 

res medidos versus os valores previstos para os fluxos de ca 

lor crítico são mostrados nas Figuras 4-30 a 4-33. Todos os re 

sultados encontram-se dentro da faixa de precisão da correia 

ção W-3. Para grande parte dos testes, as previsões com a W-3 

mostram-se conservativas. 

Testes n9 20-52 70-90 94-108 206-216 

Seção de testes 3x3 4x4 4x4 4x4 

Forma axial de fluxo use nu usenu useno cosu 

TDC 0,061 0,019 0,019 0,061 

Tabela 4-12 Condições dos testes analisados 
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q DNB ( W~ 3 ) ' 1 0 6 • 3 1 u / h ~ -f * 2 

Figura 4-30 Comparação entre dados experimentais de DNB de 

Rosal-Casterline e resultados calculados pelo 

código PANTERA, utilizando a correlação W-3 

(Testes: 20-52) 

Figura 4-31 Comparação entre dados experimentais de DNB de 

Rosal-Casterline e resultados calculados pelo 

cõdigo PANTERA, utilizando a correlação W-3 

(Testes: 70-90) 
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q^l;B(W-Z); 106.Btu/h-ft2 

Figura 4-32 Comparação entre dados experimentais de DNB de 

Rosal-Casterline e resultados calculados pelo 

código PANTERA, utilizando a correlação W-3 

(Testes: 94-108) 

*DNBfV~3)il0Í'-Btu/h-ft2 

Figura 4-33 Comparação entre dados experimentais de DNB de 

Rosal-Casterline e resultados calculados pelo 

código PANTERA, utilizando a correlação W-3 

(Testes: 206-216) 
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4-3.3 Testes de Babcock &_ V/ilcox 

Um programa de testes para determinar o afastamento 
(54) 

da ebulição nucleada foi realizado por Gellerstedt et al. 

para um feixe de varetas com dimensões típicas daquelas encon

tradas em núcleos de reatores refrigerados a água. 

Os efeitos da pressão, titulo do vapor, velocidade de 

massa e geometria do feixe foram analisados como um todo para 

verificarquais os parâmetros que exerciam maiores influências 

sobre os fluxos de calor DNB. Em seguida, os dados experimen 

tais foram examinados através de uma analise de subcanais e,co 

mo resultado deste exame, a correlação B&W-2 foi desenvolvida. 

Os dados de Gellerstedt foram obtidos para uma distribuição a 

xial de fluxo de calor uniforme. 

(55) 

Posteriormente, Wilson et al. utilizaram o mesmo 

feixe,com uma distribuição axial de fluxo de calor não unifor

me,para desenvolver uma correlação para o fator de forma de flu 

xo. Os testes experimentais foram realizados dentro das seguin 

tes faixas de condições: 

Pressão : 2000 a 2400 psia 

Entalpia de entrada: 370 a 680 Btu/lb 

Velocidade de massa: l,0xl06 a 3,5xl06lb/h-ft2. 

Os dados obtidos por Wilson foram usados para testar 

a correlação B&W-2 e o fator de forma de fluxo, incluidos no 

modelo de calculo do fluxo de calor critico do código PANTERA. 

1) Características Gerais da Seção de Testes 

A geometria da seção de testes consistia de um feixe 

de nove varetas montadas num arranjo 3x3, como mostra a Figura 

4-34. O posicionamento das varetas foi mantido por meio de seis 

grades espaçadoras, separadas entre si de 15' in. As principais 

características do feixe são apresentadas na Tabela 4-13. 
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Número de varetas 9 

Arranjo 3x3 

Comprimento aquecido (in.) 72,0 

Diâmetro das varetas (in.) 0,420 

Distância centro a centro (in.) 0,558 

Dimensões do canal (in.) 1,679x1,679 

Tabela 4-13 Características do feixe de Babcock & Wilcox 

Uma distribuição axial de fluxo de calor tendo uma 

razão (pico/média) igual a 1,19 foi utilizada para os testes . 

Esta distribuição, mostrada na Figura 4-35, simula o perfil de 

fluxo típico de um reator refrigerado a ãgua. A não-uniformida 

de do fluxo foi conseguida por meio de variações adequadas no 

diâmetro interno de cada uma das varetas do feixe. O diâme -

tro externo foi mantido constante. 

Para cada teste de fluxo de calor crítico, as varia 

veis independentes (vazão, temperatura de entrada e pressão) 

eram fixadas e a potência era aumentada gradativamente. Ã pr_i 

meira indicação de DNB, a potência do feixe era rapidamente re 

duzida e o último conjunto de dados para o nível mais alto de 

potência foi usado como dados para o fluxo de calor crítico. O 

início do DNB era indicado através de medidas diretas das vari 

ações abruptas na temperatura de parede das varetas. Os termo 

pares detetores de DNB foram colocados em seis posições dife -

rentes ao longo do comprimento da vareta possíveis de ocorrer 

o afastamento da ebulição nucleada. 

Os dados experimentais obtidos para esta seção de tes 

tes encontram-se listados nas Referências 54 e 55. 
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Nique1 

Seção A - Perco do fia do compri

mento aquecido. 

-SS-304 

S e ç ã o B - Na l o c a l i z a ç ã o da g r a 

de e a p a ç a d o r a . . 

Figura 4-34 Feixe de Babcock & Wilcox 

0,2 0,4 0,6 

Figura 4-35 Distribuição axial de fluxo de calor 

0,8 1,0 

(z/D 



181 

2) Parâmetros de Entrada 

Na analise dos dados experimentais de Wilson com o 

código PANTERA, os seguintes parâmetros de entrada foram utili 

zados: 

Propriedades saturadas da água 

Fator de fricção 

Vazio subresfriado 

Fração de vazio 

Multiplicador de fricção bifásico 

Densidade bifásica 

Resistência transversal, K 

Coeficiente de mistura turbulenta, 8 

Parâmetro do momento transversal, s/Z 

Fator do momento turbulento, f T 

Número de segmentos axiais 

Localização das grades espaçadoras 

Coeficiente de perda das grades 

3) Análise dos Resultados 

Os dados para os testes que foram processados com o 

código PANTERA são apresentados na Tabela 4-14, juntamente com 

os valores medidos e calculados para os fluxos de calor críti

co. A análise dos resultados indica que os 30 dados experimen

tais são correlacionados pela B&W-2 e correção para a forma de 

fluxo dentro de um desvio padrão de 9,4%. A partir do exame da 

Figura 4-36, pode-se concluir, também, que a correlação B&W-2 

fornecem resultados conservativos para a maioria dos testes a-

nalisados. 

Tabela ASME (1967) 

-0 2 

f = 0,184Re

U'Z 

Modelo de Levy 

a=xVg/[(1-x)vf+xvgJ 
<í>=Pf/P 
p=ctp +(l-a)p 

9 f 

0,25 

0,06 

0,25 

0,0 

40 

K=0,50 
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T e s t e 
N9 

P r e s s ã o E n t a l p i a 
de 

E n t r a d a 

V e l o c i d a d e 
de 

massa 

F l u x o méd io 
d e 

c a l o r . 
immll°6Btu/h-ft2) 

( p s i a ) ( B t u / l b ) ( 1 0 6 l b / h - f t 2 ) ( 1 0 6 B t u / h - f t 2 ) M e d i d o B&W-2 

5483 2204,4 617,84 1,0175 0 ,31125 0 ,2330 0 ,2151 

5505 2209 ,2 616,67 2,0560 0 ,51199 0,3832 0 ,3920 

5506 '2215 ,8 655,74 2,5206 0 ,49139 0 ,3678 0 ,3604 

5509' 2209 ,2 653 ,95 3 ,4851 0 ,62047 0,5146 • 0 ,4822 

5510 2209 ,1 611,76 3,4790 0 ,75381 0,6938- 0 ,6758 

5517 - 2215,3 592 ,61 1,4912 0,47119 0,3527 0,3174 

5530 2024 ,0 586,19 1 ,7562 0 ,47231 0 ,3535 0 ,3903 

5534 2016 ,0 585,66 2,5182 0 ,61586 0,4610 0,4619 

5536 2039 ,1 586,10 ' 3 ,0122 0 ,72415 0 ,5421 0 ,4922 

5539 2026 ,3 590 ,43 3 ,4472 0,76934 0 ,7081 0,6359 

5540 2022,6 635 ,95 3,4787 0 ,60202 0,4506 0,3970 

5544 2005,3 634 ,83 2,0206 0 ,42127 0,3157 0 ,2954 

5545 2011 ,0 630 ,78 2,5423 0 ,49117 0,3677 0 ,3585 

5546 2011 ,0 567,09 2,4964 0 ,68442 0 ,5123 0,4739 

5547 1986 ,1 569,89 2,0349 0,58084 0 ,4348 0 ,4070 

5554 1997,7 536,27 2,5037 0 ,78445 0 ,5872 0,5244 

5555 1998 ,5 500 ,71 2,0380 0 ,77378 0 ,5792 0,5224 

5556 1990 ,9 474,56 1,0134 0 ,50826 0 ,3805 0 ,3173 

5557 1992,4 475,60 1,0146 0 ,50208 0 ,3758 0 ,3292 

5558 1972 ,3 480 ,38 .1,5163 0 ,64553 0 ,4832 0 ,4818 

5563 2401 ,7 588,59 1,0210 0,37164 0 ,2782 0,2379 

5564 2394,9 587,93 1,2750 0 ,43695 0 ,3271 0 ,3143 

5570 2409,3 584 ,92 2 ,8248 0 ,77423 0 ,7461 0 ,8162 

5571 2 3 9 8 , 1 556,4*5 2,5266 0 ,79228 0 ,7635 0 ,8399 

5573 2403 ,0 554,32 1,5239 0 ,57351 0 ,4293 0 ,4147 

5576 2399 ,5 6 7 5 , 9 1 1,5421 0 ,34703 0 ,2598 0 ,2330 

5577 2404 ,3 633,70 1,5246 0,41189 0 ,3083 0 ,3095 

5580 2411 ,1 6 7 5 , 5 1 2,5665 0 ,48573 0,3636 0,3934 

5581 2414,4 672 ,64 3 ,5461 0 ,61678 0 ,5677 0 ,6171 

5583 2 4 0 2 , 1 636,17 2,5194 0 ,58299 0 ,5098 0 ,5542 

Tabela 4-14 Dados experimentais de DNB de Wilson e resulta

dos calculados com PANTERA (correlação B&W-2) 
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q"R(B&Wr-Z);106.Btu/h-ftZ 

Figura 4-36 Comparação entre dados experimentais de DNB de 

Babcock & Wilcox e resultados calculados pelo 

código PANTERA, utilizando a correlação B&W-2 
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4-4 TESTE DO MODELO DE CONDUÇÃO TÉRMICA DO COMBUSTÍVEL 

O modelo de condução térmica das varetas combustíveis 

inserido no código PANTERA foi testado através da comparação 

dos resultados, calculados pela subrotina TEMCO e pelo código 

GAPCON-THERMAL-2 para o mesmo problema exemplo. 

A subrotina TEMCO contém um esquema para calcular a 

geração e liberação de gases de fissão, pressão interna, coefi 

ciente de transferência de calor entre o combustível e o revés 

timento e as distribuições de temperatura da vareta combustí -

vel, como função da potência e tempo de irradiação. 

O problema exemplo usado para comparar os dois mode 

los térmicos consiste de uma única vareta combustível, percor

rida axialmente por um fluido refrigerante cujas distribuições 

de temperatura e pressão são conhecidas. As condições de entra 

da para ambos os programas foram mantidas idênticas para de 

monstrar as diferenças entre os resultados fornecidos por cada 

um dos modelos de cálculos. 

4-1.1 Características da Vareta Combustível 

As principais características da vareta combustível u 

tilizada para a comparação dos modelos térmicos são apresenta 

dos na Tabela 4-15. 



185 

Material do combustível UO^ 

Material do revestimento Zircaloy-2 

Densidade do combustível (% D.T.) 94,0 

Enriquecimento do combustível (%) 3,0 

Comprimento da coluna combustível (in.) 144,0 

Diâmetro das pastilhas (in.) 0,477 

Diâmetro externo do revestimento (in.) 0,563 

Espessura do revestimento (in.) 0,037 

Rugosidade do combustível (y-in.) 39,0 

Rugosidade do revestimento (y-in.) 20,0 
3 

Volume do "plenum" (in ) 2,2 

Gãs de enchimento das varetas Hélio 

Pressão interna do gãs de enchimento (psia) 14,696 

Temperatura de fusão do combustível (°F) 5054,0 

Temperatura de plasticidade do combustível (°F) 2192,0 

Diâmetro do vazio central (in.) 0,0 

Raio do "dish" (in.) 0,0 

Tabela 4-15 Características da vareta combustível 

4-4.2 Parâmetros de Entrada 

Os parâmetros de entrada para ambos os 

os seguintes: 

Número de segmentos de calculo 

Temperatura de entrada do refrigerante (°F) 

Acréscimo de temperatura do refrigerante (°F) 

Pressão do refrigerante (psia) 

Coeficiente de transferência de calor 

(Btu/h-ft2-°F) 

Relocação 

programas sao 

10 

533,0 

20,0 

1050,0 

2,5xl04 

não incluída 
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Densificação 

Deflexão elástica do combustível 

Depressão radial dó fluxo 

Fração da potência gerada no combustível 

História de potência 

Dias:, 0 60 120 180 240 300 360 

kw/ft: 14,5 14,5 13,5 0,0 11,0 17,0 13,0. 

não incluida 

não incluida 

Teoria da difusão 

1,0 

As representações gráficas da história de potência e 

da distribuição axial de fluxo de calor são mostradas nas Figu 

ras 4-37 e 4-38, respectivamente. 

360 420 
T(dias) 

Figura 4-37 História de potência 
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fc» 1. 5 

Cr 

— 

Cr 

1,0 

<r,s 

o 

Figura 4-38 1 

4-4.3 Comparação dos Resultados 

Uma analise comparativa dos resultados calculados por 

cada um dos modelos de condução pode ser feita a partir da Tabe 

la 4-16. O exame desta tabela indica que a subrotina TEMCO e o 

código GAPCON-THERMAL-2 fornecem resultados praticamente idênti 

cos para o problema exemplo selecionado. 

Tempo Potência Temperatura Temperatura do Cond. do "Gap" Pressão Interna 

(dias) Linear Central(°F) Revestimento (°F) (Btu/h.ft2-°F) (psia) 

(kw/ft) TEMCO GT-2 TEMCO GT-2 TEMCO GT-2 TEMCO GT-2 

0 14,50 3818 3838 618 619 668,8 648,9 39,9 37,8 

60 14,50 4694 4633 618 619 298,5 313,4 148,0 142,5 

120 13,50 4681 4657 613 614 246,3 250,8 265,2 261,8 

180 0,00 544 545 544 545 32,9 33,3 160,1 158,1 

240 11,00 4335 4358 601 602 186,9 184,0 339,4 339,2 

300 17,00 5175 5084 630 631 323,7 357,9 584,6 540,5 

360 13,00 4736 4735 611 612 214,8 215,2 683,3 663,8 

Tabela 4-16 Resultados calculados com a subrotina TEMCO e 

GAPCON-THERMAL-2 



188 

Nas Figuras 4-?9 e 4-40 são representadas as distri

buições de temperaturas para o intervalo de tempo corresponden 

te â potência linear de 17 kw/ft. Comparações das curvas apre

sentadas nestas figuras mostram que as temperaturas calculadas 

pela subrotina TEMCO são mais conservativas que aquelas calcu

ladas pelo código GAPCON-THERMAL-2. Os perfis axial e radial de 

temperatura apresentam tendências idênticas de evolução para 

ambos os modelos de transferência de calor na vareta combustí

vel. 

2500 0,2 õjl d~TS ' VT8 ' JVo 
(Z/L) 

Figura 4-39 Evoluções axiais das temperaturas central e média 

do combustível 

Nos cálculos com a subrotina TEMCO e com o código GAPCON-THER. 

MAL-2 utilizou-se o modelo combinado de Ross-Stoute e Mikic-
(38) — 

-Todreas para calcular a condutância do "gap". 



189 

5 5 0 0 
«< 
©• 

4500 

3500 

2500 

1500 

S 0 0 0 Õ7Õ5 0,10 ¿775 ÕTTÕ J^l 0^30 

fíaiodn.) 

Figura 4-40 Evolução axial da temperatura central máxima 

4-5 CONCLUSÕES 

Os efeitos dos parâmetros empíricos, introduzidos nas 

equações de conservação, sobre as distribuições de entalpia e 

vazão de massa dos subcanais foram verificadas a partir de uma 

análise de sensibilidade aplicada a um feixe de 49 varetas, si 

mulando condições típicas de reatores. 

O coeficiente de mistura turbulenta é o parâmetro 

que afeta mais significativamente os resultados de saída dos 

subcanais. A mistura turbulenta atua no sentido de promover o 

equilíbrio de entalpia entre os subcanais â medida que esse co 

eficiente ê aumentado. 0 limite superior do coeficiente de mis 

tura turbulenta ê determinado pela conjuntura do programa.Exis 

te um valor máximo para o qual o programa indica a ocorrência 

de inversão do escoamento e os resultados tornam-se destituí -

dos de significado físico. 
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O coeficiente de resistência transversal pode ser si 

tuado dentro de três intervalos: baixa resistência transversal, 

média resistência transversal e alta resistência transversal. 

Valores de baixa e média resistência transversal não exercem in 

fluências significantes sobre as distribuições de entalpia e 

vazão de massa dos subcanais. Para alta resistência transver 

sal, os subcana-is tendem a se comportar como lateralmente fe

chados ã mistura lateral. 

Para o caso do feixe analisado, no qual as condições 

de escoamento dos subcanais eram semelhantes, os efeitos glo 

bais do parâmetro de momento transversal (s/l) e do fator de 

momento turbulento (fT) sobre as distribuições de entalpia e 

vazão foram pequenos. 

Quando se compara os resultados calculados com os da 

dos experimentais disponíveis para subcanais de feixes de vare 

tas, chega-se âs mesmas conclusões acima, acerca dos efeitos 

do coeficiente de mistura turbulenta. Ademais, os resultados 

mostram que a adoção de um único coeficiente constante para o 

feixe inteiro não ê adequada. Sua dependência com as caracte -

rlsticas geométricas do subcanal, número de Reynolds e título 

devem ser consideradas. 

A quantidade de mistura lateral entre subcanais, com 

preendendo a mistura lateral turbulenta e a mistura trans 

versai de desvio, ê altamente dependente das características 

das grades espaçadoras. Quando as grades não possuem aletas 

misturadoras, os dois componentes de mistura lateral são pe

quenos. Neste caso, valores do coeficiente de mistura turbulen 

ta no intervalo 0,002-0,006 e valores do coeficiente de resis

tência transversal correspondendo â média resistência transver 

sal dão resultados concordantes com os dados experimentais ana 

Usados. Se as grades possuem aletas misturadoras, os efeitos 

da mistura transversal de desvio são superpostos pelos efeitos 

da mistura turbulenta. Em tais situações, o coeficiente de re 

sistência transversal não tem efeitos notáveis sobre as distri 

bulcões de entalpia e vazão dos subcanais. Isto ê particu -

_larmente importante no caso de núcleos de reatores,os quais 
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possuem grades espaçadoras com altos poderes de mistura.Os va

lores do coeficiente de mistura turbulenta adequados a cada s_i 

tuação não se encontram perfeitamente estabelecidos, variando 

de feixe para feixe conforme suas dimensões e características 

das grades espaçadoras. 

A, analise do comportamento individual dos parâmetros 

empíricos permitiu estabelecer os valores ótimos a serem adota 

dos nos cálculos por subcanais de feixes de varetas. A compro

vação através da comparação de resultados calculados com os re 

sultados de medidas confirma a validade do código PANTERA para 

a previsão do comportamento do fluido refrigerante ao longo de 

canais de reatores. 

A comparação entre os dados experimentais de DNB dis 

poníveis e aqueles calculados pelo código, utilizando as corre 

lações W-3 e B&W-2, incluidas de suas respectivas correções,in 

dicam previsões de fluxo de calor crítico dentro dos liraites 

de precisão estabelecidos para cada uma das correlações, não 

sendo possível, contudo, estabelecer qual a melhor correlação 

em termos de confiabilidade. Para grande parte dos testes, as 

previsões mostram-se conservativas para ambas correlações. 

O modelo de condução térmica das varetas combustí 

veis inserido no código PANTERA foi comparado quantitativamen

te com aquele apresentado pelo código GAPCON-THERMAL-2, utili

zando o mesmo caso exemplo. Os resultados fornecidos por ambos 

programas são praticamente idênticos, comprovando, portanto, a 

confiabilidade do modelo introduzido e a validade de sua apli

cação para a analise termo-hidrãulica do núcleo de reatores 

de potência. 
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5- C Á L C U L O S T E R M O - H I D R R U L I C O S DO N Ü C L E O DO REATOR INDIAN 

P O I N T , U N I D A D E MQ 2, COM O C Ó D I G O PANTERA 

5-1 INTRODUÇÃO 

Neste capítulo é apresentado um método de análise do 

desempenho termo-hidráulico do núcleo de um reator a água pres_ 

surizada (PWR), em regime estacionário, utilizando o código 

PANTERA. 

O método a ser descrito, denominado "método direto", 

resulta de modificações no modelo analítico apresentado por 
(13) 

Herbin , como trabalho de Tese de Mestrado (MSc), no Massa-

chusetts Institute of Technology (MIT) em 1974. 

A configuração geométrica adotada nos cálculos com o 

método direto consiste de 1/4 ou 1/8 do núcleo, homogeneizada 

de modo que: 

* nove pinos e quatro subcanais representam a região 

do canal quente / 

* uma vareta e um subcanal equivalentes representam o 

feixe de maior potência,não incluindo a região do 

canal quente, 

* uma vareta e um subcanal equivalentes representam 

o restante da fração do núcleo considerada. 

Com esta homogeneização, um máximo de onze varetas combustíveis 

e seis subcanais de escoamento são suficientes para se obter 

os resultados médios do núcleo e as condições do canal quente. 

A localização da região do canal quente ê feita a 

partir da análise da distribuição radial de potência do núcleo. 

Esta análise envolve a localização da vareta quente e do subca 

nal com maior densidade integrada de potência, considerado, a 

priori, como o canal quente. 
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Como um exemplo de aplicação, o método direto foi 

utilizado para verificar os cálculos termo-hidráulicos do nú

cleo inicial do reator Indian Point, unidade n9 2, nas condi -

ções nominais de potência. A escolha do núcleo do Indian Point 

II se deve â maior disponibilidade de dados, principalmente no 

que se refere ãs distribuições radiais de potência. Os fatores 

nucleares de canal quente usados neste estudo foram baseados 

nos dados do FSAR do reator. 

A descrição do método, a análise dos resultados e 

as comparações destes com os dados de projeto são apresenta -

das a seguir. 

5-2 CARACTERÍSTICAS GERAIS DO NÚCLEO DO INDIAN POINT II 

Os dados do núcleo do Indian Point II, necessários 

aos cálculos termo-hidráulicos, foram extraídos da Seção 3 do 
(62) * - ~ 

FSAR . As principais características do núcleo são apresen
tadas abaixo: 

5-2.1 Características de Projeto 

Arranjo do elemento combustível 

Número de elementos combustíveis 

Dimensões do elemento, in. 

Comprimento total do feixe, in. 

Comprimento da coluna combustível,in, 

Número total de varetas 

Passo das varetas, in. 

Diâmetro das varetas, in. 

Espessura do revestimento, in. 

Material do revestimento 

"Gap" diametral, in. 

Diâmetro da pastilha, in. 

Comprimento da pastilha, in. 

Material da pastilha 

Densidade, % D.T. 

15x15 

193 

8,426x8,426 

149,726 

144,0 

39.372 

0,563 

0,422 

0,0243 

Zircaloy-4 

0,0165 

0,3669 

0,600 

UO2 sinterizado 

91-92-94 



195 

5-2.2 Parâmetros Térmicos e Hidráulicos 

Potência total de saída, Btu/h 9413x10 

Potência gerada no combustível, % 97,4 

Fluxo médio de calor, Btu/h-ft2 175.600 
2 

Fluxo máximo de calor, Btu/h-ft 567.300 

Potência linear média de saída, kw/ft 5,7 

Potência linear máxima de saída, kw/ft 18,4 

Sobrepotência térmica máxima, % 112 

Pressão do sistema, psia 2250 

Vazão de massa total, lb/h 136,3x10^ 

Vazão efetiva para remoção de calor, % 95,5 
- 2 6 Velocidade de massa média, lb/h-ft 2,53x10 

Velocidade média ao longo da vareta, ft/s 15,4 

Temperatura de entrada do refrigerante, °F 543 

Acréscimo médio da temperatura no núcleo, °F 55,5 

Temperatura média do núcleo, °F 571,0 

Temperatura de saída do canal quente, °F 633,5 

Temperatura máxima do revestimento, °F 657 

Temperatura central do combustível, °F 

Máxima a 100% de potência 4090 

Máxima a 112% de potência 4380 

Fatores de canal quente 

Fluxo de calor, F 3,23 
q 

Aumento de Entalpia, F^H 1,77 

Razão DNB em condições nominais, DNBR 2,00 
5-3 DISTRIBUIÇÕES DE POTÊNCIA 

5-3.1 Distribuição Radial de Potência do Núcleo 

A distribuição radial de potência do núcleo que foi 

utilizada nos cálculos ê mostrada na Figura 5-1. Esta distri -

buição, apresentada pelo FSAR, corresponde ao começo da vida do 

núcleo (BOL) sem a inserção das barras de controle. 
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1.191 1.110 1.249 1.127 1.219 1.121 1.003 0.720 

1.110 1.243 1.236 1.257 1.184 1.142 1.003 0 .783 

1.247 1.235 1.285 1.214 1.185 1.067 0.937 0.654 

1.124 1.253 1.212 1.196 1.028 1.032 0.896 0.522 

1.214 1.178 1.181 1.026 1.221 0.866 0.801 

1.115 1.135 1.052 1.027 0.864 0.981 0.471 

0.999 0.998 0.930 0.890 0.798 0.470 

0 .73Í 0.782 0.651 0.519 

Figura 5-1 Distribuição de potencia do núcleo-Ciclo 1, BOL e 

sem barras de controle 

5-3.2 Distribuição Radial de Potencia do Feixe Quente 

Por não se dispor de uma distribuição pino-a-pino 

para o feixe de maior potencia, foi preciso adotar a distribui 

ção que é mostrada na Figura 5-2. Esta distribuição foi utili

zada por H s u ^ ^ nos cálculos termo-hidráulicos do núcleo do 

Indian Point II, nas mesmas condições estabelecidas para o pre 

sente estudo. 
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1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14 l'S 

.936 . 9 4 5 . 9 5 7 .959 .964 .969 
-
.965 .963 .965 .965 .964 .960 .957 . 9 4 5 1 .936 

. 9 4 5 .962 .993 .984 .989 1.009 .991 .987 .991 1.O0S .989 .964 .993 
1 

. 9 6 2 ] . 9 4 5 

. 9 5 7 .993 0 1.028 1.038 0 1.040 1.038 1.O40 0 1.038 1.028 0 '.993 . 9 5 7 

. 9 5 9 . 9 3 4 1.023 1.028 1.052 1.055 1.049 0 1.049 1.05! 1.052 1.028 l . C * 8 . 9 6 4 .959 

.964 .969 1.038 1.052 0 1.042 1.016 1.029 1.016 1.04; 0 1.052 1.033 . .539 .964 

.969 1.009 0 1.055 1.042 1.006 .992 .994 .992 l .-00( 1.042 1.055 1.CC9 .969 

.965 .991 1.040 1.049 1.016 .992 .988 1.C02 .988 .992 1.016 1.049 1.043 . 9 5 1 .965 

.963 .987 1.03S 0 1.029 .994 1.002 0 1.002 .994 1.029 0 1.03S . 9 5 7 .563 

.965 .991 1.040 1.049 1.016 .992 .988 1.0C2 .983 .992 1.016 1.0491.040 .931 .965 

.969 1.009 0 1.055 1.042 1.006 .992 .994 .992 1.006 1.042 1.05S 0 1.009 .969 

.964 .989 1.038 1.052 0 1.042 1.016 1.029 1.0161.042 0 I 
1.0521.C3S 

. SE 9 .964 

.960 .984 1.028 1.028 1.052 1.055 1.049 0 1 .0491.055 

• I 
1.0S2 1.02! 1.C23 • 9 S 4 .960 

..957 .993 0 1.028 1.038 0 1.040 1.033 
1 

1.040; 0 

! 
1.038 1.02! C . 9 5 3 . 9 5 7 

.945 .962 .993 .984 .989 1.009 .991 .987 .9911.009 

I 
.989 .984 j. 993 . 962 . 9 4 5 

.936 . 9 4 5 H , .960 .964 .969 .965 .963 1 
.965^ .969 

.964 
t 

.960 :.957 
1 
1 

. 9 4 5 .936 

Figura 5-2 Distribuição de potencia pino-a-pino - Ciclo 1, 

BOL e 2,2 w/o 

5-3.3 Distribuição Axial de Potencia 

Uma distribuição axial de potencia, representada por urna 

função "seno deformado", tendo uma razão (pico/média) igual a 

1,79 foi simulada para cálculos. O fator de pico axial F^l/79 

é indicado pelo FSAR. 

A função seno deformado (Figura 5-3) é da forma 

q" = u'senu' O Í U ' ^ T Í (5-1) 
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onde 

U* = TfZ/L', 

Z e a coordenada axial, e L* e a distancia axial entre u'=0 e 

u' = TÍ • 

Pode-se mostrar que a função u'senu' tem um valor má 

ximo q" = 1,8197 para u' = 2,0288 e um valor médio q" =1,0. ^max ^ ^avg 
Para que se tenha uma razão (pico/média) igual a 1,79 é neces

sário truncar a função de modo que 

q: T T i a x 

avg l í 7 9 

= 1,0166. 

Figura 5-3 Função "seno deformado" (L: comprimento total do nú 

cleo, L Q: comprimento ativo do núcleo) 

A função u'senu',após o truncamento,ê dada por: 

u'senu' a^u'^b 

u<a, u>b (5-2) 
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onde 

a = 0,05 e b = 3,14 

para se ter q" = 1,0166. 
ciVÇJ 

Deslocando o eixo para o início do comprimento do nú 

cleo e considerando L = 14 9,726 in., a expressão anterior tor 

na-se: 

q"(Z) 

lavg 

' 0,9837 [3 ,2131 (Z/L)+0,358] sen [3 ,2131 (Z/L)+0 ,0358] 

0,0046« (Z/L)«0,9663 

= < (5-3) 

0; (Z/L)<0,0046, (Z/L)>0,9663 

onde (Z/L) i a altura relativa do núcleo. Um gráfico desta fun 

ção i mostrado na Figura 5-4. 
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5-4 DADOS PARA OS SUBCANAIS E VARETAS 

No modelo do método direto, 1/4 do núcleo ê homogenei 

zado como mostra a Figura 5-5. Cada subcanal equivalente tem a 

mesma área de escoamento da região que o forma e contém uma va 

reta equivalente, em potência, a todas as varetas agrupadas des 

ta região. As características dos subcanais e varetas que com -

põem a região quente são calculadas como no caso de feixes sim 

pies de varetas. 

Figura 5-5 Homogeneização de 1/4 do núcleo do Indian Point II 

Os dados para os subcanais e varetas equivalentes po 

dem ser calculados como segue: 
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5-4.1 Dados para os Subcanais 

1) Ãrea de Escoamento 

Pode-se mostrar que a ãrea de escoamento por elemen

to combustível é dada por: 

A = a 2 - n R TTD 2/4 - n G i r D 2/4 + 4ae, (5-4) 

onde 

a : dimensão lateral do elemento, 

D R: diâmetro da vareta combustível, 

Dçi diâmetro do tubo-guia, 

n D: número de varetas combustíveis por elemento, 

n„: número de tubos-guias por elemento, 

e : serai-espaçamento entre elementos. 

Se n é número de elementos (não necessariamente in -

teiro) constituindo o subcanal equivalente, então a ãrea de es 

coamento deste subcanal é 

AC = nA. (5-5) 

Para o elemento combustível do Indian Point II, mos 

trado na Figura 5-6, tem-se que: 

a 8,426 in. 

D R 
= 0,422 in. 

D G 
s 0,484 in. 

n R 
ss 204 

n G 
s 2 1 

e s 0,020 in. 

Então, a ãrea de escoamento do subcanal equivalente ê 
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AC = 39,275n (5-6) 

. D - 0 , 4 8 4 • D - 0 . 4 2 2 
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Figura 5-6 Elemento combustível do Indian Point II 

por 

2) Perímetro Aquecido 

O perímetro aquecido por elemento combustível i dado 

P h = V D R ' (5-7) 

e para um subcanal equivalente 

PH = nP. (5-8) 
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do por: 

Para o Indian Point II: 

PH = 270,453n. (5-9) 

3) Perímetro Molhado 

0 perímetro molhado por elemento combustível é da-

P w - nR °R + nG V ( 5 " 1 0 ) 

Para um subcanal equivalente, tem-se: 

PW = (nRTTDR + nGTrDG)n + (a+2e)m, (5-11) 

onde m ê o número de lados adjacentes â cinta do núcleo. 

Para o Indian Point II: 

PW = 302,385n + 8,446m (5-12) 

4) Fronteira entre Subcanais Adjacentes 

O espaço aberto na lateral de um elemento 15x15 é 

dado por 

s = a + 2e - 15D R (5-13) 

Se p ê o número de elementos constituindo a fronteira entre 

dois subcanais adjacentes, então o espaço aberto total ê 

S = ps (5-14) 

Para o Indian Point II: 

S = 2,136p. (5-15) 

Os dados geométricos para os subcanais, numerados na 

Figura 5-5, são apresentados na Tabela 5-1, da maneira como 
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eles são utilizados como entrada para o código PANTERA. 

Subcana] Área Perime tro Perímetro Subcanais adjacentes 
n9 (In2) Molhado(in.) Aquecido(in.) Espaçamento(in.)-(n° subcanal) 

1 0,1661 1,374 0,9943 0,141 (2) 0,110 O) 0,251 (5) 

2 0,1661 '1,374 0,9943 0,141 (4) 0,251 (5) 
3 0,1661 1,374 0,9943 0,141 (4) 0,251 (5) 
4 0,1771 1,326 1,326 0,282 (5) 

5 38,60 296,94 266,14 8,554 (6) 

6 1855,74 14414,36 12778,92 

Tabela 5-1 Dados para os subcanais 

5T4.2 Dados para as Varetas 

1) Diâmetro 

O diâmetro de uma vareta equivalente a N varetas com

bustíveis agrupadas poderia ser dado por 

DR = ND R, (5-16) 

o que equivale em manter constante a área total de transferên

cia de calor. Isto, no entanto, leva a situação geometricamen

te impossíveis, nas quais o diâmetro da vareta poderia ser maî  

or que o diâmetro de escoamento da região agrupada. Além do 

mais, os cálculos das temperaturas seriam desprovidos de signî  

ficado físico. 

Para evitar tais impossibilidades, o diâmetro da vare 

ta equivalente ê mantido igual ao de uma única vareta combus 

tlvel, isto ê, 

DR = D R . (5-17) 

A potência total, gerada na região de combustível,que 

ê transferida â região de escoamento ê levada em conta no fa-
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tor de potência da vareta para o subcanal adjacente. 

2) Potência Relativa 

A potência relativa de uma vareta equivalente é obti 

da ponderando as potências relativas individuais das varetas a 

grupadas: * 

i N 

? P = — l fpi' í 5 - 1 8 ) 
P N i=l P 1 

3) Potência da Vareta para o Subcanal Adjacente 

A fração da potência da vareta cedida ao subcanal ad 

jacente é expressa pelo fator de potência f Q. No caso de N va

retas agrupadas, o fator de potência ê dado por 

IQ = N. (5-19) 

Os dados para as varetas numeradas na Figura 5-5 são 

apresentados na Tabela 5-2, sem a aplicação dos fatores de ca 

nal quente de engenharia para o fluxo de calor e aumento de en 

talpia. 

Vareta 

n9 

Diâmetro 

(in.) 

Potência 

Relativa,fp 

Fator de potência para o subcanal 

adjacente,fQ-(subcanal adjacente) 

1 0,422 1,334 0,25(1) 0,75(5) 

2 . 0,422 1,352 0,25(1) 0,25(2) 0,50(5) 

3 0,422 1,356 0,25(1) 0,25(2) 0,25(3) 0,25(4) 

4 0,422 1,339 0,25(2) 0,25(4) 0,50(5) 

5 0,422 1,336 0,25(3) 0,75(5) 

6 0,422 1,348 0,25(3) 0,25(4) 0,50 (5) 

7 0,422 1,306 0,25 (4) 0,75(5) 

8 0,422 1,283 197,0(5) 

9 0,422 0,994 9639,0(6) 

Tabela 5-2 Dados para as varetas 
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Os dados que foram utilizados para calcular a distri^ 

buição de temperatura da vareta quente são apresentados na Ta

bela 5-3. 

Material do combustível 

Material do revestimento 

Densidade do combustível, % D.T. 

Enriquecimento do combustível, % 

Comprimento da coluna combustível, in. 

Diâmetro das pastilhas, in. 

Diâmetro externo do revestimento, in. 

Espessura do revestimento, in. 

Rugosidade do combustível, y-in. 

Rugosidade do revestimento, y-in. 

Volume do "plenum", in 3 

Gas de enchimento das varetas 

Pressão interna inicial, psia 

Burnup, MWD/T 

Condutividade térmica do UO2 

Condutância do "gap" 

Modelo modificado de Ross-Stoute 

u o 2 

Zircaloy-4 

94,0 

2,20 

140,0 

0,3669 

0,422 

0,0243 

39,4 

19,7 

0,43 

Ár 

14,7 

0,0 

Dados de Chalk River (42) 

1000 Btu/h-ft' 

Depressão do fluxo Teoria da difusão 

Tabela 5-3 Dados para o modelo térmico 

5-5 CONDIÇÕES DE OPERAÇÃO 

5-5.1 Fluxo Medio de Calor 

A partir de dados do FSAR: 

Calor total de salda: 9,413x10 Btu/h 
4 2 

Area total de transferencia de calor: 5,2198x10 ft 

Então, o fluxo médio de calor ê 
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g 

q« = 9,413x10 = 0/l8033xl0
6Btu/h.ft2. 

a v g 5,219 8x10* 

Este fluxo de calor inclui o calor que é gerado no combustível 

e a fração que é gerada no moderador e estruturas. 

5-5.2 Velocidade de Massa 

A vazão de refrigerante que é efetiva para a remoção 

de calor é cerca de 95,5% da vazão do total do núcleo,ou seja, 

mef = ( 0 ' 9 5 5 ) (136,3xl06) = 130,17xl06lb/h. 

A área total de escoamento do núcleo ê 

A = (193) (39,275) (1/144) = 52,639ft2. 

Então, a velocidade de massa media ê 

G = = 2,4728x10°lb/h-ft. 
a v g A 

5-5.3 Pressão do Sistema e Temperatura de Entrada do 

Refrigerante 

Pressão do sistejna: 2250 psia 

Temperatura de entrada: 543°F. 

5-6 GRADES ESPAÇADORAS 

Para cada elemento combustível existem 9 grades espa 

çadoras. A localização axial dessas grades são mostradas na Fi 

gura 5-7. 

Dois tipos de grades são considerados. As duas gra 

des das extremidades são do Tipo 1, enquanto as sete grades in 

termediãrias são do Tipo 2. As grades do Tipo 2 possuem aletas 

misturadoras e são posicionadas na região aquecida do elemento 

combustível para promover a mistura do refrigerante entre os 

subcanais. As grades do Tipo 1, que estão localizadas no fundo 

e no topo do elemento combustível, são semelhantes àquelas do 
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tipo misturadoras, exceto que não possuem aletas. 

As grades espacadoras contribuem acentuadamente para 

a queda de pressão no núcleo. Um calculo preciso desta queda 

de pressão requer o conhecimento dos coeficientes de perda de 
(22) 

cada uma das grades . Como estes coeficientes nao sao dis

poníveis , torna-se necessário adotar coeficientes de outros re 

atores tendo os mesmos tipos de grades. 
No caso do cálculo do Indian Point II, os coeficien 

tes de perda das grades intermediárias (Tipo 2) foram feitos i 
(13) 

guais a aqueles das grades análogas do reator Yankee , isto 

K 2 » 1,57. 

Os coeficientes de perda para as grades do tipo 1 sao 

mais complicadas porque neles são incluídos as contribuições de 

perda de pressão devidas ãs placas perfuradas das extremidades. 

Por não se dispor de informações sobre tais placas, a queda de 

pressão média do núcleo foi considerada como um dado conhecido 

para objetivos de cálculo do coeficiente K^. Segundo o FSAR do 

Indian Point II 

A p a v g = 31,5 psia. 

O coeficiente ê calculado como segue: 

A queda de pressão média, devida somente ãs grades, 

ê dada por 

9 K.G? 
Ap_ - l 1 ••- (5-20) 
^ i=l 2g Di 

onde 

: coeficiente de perda da grade i, 

: velocidade de massa na posição da grade i, 

: densidade na posição da grade i. 
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g : aceleração gravitacional. 

Como a velocidade média de massa se mantêm constante ao longo 

do núcleo, a equação anterior pode ser escrita como: 

2 8 
APr ? — [K. ( — + — ) + K,( £ -i-)] (5-21) 

2 g

c

 P l P9 i= 2 

Por outro lado, 

A P Q = A pavg " A P S G ' ( 5 ~ 2 2 ) 

onde A p S G é a queda de pressão do núcleo sem as grades espaça-

doras. Resultados calculados na ausência de grades indicam que 

A p S G = 8,37 psia, (5-23) 

e então 

(5-24) 
Ap„ = 31,5 - 8,37 = 23,13 psia. 

Também, a partir dos mesmos cálculos, obtém-se: 

1 1 8 1 
— + — = 0,045 e l — = 0,156 
p l p9 i=2 pi 

Considerando estes resultados e 

6 o 
G = 2,4728x10 lb/h-ftz 

g„ = 32,17 ft/s 2 

a Equação (5-21) torna-se: 

K x » 10,10 - 3,47K2 (5-23) 

Então, se K0 = 1,57, o coeficiente de perda para as grades do 
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Tipo 1 ê 

K x - 4,65. 

As características e localização das grades espaçado 

ras são apresentadas na Tabela 5-4. 

Grade n9 Tipo Posição 
relativa(z/L) 

K 

1 1 0,010 4,65 

2 2 0,124 1,57 

3 2 0,248 1,57 

4 2 0,371 1,57 

5 2 0,484 1,57 

6 2 0,597 1,57 

7 2 0,727 1,57 

8 2 0,865 1,57 

9 1 0,989 4,65 

Tabela 5-4 Dados para as grades espaçadoras 

5-7 CORRELAÇÕES E MODELOS UTILIZADOS 

As correlações e modelos para o fluido, utilizados 

nos cálculos termo-hidrãulicos do núcleo do reator Indian Point 

II, foram selecionados entre aqueles disponíveis no código PAN 

TERA, cuja confiabilidade foi verificada através de compara -

ções com dados experimentais de feixes de varetas,descritas no 

capitulo precedente. 

5-7.1 Factor Fricção Monofásico 

Para todos os subcanais utilizou-se a correlação de 

McAdams í 2 2 ): 

fiso • °.184R¡0'2, (5-24) 



212 

para calcular o fator de fricção monofásico isotérmico. 

O fator de fricção é corrigido para a viscosidade na 
~ (4) 

parede pela equação : 

f P, u 0,6 
__E_ + - i] (5-25) 
f4 P P b iso w 

onde 

P^ : perímetro aquecido, 

P w : perímetro molhado, 

V w : viscosidade do fluido para a temperatura de pa

rede 

: viscosidade para a temperatura média do fluido. 

5-7.2 Multiplicador de Fricção Bifásico 

Para o multiplicador de fricção bifásica utilizou-se 

o modelo homogêneo: 

<j> = 1,0 x«0 
(5-26) 

<J> = Pf/P x>0 

onde a densidade média do fluido ê calculada por 

p = op g + (l-a)pf. (5-27) 

5-7.3 Vazio Subresfriado 
A formação de vazio subresfriado foi incluida nos 

« (26) cálculos usando o modeio de Levy* 

5-7.4 Fração de Vazio 

A fração de vazio foi calculada utilizando o modelo 
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homogêneo: 

a = 0 x<0 
(5-28) 

x v g 
a = 2 x>0 

(l-x)v f+x v g 

5-7.5 Coeficiente de Transferência de Calor 

O coeficiente de transferência de calor entre a su

perfície da vareta combustível e o fluido refrigerante foi cal̂  

culado na região de escoamento monofásico pela correlação de 

Dittus-Boelter ( 2 3 ): 

h = 0,023 ^ Re°' 8 Pr?' 4, (5_ 2 9) 
D 

onde k^ é a condutividade térmica do fluido, D é o diâmetro hi 

drãulico do subcanal, e Re^ e Pr^ são, respectivamente, os nú 

meros de Reynolds e Prandtl do fluido. 

Na região de ebulição utilizou-se a correlação de 

Jens-Lottes í 2 3 ): 

A T S A T - 1,9(q") 0' 2 5 exp(-p/900) (5-30) 

onde q" é o fluxo de calor transferido ao fluido em Btu/h-ft , 

e p é a pressão em psia. 

5-7.6 Mistura Turbulenta 

A mistura turbulenta entre subcanais foi calculada pe 

la equação 

w" = 8sG, (5-31) 

onde s é o espaçamento entre os subcanais e G ê a velocidade de 

massa média. O coeficiente de mistura turbulenta 8 pode ser 

fornecido como um valor constante de entrada ou através de uma 
(29) 

correlação como, por exemplo , 

6 = K (D/s)Re" 0* 1. (5-32) 
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onde K ê uma constante. 

0 valor adequado do coeficiente de mistura turbulen 

ta entre subcanais equivalentes deve ser escolhido de modo que 

a condição seguinte seja satisfeita: 

onde 

AH. _ 
— ' fpi ( 5~ 3 3 ) 

AH p i 

avg 

AH^ : acréscimo de entalpia da região i, 

AH : acréscimo de entalpia médio do núcleo. 
avg 

^pi : P o t® n c :i- a relativa da região. 

5-7.7 Fluxo de Calor Crítico 

Os fluxos de calor crítico foram calculados pela cor 
(52) - — 

relação W-3 , incluida de suas correções para: 

* fluxo não uniforme, 

* grades espaçadoras, 

* parede fria. 

Para a correção devida às grades espaçadoras, o para 

metro TDC=0,061 foi utilizado na correlação que calcula o fa 

tor de espaçador. Este valor foi tomado com bases na verifica 
(53) 

çao dos testes experimentais de Rosal et al. 

5-8 PARÂMETROS DE CÁLCULOS 

Os parâmetros de cálculo adotados na avaliação ter

mo-hidráulica do núcleo do reator, em complementação dos dados 

apresentados anteriormente, são os seguintes: 
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Propriedades saturadas da água Tabela ASME(1967) 

Fator do momento turbulento, f"T 0,0 

Parâmetro do momento transversal, s/2. 0,25 

Resistência transversal, K 1,0 

Comprimento axial 149,7 in. 

Número de segmentos axiais 30 

Angulo com a vertical, 0 

Fator de convergência das vazões 

de massa 0,01. 

5-9 APLICAÇÃO DOS FATORES DE CANAL QUENTE 

Na aplicação dos fatores de canal quente a potência 

gerada em uma dada região de combustível e transferida para a 

região de escoamento é determinada usando as regras descritas 

a seguir: 

5-9.1 Potência Relativas das Varetas 

* Vareta quente: 

f' = f .FÍ(ass.).f .F^ (5-34) p S R p q 

* Outras varetas da região quente 

f p = FR(ass.).fp (5-35) 

onde 

* Varetas agrupadas do feixe quente 

f p = FR(ass.)fp (5-36) 

f' : potência relativa resultante da vareta, 
P 
fp : potência relativa da vareta, dada pela distri

buição pino-a-pino, 
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f : potência relativa das varetas agrupadas, 

f : fator de acréscimo de segurança, s 
N -F_ (ass.): potencia relativa do feixe quente, 

Fg : subfator de engenharia para o fluxo de calor. 

O fator de acréscimo de segurança leva em conta os 
desvios na distribuição da densidade de potência nuclear calcu 

lada ou medida. 0 fator f foi aplicado a cada uma das varetas 

combustíveis que compõem o canal quente, de modo a obter o fa 
N 

tor nuclear de canal quente para fluxo de calor F , estabeleci 

Para cada quarto de vareta do canal quente tem-se: 

5-9.2 Fator de Potência das Varetas para o Subcanal Adjacente 

q 
do pelas condições de projeto. 

F^.F^ass.Jfp 
(5-37) 

* Vareta quente para o canal quente: 

restât 

(5-38) 

* Vareta quente para outros canais: 

1 (5-39) 

* Outras varetas para o canal quente: 

stat (5-40) 

* Outras varetas para outros canais: 



217 

f¿ = f G (5-41) 

* Varetas agrupadas: 

* f¿ = N (5-42) 

onde 

fração da potencia da vareta cedida ao subca-

nal adjacente, 

fração do perímetro aquecido da vareta para 

subcanal adjacente, 

subfator estatístico para o aumento de ental

pia, 

número de varetas agrupadas. 

Considerando os fatores nucleares e os subfatores de 

canal quente para o Indian Point II: 

F N 

q 

rs 3,12 

_N " 
AH = 1,75 

FR(ass. ) = 1,285 

= 1,79 

-5 
a 1,03 

-.stat 
AH 

s 1,08 

e os dados de potência da distribuição pino-a-pino, as caracte 

rlsticas de entrada para as varetas são modificadas de acordo 

com a Tabela 5-5. 

•F • 
r G 

f G : 

Fstat. 
AH * 

N 
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Vareta 

n9 
Diâmetro 
(in.) 

Potência 
Relativa f' 

P 
Fator de potência para o subcanal 
adjacente,f£ - (subcanal adjacente) 

1 0,422 1,334 0,25 (D 0,75 (5) 

2 0,422 1,352 0,25 (1) 0,25 (2) 0,50 (5) 

3 0,422 1,805 0,1879 (D 0,1879 (2) 0,1879 (2) 0,2621 (4) 

4 0,422 1,339 0,25 (2) 0,3533 (41 0,50 (5) 

5 0,422 1,336 0,25 (3) 0,75 (5) 

6 0,422 1,348 0,25 (3) 0,3509 (4) 0,50 (5) 

7 0,422 1,306 0,3622 (4) 0,75 (5) 

8 0,422 1,283 197,0 (5) 

9 0,422 0,994 9639,0 (6) 

Tabela 5-5 Dados para as varetas apôs a aplicação dos fatores 

de canal quente 

Para levar em conta a má distribuição de refrigeran

te na entrada do núcleo, a vazão de massa de entrada do feixe 

quente foi reduzida de 5% em relação â vazão média de entrada 

do núcleo. 

5-10 DADOS DE ENTRADA DO CÕDIGO PANTERA 

Como foi apresentado no Capitulo 3, os dados de en -

trada para o código PANTERA são fornecidos em 12 grupos de car 

toes perfurados. Nos cálculos termo-hidrãulicos do núcleo do 

Indian Point II não foram incluidos os dados referentes às va 

riações de área dos subcanais (Grupo 5) e nem os dados referen 

tes às variações de espaçamento entre os subcanais (Grupo 6) . 

Os dados relativos a cada grupo de entrada do código são mos -

trados no Apêndice. 

5-11 APRESENTAÇÃO DOS RESULTADOS 

5-11.1 Resultados de Cálculo 

Um resumo dos resultados de interesse, calculados pa 
ra o Indian Point II, ê apresentado a seguir: 
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* Balanço de Massa 

Vazão de entrada, lb/s 

Vazão de saída, lb/s 

Erro na vazão, % 

90,312x10" 

90,310x10" 

0,0 

* Balanço de Energia 

Potência de entrada, Btu/s 

Potência adicionada, Btu/s 

Potência de saída, Btu/s 

Erro na potência, % 

4,882x10 

0,6806x10* 

5,534xl06 

-4,2% 

Acréscimo de Entalpia 

Acréscimo médio, Btu/lb 

Acréscimo máximo, Btu/lfc» 

72,2 

127,8 

* Acréscimo de Temperatura 

Acréscimo médio, °F 

Acréscimo máximo, °F 

54,0 

90,5 

* Condições no Canal Quente 

Canal quente, n9 

Entalpia de saída, Btu/lb 

Temperatura de saída, °F 

Entalpia máxima, Btu/lb 

Temperatura máxima, °F 

4 

668,4 

633,5 

672,6 

636,0 

* Condições na Vareta Quente 

Vareta quente, n9 
2 

Fluxó máximo de calor, Btu/h-ft 
Temperatura máxima na superficie da 
vareta, °F 
Temperatura máxima na superficie da 
pastilha, °F 

0,5659x10 

656,7 
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h g a p(modelo de Ross-Stoute) 1759 

h g a p 0-000 Btu/h-ft
2-°F) 1427 

Temperatura central máxima a 100% 
de potência, F 

h___ (modelo de Ross-Stoute) 4222 gap 

h g a p(1000 Btu/h-ft
2-°F) 4087 

Temperatura central máxima a a 112% 
de potência, F 

ng ap(modelo de Ross-Stoute) * 

íi (1000 Btu/h-ft2-°F 4442 gap 

Pressão interna,psia 62,6 

* DNBR Mínimo em Condições Normais 

Vareta, n9 3 

Canal, n9 4 

Local, ( Z / L ) 0,73 

MDNBR 2,00 

* Tempo de Cálculo 

Tempo de CPU por caso, min. 2,1 

Tempo total incluindo o cálculo de 
subfatores, min. 6,3 

Maiores detalhes acerca destes resultados podem ser 

encontrados no Apêndice. 

5-11.2 Coeficiente de Mistura Turbulenta 

A análise dos acréscimos de entalpia do feixe quente 

e da região correspondente ao restante do núcleo (subcanais 5 

e 6), em função do coeficiente de mistura turbulenta 8, indica 

que a condição definida pela Equação (5-33) ê satisfeita para 

* Não foi calculada devido a problemas de convergência no cál

culo da condutância do "gap" 
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8 = 0,002. Entretanto, a comparação entre os resultados calcu

lados pelo código PANTERA e dados de testes obtidos por Guer -

rieri et al.^^' em um feixe de 16 varetas, apresentada no ca

pitulo precedente, mostra que a utilização de um único valor do 

coeficiente de mistura turbulenta ê inadequada para prever pre 

cisamente as condições locais de escoamento. 

Enquanto a suposição de um único valor de B é adequa 

da para as regiões de escoamento monofásico, ela é somente uma 

aproximação para a determinação da mistura turbulenta de refri 

gerante entre os subcanais da região quente (subcanais 1 a 4), 

para os quais condições de ebulição subresfriada podem ser a-

tingidas. De acordo com os testes realizados por Castellana et 

a ^ (30) p a r a ^ f e i x e £ e 25 varetas, o coeficiente de mistura 

turbulenta aumenta proporcionalmente ao aumento do titulo sub-

resfriado. Portanto, ê de se esperar que ocorram valores dife

rentes de 8 para a região quente e outras regiões menos aqueci 

das do núcleo. 

Como o código permite somente o uso de um único valor 

de 8 para todos os subcanais do núcleo, as condições no canal 

quente do Indian Point II foram determinadas, como no restante 

do núcleo, para 8 = 0,002. 

O acréscimo de entalpia do canal quente depende sen

sivelmente da quantidade de mistura turbulenta com os subcana

is adjacentes. A Figura 5-8 mostra que o acréscimo de entalpia 

deste canal decresce com o aumento do coeficiente de mistura 

turbulenta. Por sua vez, a velocidade de massa na salda do ca 

nal quente ê pouco influenciada por variações no coeficiente 8. 

A Figura 5-9 mostra uma quase independência da velocidade de 

massa com o aumento do valor de 8. 

Os efeitos de 8 sobre o DNBR mínimo foram também ana 

Usados. A Figura 5-10 mostra que o MDNBR em torno da vareta 

quente aumenta cerca de 16% quando 8 varia de 0 a 0,004. Para 

valores de 8 acima deste intervalo, o MDNBR mantêm-se aproxima 

damente constante. 
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I 

0,004 

Figura 5-8 Acréscimo de entalpia do canal quente com função 
de 8 

Figura 5-9 Velocidade de massa de saîda do canal quente como 
função de 8 
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2.3 

1,7 . 

1 , S 0 0,004 0,008 0,012 0,016 0,02 

B 

Figura 5-10 MDNBR como função de 8 

5-11.3 Evoluções de Entalpia e Velocidade de Massa 

As figuras 5-11 e 5-12 mostram, respectivamente, as 

evoluções de entalpia e velocidade de massa para o núcleo, feî  

xe quente e para o canal quente. As curvas para o acréscimo de 

entalpia apresentam as mesmas tendências ao longo de toda a 

distância axial, exceto na extremidade superior do canal quen 

te, onde ocorre uma modificação no comportamento curva. A redu 

ção no acréscimo de entalpia resulta de uma recuperação de va 

zão pelo canal quente após o término da região com altos fluxos 

de calor. A ocorrência de nucleação de bolhas nesta região ê 

detetada nos cálculos pela presença de fração de vazio. 
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Figura 5-11 Distribuições de entalpia 

•^3,0 
•i» 

I 

* 

«a 

2,6 

2,4 

2,2 

1,0 

Feixe 
BÛeleo Quente 

/ 

Canal 
Quente 

0,2 0,4 -KV —T70 
(Z/L) 

Figura 5-12 Distribuições de velocidade de massa 
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A região para a qual ocorre a ebulição nucleada ê 

bem caracterizada na Figura 5-12 pela grande redução na vazão 

do canal quente. Esta figura fornece ainda uma outra conclusão 

importante: a velocidade de massa do canal quente, reduzida de 

5% na entrada do núcleo, em relação ã velocidade de massa mé

dia, é recuperada após percorrer cerca de apenas 15% da altura 

do núcleo. 

Os pequenos degraus de redução na velocidade de mas 

sa do canal quente são devidos â mistura transversal provocada 

pelas grades espaçadoras. 

5-11.4 Evoluções de Temperatura 

As evoluções da temperatura superficial da vareta 

mais quente e da temperatura do fluido que envolve esta vareta 

são mostradas na Figura 5-13. A curva da temperatura de satu 

ração correspondente ã pressão de operação está também incluí

da. 
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As distribuições axiais de temperatura apresentam um 

comportamento típico das curvas de temperatura de parede e do 

fluido para o escoamento mono e bifãsico. Quando a temperatura 

do fluido atinge o valor correspondente ao início da ebulição 

nucleada, a temperatura da superfície do revestimento mantém 

-se aproximadamente constante e igual â temperatura de satura 

ção mais o superaquecimento dada pela equação de Jens-Lottes. 

A temperatura do fluido envolvente permanece abaixo da tempera 

tura de saturação ao longo de todo o comprimento da vareta quen 

te. 

A Figura 5-14 mostra as evoluções axiais das tempera 

turas central e superficial do combustível, para a condutância 

da folga radial calculada pelo modelo de Ross-Stout e mantida 

constante e igual a 1000 Btu/h-ft - F, como indicada pelo FSAR. 

Figura 5-14 Evoluções axiais das temperaturas central e super 

ficial do combustível 
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As distribuições radiais de temperatura, correspon

dentes ao local axial da vareta quente com mais alto fluxo de 

calor, são mostradas na Figura 5-15, também para dois valores 

da condutância da folga radial. 

A análise das Figuras 5-14 e 5-15 indica que as cur 

vas das temperaturas axiais e radiais do combustível apresen 

tam o mesmo tipo de comportamento para ambos os modelos de cál 

culo da condutância da folga radial, embora as temperaturas 

calculadas através do modelo modificado de Ross-Stoute sejam 

ligeiramente maiores que aquelas obtidas com h g a o = 1000 Btu/h 

-ft2-°F.p perfil da temperatura superficial ê notadamentedepen 

dente do modelo escolhido para calcular a condutância do "gap". 

Figura 5-15 Evoluções radiais das temperaturas no ponto quente 
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Na Figura 5-16 são comparadas as formas da distribui 

ção axial de fluxo de calor da vareta quente e da respectiva 

distribuição de fluxo de calor DNB calculada com a correla

ção W-3. Esta figura apresenta também, em outra escala, a ra 

zão destes dois fluxos, ou seja, a razão DNB ou DNBR. Verifi

ca-se que o menor DNBR ocorre na segunda metade do comprimento 

da vareta e um pouco além do local onde o fluxo de calor ê má 

ximo. 

(Z/L) 

Figura 5-16. Distribuições axiais de fluxo de calor, fluxo de 

calor DNB e DNBR da vareta quente. 



229 

5-11.5 Avaliação dos Fatores de Canal Quente 

1) .Fator de Canal Quente para o Fluxo de Calor 

0 fator de canal quente para o fluxo de calor pode ser 

calculado por: 

q" 
F - m a X (5-43) 

q q" .a 

Havg 

onde 

ôrnax : fluxo de calor no ponto quente, 
q" : fluxo médio de calor no núcleo, ^avg 

a : fração da potência gerada no combustível. 

A partir dos dados apresentados no Apêndice, têm-se: 

q« „ " 0,5659 x IO 6 Btu/h-ft2, 

qavg = ° / 1 8 0 3 x 1 0 6 Btu/h-ft2, 

o = 0,974. 

Portanto, 

F g = 3,23 

que ê justamente o valor de projeto. 

2) Fator de Canal Quente para o Aumento da Entalpia 

O fator de canal quente para o aumento de entalpia ê dado por: 

onde 

AH 
= —rçax (5-44) 

FAH m < 5 

avg 

AH : acréscimo de entalpia do canal quente, max 
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AH : acréscimo de entalpia do núcleo, avg c 

A partir dos resultados de cálculo, têm-se: 

AH = 127,79 Btu/lb, max ' ' 

Então, 

AH = 72,18 Btu/lb. avg 

FAH = 

3) Fator de Engenharia para o Aumento de Entalpia 

O fator de engenharia para o aumento da entalpia po

de ser expresso como: 

F A H = — < 5 ~ 4 5 > 
_N 
AH 

N 
onde o fator nuclear F.^ pode ser recalculado a partir da po-
«, An 

tência nuclear integrada das quatro varetas que delimitam o ca 
nal quente. Usando a definição dos fatores f^ e f Q, pode-se e£ 
crever: 

P L • V ! ? ' (5"46' 

A partir da Tabela 5-5, obtém-se: 

e, portanto, 

*AH = 1 , 0 1 2 
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4) Subfatores de Engenharia para o Aumento de 

Entalpia 

O fator de engenharia pode ser expresso em termos 

de seus subfatores: 

FAH " • F M • FLP • F R < 5" 4 7' 

onde o subf ator estatístico F ^ a t = 1,08. 
AH 

O subfator de mistura F M pode ser avaliado eliminan

do a mistura lateral entre os subcanais. A mistura turbulenta 

é eliminada com o coeficiente de mistura turbulenta 8 - 0 . Cal 

culos realizados para feixes têm mostrado que os subcanais se 

comportam como lateralmente fechados â mistura transversal de 
8 

desvio para a resistência transversal K > 10 . 

O subfator F M é calculado pors 

AH (com mistura) 
F M = m a x (5-48) 

AH_ (sem mistura) 
max 

onde os acréscimos de entalpia são tomados no local de menor 

DNBR. 

A partir dos resultados calculados, 

110,75 Btu/lb 
F M = = 0,884. 

M 125,29 Btu/lb 

O subfator de "plenum" inferior F L p e calculado a par 

tir dos acréscimos de entalpia do canal quente com e sem a re

dução de 5% na vazão de entrada do feixe quente. Então, 

AH„,„ (com redução) 
F L p - L_. (5-49) 

AH (sem redução) max 5 
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Os resultados calculados indicam que 

F = ^ 2 7 r 7 9 Btu/lb . l y 0 Q 3 > 

L 127,38 Btu/lb 

O subfator de redistribuição de vazão F R pode ser cal 

culado pela expressão: 

F E 

F R =
 AÍÍ . (5-50) 
F s t a t F F 
AH **M'*LP 

utilizando os resultados anteriores,obtêm-se: 

F R = 1,057. 

5-11.6 Comparação com os Dados de Projeto 

Uma comparação final entre os resultados calculados 

pelo código PANTERA, utilizando o método de cálculo termo-hi 

dráulico descrito, e os dados de projeto apresentados pelo FSAR 

do Indian Point IÍ, pode ser feita á partir da tabela abaixo: 

PANTERA FSAR 

Acréscimo médio de temperatura do núcleo, F 

Temperatura na saída do canal quente, °F 

Temperatura.central máxima a 100% de potência,°F 

modelo de Ross-Stoute 

h 
gap 

=1000 Btu/h-ft2-°F 

Temperatura central máxima a 112% de potência, F 

modelo de Ross-Stoute 

h 
gap 

• 1000 Btu/h-ft2-°F 

54,0 

633,5 

4222 

4080 

4432 

Temperatura máxima na superfície do revestimento, F 657 

MDNBR sob condições nominais 2,00 

55,5 

633,5 

4090 

4090 

4380 

4380 

657 

2,00 
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PANTERA FSAR 

Pressão interna máxima das varetas, psia 63 50 

Fator de engenharia para o aumento de entalpia,F^H 1,012 1,01 

Subfator de. mistura, F M 0,884 0,90 

Subfator de "plenum" inferior, F ^ 1,003 1,01 

Subfator de redistribuição de vazão, F^ 1,057 1,03 

Tabela 5-6 Resultados calculados pelo PANTERA e dados de 

projeto. 

5-12 CONCLUSÃO 

0 método direto, desenvolvido para a análise termo-

hidrãulico do núcleo de um reator a água pressurizada, usando 

o código PANTERA, fornece resultados satisfatórios em compara 

ção com os dados de projeto do núcleo do reator Indian Point II, 

que ê um PWR típico. O método descrito apresenta duas vantagens 

em relação aos métodos que analisam o núcleo em diversos está

gios de cálculo: (1) o procedimento ê simples e não apresenta 

problemas de contorno, uma vez que o núcleo e a região do canal 

quente são tratados simultaneamente, e (2), baixo tempo compu

tacional e área de memória. Portanto, o método direto ê um pro 

cedimento atraente para a obtenção de resultados termo-hidráu

licos médios do núcleo e condições no canal quente. 
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6 - CONCLUSÜES 

A importância do código PANTERA, na análise termo-hi_ 

dráulica do núcleo de reatores a água pressurizada, deve-se ã 

confiabilidade dos resultados obtidos, bem como da capacidade 

de avaliação simultânea dos parâmetros que descrevem o compor

tamento do fluido refrigerante e das varetas combustíveis no 

núcleo do reator, em condições estacionarias ou transitórias.A 

dicionalmente, o programa requer um tempo de processamento bas_ 

tante reduzido, quando os cálculos termo-hidrãulicos do núcleo 

são realizados através do método direto. 

O programa PANTERA resultou da incorporação ao códi

go COBRA-IIIC de um novo modelo térmico para as varetas combus 

tlveis, em substituição ao modelo simplificado previamente exis 

tente. No desenvolvimento desta nova versão, o método de solu

ção das equações de conservação do fluido do COBRA-IIIC foi pre 

servado. Na derivação das equações de transferência de calor 

nas varetas cilíndricas utilizou-se a técnica dos parâmetros a 

grupados, aplicada a um número finito de zonas radiais concên

tricas no combustível e revestimento. As conduções axiais e 

circunferenciais não foram consideradas. 0 novo programa con

tém opções para selecionar os modelos de cálculo do coeficien 

te de transferência de calor entre a superfície do revestimen

to e o fluido, sob condições de escoamento mono e bifásico.Duas 

opções para calcular a condutância da folga radial ou "gap"com 

bustível-revestimento são disponíveis. As deformações do com -

bustível e revestimento devidas ãs expansões térmicas e fenôme 

nos de irradiação foram consideradas. Não existem limitações 

quanto ao tipo de combustível e revestimento, uma vez que suas 

propriedades podem ser calculadas, como função da temperatura, 

por correlações apropriadas ou através de dados tabulares. O 

Programa PANTERA, além de conter toda a capacidade de cálculo 

das distribuições de entalpia, vazão de massa, temperatura das 

varetas combustíveis e DNBR do COBRA-IIIC, em condições estaci 

onárias ou transitórias, fornece ainda resultados de geração e 

liberação de gases de fissão e pressão interna das varetas pa-
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ra períodos longos de irradiação. Os modelos empíricos utiliza 

dos no desenvolvimento do programa foram selecionados entre a 

queles sugeridos pelas bibliografias específicas. Contudo,novos 

modelos, resultantes de maiores avanços tecnológicos, podem ser 

facilmente incorporados. 

Os efeitos dos parâmetros empíricos, introduzidos nas 

equações de conservação do fluido, sobre as distribuições de en 

talpia e vazão de massa foram investigados a partir de análises 

por subcanais aplicadas a feixe de varetas simulando condições 

típicas de reatores. Tais análises permitiram estabelecer os in 

tervalos de maiores influências desses parâmetros, bem como es

tabelecer os valores adequados a serem utilizados em cálculos 

termo-hidrãulicos de núcleos de PWR*s. 

A concordância entre resultados calculados por PANTE

RA e dados experimentais disponíveis na literatura para feixes 

de varetas comprova a validade do programa para a avaliação das 

distribuições de entalpia ou temperatura, vazão de massa ou ve 

locidadé de escoamento e DNBR nos subcanais do núcleo do reator, 

em condições estacionarias. Comparações entre resultados calcu

lados utilizando o modelo de condução térmica desenvolvido nes

te trabalho e aqueles calculados pelo código GAPCON-THERMAL-2 , 

para uma mesma vareta combustível de um reator a água pressuri_ 

zada, mostraram previsões praticamente idênticas para ambos os 

programas, embora o código PANTERA tenha apresentado tendências 

mais conservativas na avaliação das temperaturas e pressão in 

terna dos gases de fissão da vareta combustível. 

O modelo transitório do programa PANTERA não foi in 

vestigado porque estava além do objetivo deste trabalho,que era 

a sua utilização para a análise termo-hidrãulica estacionária do 

núcleo de reatores a água pressurizada. Além do mais, a indispo 

nibilidade de dados experimentais, em condições transitórias, 

para feixes de varetas e varetas combustíveis levaram â não rea 

lização de cálculos nestas condições. Sugere-se, no entanto,que 

o programa seja aperfeiçoado e analisado quanto ã sua aplicação 
à transitórios moderados e rápidos. 
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Finalmente, utilizou-se o código PANTERA para a aná

lise termo-hidráulica estacionaria do núcleo do reator Indian 

Point, Unidade n 9 2 , sob condições no início da vida (BOL). Pa 

ra esse estudo, usou-se o método direto de cálculo. O código 

PANTERA, através do procedimento direto, fornece resultados sa 

tisfatõrios para as condições médias do núcleo e condições no 

canal quente, quando comparados com os dados de projeto do nú

cleo do reator. Por sua simplicidade e baixo tempo computacio

nal, o método direto é preferível aos métodos que analisam o 

núcleo em diversos estágios de cálculos. Portanto, para a aná

lise termo-hidráulica do núcleo de reatores a água pressuriza

da, sugere-se utilizar o procedimento descrito, acrescido dos 

recentes aperfeiçoamentos nele introduzidos e cuja disponibili 

dade ê posterior ã conclusão deste trabalho. 
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HEAT Fl X/L 
0 . 0 
0 .004 
0 .005 
0 .040 
O.OSO 
0 .120 
O . ISO 
0 . 2 0 0 
0 .240 
0 .2K0 
0 .320 
0 .360 
0.4'JO 

. 0.<><tO 
O . * 9 0 
0 . 5 2 0 
0 .560 
0 . 6 0 0 
0 . 6 2 0 
0 .640 
0 . 6 S 0 
0 . 7 2 0 
0 . 7 6 0 
0 .800 
0 .840 
0 .880 
0 .920 
0 .960 
0 . 9 6 6 
1 .000 

[ 0ISTO.8UTION RELATIVE FLUX 
0 .0 
0 .0 
0 .0C3 
0 .026 
0 .033 
O.Lí>9 
0 . 2 9 3 
0 .419 
0.573 
0 .741 
0 .915 
1.090 
1 .Z59 
1.416 
1.552 
1.663 
1.743 
1.7*5 
1.790 
l.Tfi 
1.739 
1.645 
1.502 
1.30« 
1.064 
0 .774 
0 .439 
0 .065 
0 .0 
0 .0 



SUBCHANNEL INPUT D A T A . 
CHANNEL 

N O . 

1 
2 
3 
4 
5 
6 

TYPE AREA NETTED HEATED 
I S O - I N ) P E R I M . PEHIM. 

I I N ) ( I N ) 
0 .166100 1.374000 0 . " ° 4 3 0 0 
0 .166100 1.374000 0 .994300 
0 .166100 1.374000 0 .994300 
0 .177100 1 .325999 1 .325S99 

38 .5"9991296 .899902266 .099854 
! * • * < « * * * * * * * * * * * * * * * * * * * * * * * * * 

SPACER DATA 
SPACES TYPE N O . 
LOCATION I X / L ) 

HYÜRAULIC 
DIAMETER 

( I N ) 
0 .403552 
0 .4U3552 
0 .403552 
0 .534238 
0 .520040 
0 .515556 

(ADJACENT CHANNEL N O . . S P A C I N G , CENTROIO DISTANCE) 

2 . 0 . 1 4 1 , 0 . 0 
4 , 0 . 1 4 1 , 0 . 0 
4 , 0 . 1 4 1 , 0 . 0 
5 , 0 . 2 8 2 , 0 . 0 
6 , 8 . 5 4 4 , 0 . 0 
0 , 0 . 0 , 0 . 0 

)( 
)( 
)( 
)( 
)( 
)( 

3 , 0 . 1 1 1 , 0 . 0 
5 , 0 . 2 5 1 , 0 . 0 
5 , 0 . 2 5 1 , 0 . 0 
0 ( 0 . 0 t O . O 
0 . 0 . 0 , 0 . 0 
0 , 0 . 0 , 0 . 0 

1 2 2 2 2 2 2 2 1 
0 .010 0 .124 0 . 2 4 8 0 . 3 7 1 0 .484 0 . 5 9 7 0 . 7 2 7 0 .865 0 . 9 9 9 

)( 
)( 
)( 
)( 
) ( 
)( 

5 , 0 . 2 5 1 , 0 . 0 
O i O . O , 0 . 0 
0 , 0 . 0 
0 , 0 . 0 
0 , 0 . 0 
0 , 0 . 0 

, 0 . 0 
, 0 . 0 
, 0 . 0 
, 0 . 0 

)( 
)( 
)(' 
)( 
)( )l 

0,0.0 
0,0.0 
0,0.0 
0,0.0 
0,0.0 
0,0.0 

,0.0 
,0.0 
,0.0 
,0.0 
,0.0 
,0.0 

S P A C E « TYPE 1 
CHANNEL DRAG CHANNEL DRAG CHANNEL DRAG CHANNEL DRAG 

N O . . COEFF. N O . COEFF. N O . COEFF. N O . COEFF. 
1 4 . 6 5 0 2 4 . 6 5 0 3 4 . 6 5 0 4 4 . 6 5 0 
5 4 . 6 5 0 .6 4 . 6 5 0 

SPACER TYPE 2 
CHANNEL CJRAG CHANNEL DRAG CHANNEL DRAG CHANNEL DkAJ 
hü. CC'.fP. N U . COEFF • N O . COEFF. N U . COEFF. 

1 1.570 2 . 1 .570 3 1 .570 4 1.570 
5 1.570 6 1 .570 

ROD INPUT DATA 
ROD DIA RADIAL POWER FRACTION OF POWER TO ADJACENT CHANNELS (AO J, . CHANNEL NO. ) 
NO. U N . ) FACTOR 

1 0 . 4 2 2 0 I . 3 3 4 0 Ô . 25001 1) o.7roo( 5) O . J ( 0 ) 

0.0 
( 0) 0.0 ( 0) 0.0 « 0) 2 0 .4220 1 .3520 0.25001 1) 0 . 2 5 0 0 « 2) 0 . 5 0 0 0 ( - ) 0 . 0 ( 0) 0.0 

( 01 0.0 0) 3 0 . 4 2 2 0 1.301.0 0 . 1 P 7 9 » 1) 

0.1*79, 
2) 0 . 1 8 7 9 ( 3 ) 0 .26211 4 ) 0 . 0 ( 0 ) 

0.0 
< 0) 4 0 . 4 2 2 0 

1.AJ9 il 
0 . 2 5 O O ( 2) 0 . i ' » 3 j ( 4 ) 0 .50001 5 ) 0 . 0 ( 0 ) 0 . 0 ( 0 ) 0 . 0 ( 0 ) 

5 0 . 4 2 2 0 • I . 3 3 6 0 O . 2 5 0 O ( 3 ) 0 .7500C 5 ) 0 . 0 ( 0 ) 0 . 0 ( 0 » 0 .0 ( 0 ) 

0.0 
( 0 ) 

6 0 . 4 2 2 0 1 .3480 0.25001 3) 0 . 3 5 0 9 ( 41 0 . 5 0 0 0 ( 5 ) 0 . 0 < 01 0 .0 ( 0 ) 

0.0 
( 0 ) 

7 0 . 4 2 2 0 1 .3060 0 . 3 6 2 2 ( 4 ) 0 . 7 * 0 0 ( 5) 0 . 0 ( 0 ) 0 . 0 ( 0 ) 0 .0 ( 0 ) 0 . 0 { 0 ) 
9 0 . 4 2 2 0 1 .2830 1 9 7 . 0 0 0 0 ( 5) 0 . 0 ( 0 ) 0 . 0 ( 0 ) 0 . 0 ( 0 ) 0 . 0 ( 0 ) 0 . 0 ( 0 ) 
9 0 . 4 2 2 0 0 . 9 9 3 9 9639.00001 6) 0 . 0 ( 0 ) 0 . 0 ( 0 ) 0 . 0 ( 0 ) 0 . 0 ( 0 ) 0 . 0 ( 0 ) 



PROPERTIES FOR ROD MATERIAL 

FUEL ANO CLAO PARAMETERS 

FUEL I N I C I A L VALUES 
PELLET DIAMETER 0 . 7 6 6 9 
RESTRUCTURED DIAMETER 0 .0 
LENGT'I OF F 'J( - :L COLUMN 144 .00 
CENTRAL V O I D DIAMETER 0 . 0 
CENTRAL VOID Lt'.NGTH 0 . 0 
RADIUS ! 1 F PCLLET OISH 0 . 0 
DISH ' VHLUMf. FRACTION 0 .0 
SU'tFACF ROUGHESS 0 . 3 9 4 0 S - 0 4 
THEORETICAL DENSITY FRACTION 0 .9400 
RESTRUCTURED DENSITY FRACTION 0 .9400 
THrlRKAL C O N D U U V I T Y • 1.760 
S P E C I F I C HEAT 0 .0799 
DENSITY 643 .00 
MELT TEMPERATURE 5054 .00 
P L A S T I C I T Y TEMPERATURE 2 1 9 2 . 0 0 

INCHES 
INCHES 
INCHES 
INCHES ' 
INCHES 
INCHES 

1I4CHES 

B T U / H R - F T - F 
0 T U / L 8 - F 
L 8 / F T 3 
r.EG-F 
Dt:c-F 

CLAO I N I C I A L VALUES 
THICKNESS 
SURFACE ROUGNESS 
THERMAL CONDUTIVITY 
SPF.C1FIC HEAT 
DENSITY 
GAP CONDUTANCE 

0 .02430 INC'IES 
0 .1970E-04 INCHES 

9 .360 h T U / H R - F T - F 
0 .1200 3 T U / L 9 - F 
4 9 4 . 4 0 L B / F T 3 

'1000.00 B T U / H R - F T 2 - F 

FUEL CALCULATION PARAMETERS 
FRACTION OF HEAT GENERATED I N FUEL 0 . 9 7 4 0 
TIME AT POWER 0 . 0 DAYS 
AVERAGE PO*ER 5 .69 KW/FT 
AVERAGE BURNJP 0 . 0 MWD/HTN 
RADIAL ALLOWABLE ITERATIONS 35 
TEMPERATURE CONVERGENCE FACTOR 0 . 1 0 0 E - 0 1 



FUEL COMPOSITION 
HEIGHT FRACTION U02 1.0000 

W c I G f T FRACTION U-235 0 .0220 
WEIGHT FRACTION U-233 0 . ° 7 8 0 

WEIGHT FRACTION PU">2 0 .0 
WE1G.IT F*ACTION PU-239 0 .0 
WEIGHT FRACTION PU-240 0 .0 
WEIGHT FRACTION PO-241 0 .0 

GAP CONOUTANCE CALCULATION PARAMETERS 
F I L L GAS PRESSURE 
PLENUM VOLUME 
SORoED GAS CONTENT 
FRACTION OF SORBED GAS 

CU A'lD CO 2 
HYDROGEN 
NITROGEN 

F I L L GAS O M O O S I T I O N 
MOLE FRACTION HELIUM 
MOLE FRACTION ARGON 
MOLE FRACTION HYDROGEN 
HOLE FRACTION NITROGEN 
MOLE FRACTION KRYPTON 
MOLE FRACTION XENON 

14.700 P S I 
0 .4JO I N 3 

0 .0 I N 3 / L B 

0 .0 
0 .0 
0 .0 

0 .0 
0 .0 
0 .0 
1.0000 
0 .0 
0 .0 

.FUEL PROPERTY TA.1LE 
TEMP. THERMAL CONDUCTIVITY 

I n r u / H R - F T - F ) ( F | 

392 .0 
5 7 2 . 0 
9 3 2 . 0 

1112 .0 
1 4 7 2 . 0 
1332 .0 
2 7 3 2 . 0 
3 6 3 7 . 0 
4 5 3 2 . 0 
5 0 7 2 . 0 

U N S I N . 
2 . 4 4 7 
2 .276 
1 .935 
1 . 8 1 7 
1 .737 

. 1 .707 
1 .817 
1.935 
2 .162 
2 .276 

S I N . 
2 . 4 4 7 
2 .276 
1.935 
1.817 
1.707 
1.707 
1.817 
1.935 
2 .162 
2 .276 

S P E C I F I C 
IRTU/LR 

U N S I N . 
O.OPO 
0 .080 
0 .080 
0 . 0 8 0 
0 .080 
0 .080 
0 .040 
0 .080 
0 .060 
0 .080 

HEAT 
F ) 
S I N . 

0 . 0 8 0 
0 . 0 8 0 
0 . 0 8 0 
o . o a o 
0 .080 
0 . 0 3 0 
0 . 0 3 0 
0 .080 
0 . 0 3 0 
0 . 0 7 0 

DENSITY 
( L B / F T 3 

U N S I N . 
6 4 3 . 0 
6 4 3 . 0 
6 4 3 . 0 
6 4 3 . 0 
6 4 3 . 0 
643 .0 
643 .0 
6 4 3 . 0 
643 .0 
6 4 3 . 0 

I 
S I N . 

643 .0 
6 4 3 . 0 
6 4 3 . 0 
643 .0 
6 4 3 . 0 
6 4 3 . 0 
643 .0 
6 4 3 . 0 
643 .0 
643 .0 



FLUX R ) E T H E S S L L » I . F A C R U * S 
R/RFHEL FACT.iR 

0 . 0 0 .9471 
0 . 1 0 0 0 .9677 
0 . 2 0 0 0 .969T 
0 . 3 0 0 0 .9729 
0 . 4 0 0 0 ."775 
0. K -00 0 . 9 3 3 4 
0 . 6 0 0 0 . 9 9 0 7 
0 . 7 0 0 0 . 9 9 9 ? 
0 . 9 0 0 1.0092 
0 . 0 0 0 1.0205 
1 .000 1.0333 

POWE3 HISTORY 
DAYS POWER (XW/FTÍ 

0 .0 5 . 6 O 0 

CALCULATION PARAMETERS 
CRJSSFLOW R E S I S T A N C E , K I J 
MOMENTJM TJR'iULENT FACTOR 
PARAMETER, ( S / L I 
CHANNEL LEM5TH 
CHANNEL ORIFNTATION 
NUMBER OF AXIAL NODES 
N'JOE L£NGTH 
NUMBER OF TIME STEPS . 
TOTAL TRANSIENT TIME 
TIME STFP 

ALLOWABLE ITERATIONS 
. FLOW CONVERGENCE FACTOR . 

1 .000 
0 . 0 

0 . 2 5 0 
149 .70 INCHES 

0 .0 DEGREES 
30 

4 . 9 © o INCHES 
0 

0 . 0 SECONDS 
0 . 0 SECONDS 

30 
10000E-01 

MIXING CORRELATIONS 
SJBCOOLEO MIXING, BETA - 0 .0020 
B O I L I N G HI X I N G , BETA IS ASSUMMEU SAME AS S U 3 C 0 0 L E D 

OPERATING CONDITIONS 
SYSTEM PRESSORS 
INLET TNTMALPY 
A V G . MASS VtLOCITY 
INLET JEMPERATURE 
A V > . HTAT FLUX 

UNIFORM INLET TEMPERATURE 

2 2 5 0 . 0 P S I A 
5 4 0 . 6 B T U / L S 
2 . 4 7 3 MILLION L B / I H R - S O F T I 
5 4 3 . 0 OfGKEES F 

0 .180325 MILLION B T U / I HR-SClFT ) 

I N D I V I D U A L SJiCHANNEL FLOWS SPECIFIED 



CHANNEL EXIT SUMMARY RESULTS 
CASE 1 INDIAN POINT I I • CONDICUES NOMIMAIS * N:TO00 C l i E T O • 

MASS '3 A LANCE 
MASS FLOW INLET 
MASS FLOW OUTLET 

. MASS FL1W ERR 3 » 
ENERGY BALANCF 

FLOW TNERGY INLET 
FLOW ENERGY UJTLET 
ENERGY ADDED 
ENERGY ERROR 

0.90312i: 04 LP./SEC 
0 .90310E 04 L H / S E C 
- .195311: CO L S / S E C 

0.41B23E 07 BT'J/S^C 
0 . 4 M 4 0 E 07 BTJ/SEC 
0 .6b062E 06 BTU/SüC 
- . 2 Ö 8 S 0 E 05 BTU/SEC 

CHANNEL ENTHALPY TEMPERATURE DENSITY EJUIL VOIO FL!W MASS FLUX 
( N O . ) IB TU/ LB) O E G - P ) ( L B / F T J ) 0UAL1TY Fit ACTION ( L B / S E C ) ( M L B / ' t R - F T 2 ) 

1 
2 
3 
4 
5 
6 

6 2 8 . 3 5 
6 3 3 . 1 2 
6 3 3 . 0 8 
6 6 8 . 3 9 
6 3 2 . 9 7 
6 1 2 . 3 6 

6 0 7 . 7 0 
6 1 0 . 8 8 
6 1 0 . U 5 
6 3 3 . 5 1 
6 1 0 . 7 3 
5 9 6 . 6 7 

4 1 . 6 6 
4 1 . 3 3 
4 1 . 3 8 
3 9 . 2 3 
4 1 . 3 9 
4 2 . 5 9 

0 . 0 
0 . 0 
0 . 0 
0 . 0 
0 . 0 
0 . 0 

0 . 0 
0 . 0 
0 . 0 
0 . 0 
0 . 0 
0 . 0 

o . r a i 4 
0 . 7 7 Í 7 
0 .7787 
0 .8196 

181.9602 
8845 .8906 

2-4383 
2 .4304 
2 .4305 
2 .3991 
2 . 4 4 3 7 
2 . 4 7 0 7 
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CHANNEL RESULTS 

CASE I INDIAN POINT II » CONDIÇÕES NOMINAIS * METODO DIRETO * 
DATE 

TIME 0.0 SECONDS ( 0.0 DAYS > DATA FOR CHANNEL 4 

DISTANCE 
(IN.I 
0 . 0 
5 . 0 

1 0 . 0 
15 .0 
2 0 . 0 
2 4 . 9 
2 9 . 9 
3 4 . 9 
3 9 . 9 
4 4 . 9 
4 9 . 9 

. 5 4 . 9 
5 9 . 9 
6 4 . 9 
6 9 . 9 
7 4 . 8 
7 9 . 8 
8 4 . « 
9 9 . 3 
9 4 . 8 
9 9 . 8 

104.8 
109.8 
114.9 
119.9 
124 .7 
129 .7 
134 .7 
139 .7 
144 .7 
149 .7 

DELTA-" 
(PSI) 
3 1 . 1 9 
26 .17 
2 5 .83 
2 5 . 5 4 
23 .55 
23 .26 
2 2 . 9 9 
22 .7? 
20 .72 
2 0 . 4 5 
20. l b 
19 .91 
1 7 . 8 8 
1 7 . 6 1 
1 7 . 3 3 
l i . 2 7 
14 . "O 
1 4 . 7 1 
12 .6 » 
12 .32 
12 .04 
11 .76 

9 .62 
9 .35 
9 .07 
8 .79 
6 .63 
6 .37 
6 .10 
5.84 

i ; : 0 i 0 

• r t í o 

ENTHALPY 
( 3 r U / L 3 ) 

5 4 0 . 6 0 
540 .6 .» 
5 4 0 . 9 7 
541 .63 
5 4 2 . 6 9 
544.24 
546 .35 
549.OS 
552 .49 
556 .60 
561.3"» 
5f.6.06 
573 .00 
579 .78 
5*7.06 
594 .73 
6 0 2 . 9 1 
611 .24 
6 1 9 . 6 9 
678 .11 
6 3 6 . 2 9 
6 4 4 . 0 9 
651 .35 
653 .30 
6 6 J . 8 1 
667 .96 
670 .73 
6 7 2 . 5 6 
6 7 0 . 8 2 
669 .62 
6 6 9 . 3 9 

TEMPERATURE 
( O c G - F I 

5 4 3 . 0 0 
543 .02 
5 4 3 . 3 0 
543 .82 
544 .66 
545 .39 
547 .56 
5*9 .70 
552 .35 
555 .54 
559 .22 
5Í.3.39 
5 b 8 . 0 2 

. 573 .10 
578 .48 
5 6 4 . 1 3 
5 ° 0 . 0 1 
595 .89 
601 .79 
6 0 7 . 5 3 
6 1 3 . 0 0 
6 1 8 . 1 5 
6 2 2 . 8 4 ' 
627 .25 
6 30.70 
6 3 3 . 2 5 
634Í92 
¿ 3 6 . 0 4 . 

'634193 
634 ;.'25 

' 1 633Í51 
IR..: V • : '•*). 

OENSITY 
( L'i / C U - f T ) 

4 6 . 4 3 
4 6 . 4 2 
4 6 . 4 1 
4 6 . 3 7 
46 .32 
46 .24 
4 6 . 13 
4 5 . 9 9 
4 5 . 8 1 
4 5 . 6 0 
4 5 . 3 6 -
4 5 . 0 7 
4 4 . 7 4 
4 4 . 3 3 , 
4 4 . 0 0 
4 3 . 5 6 
4 3 . 1 2 
4 2 . 6 5 
4 2 . 1 6 
4 1 . 6 7 
4 1 . 1 9 
4 0 . 7 2 
2 ,6 .8« 
3 6 . 6 9 
36Ï63 
3 6 . 3 3 " 

'37,'06 ' 
' 3 8 , 9 6 
"•*3* ̂ 07 ' 
'34;'i5. 

EQUIL 
QUALITY 
0 . 0 
0 . 0 
0 . 0 
0 .0 
0 .0 
0 .0 
0 . 0 
0 .0 
Ö . 0 
0 . 0 
0 . 0 
0 .0 
0 .0 
0 .0 
0 .0 
0 .0 
0 . 0 

6.0 
0 . 0 
0 . 0 
0 .0 
0 . 0 
0 .0 
0 .0 
0 . 0 

o.o 
0 . 0 
0 .0 
0 . 0 
0 . 
0 . 

VOID 
FKA:TION 

0 . 0 
0.0 . 
0 . 0 
0 . 0 
0 . 0 
0 .0 
0 .0 
1.0 
0.0 
0 . 0 
0 .0 
0 .0 
0 . 0 
3 .0 
0 .0 
0 . 0 
0 . 0 
0 . 0 
0 . 0 
0 . 0 
0 .0 
0.0 
0 . 0 0 6 
0 .013 
0.013" , , 

-É-00,>-.» 

B.ooo' 
0 . 0 

. 0 . 0 
' S O , , , 
•o.ó. 

FLOW 
(L /SEC» 
0 .3025 
0 .3176 
J .8292 
0 .8379 
0 .8421 
0 .Ü475 
0 .A489 
0 . 8 4 9 7 
3 .6460 
0 .8430 
U . 8480 
0 . b 4 S 4 
0 .^427 
0.34->8 
0 .3447 
0 .3JS2 
0 . Ü 3 8 1 . 
0 .8372 
0 .?311 
0 .3296 
0 .Ò232 
0 .9254 
0 .7733 
0 .7862 
0 .7968 

o.aodi 
0 .8028 

.9452 
:î 1)431 
0 .8474 

MASS FLUX 
(MLB/HR-FT2I 

2.3492 
- 2 .3931 

2 .4272 
2 . 4 5 2 6 
2 .4651 
2 .4308 
7 .4349 
2 .4871 
2.-»765 
2 .4822 
2 .4823 
2 .4334 
2 .4667 
2.-.701 
7 .4725 
2 .4535 
2 .4531 
2 .4506 
2 .4327 
7 .4284 
2 .4242 
2 .4161 
2 . 2 7 8 1 
2 .3014 

' 2 .3325 
- - 2 , 3 6 5 4 
. , 2 . 3 4 9 8 
, - 2 , 4 7 4 0 
J . 2 , 4 8 2 4 

I .«̂ 9**9? • 
,Vt?.399.i 
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CASE INDIAN POINT II * CONOICOES NOMINÁIS * METOOO DKETO • 

TIME 0.0 SECONDS I 0.0 PAYS I 

M-3 CRITICAL HEAT FLUX SUMMARY 
DISTANCE 

0.0 
5.0 
10.0 
15.0 
20.0 
24.9 
29.9 
34.9 
39.9 
44.9 
49.9 
54.9 

, 59.9 
-, 64.9 
, 6".9 
„• 74.8 

79.8 
* 84.8 

89.9 
94.8 
9 0 . 8 
104.0 
109.8 
114.8 
119.8 
124.7 
12°.7 
134.7 
139.7 
144.7 
149.7 

FLUX 
0.0 
0.0 
0.0 
0.0 . 
0.0 
0.0 
0.0 
, 0.174 
.0.2 17 
:o.?62 
- 0.309 
v 0.5 54 
0.199 
.0.440 
0.473 

i-0.510 
'0.536 
-"TD.5,54 
0.465 
0.'66 
0.556 
0.536 
. 0.506 
,0.4 65 
0.414 
0.3 tO 
0.276 
0.192 
0.100 
0.009 
0.0 

MDN9R ROD CHANNEL 
0.0 0 0 
0.0 0 0 
0.0 0 0 
0.0 0 0 , 
0.0 0 0 
0.0 0 0 
0.0 0 0 
8.830 3 2 
7.054 3 2 
5.770 3 2 
4.337 3 2 _) 

4. 149 3 2 
3.653 3 2 
3.250 3 2 . \ i 

2 . 0 3 3 3 2 0 

2.715 3 2 • 
2.523 3 2 * 

2.379 3 2 
2.291 3 2 
2.226 3 2 
2.140 , 3 4 
2.079 3 4 
2 . 0 0 9 3 ;•. 4 
2.036 3 ¡',-4 
2.145 3 •J*> 

2.358 3 • 4 
2.717 3 "4 
3.445 3 ;*-4 
5.054 3 ';'4 
9.573 • 3 l ' > 
0.0 0 0 

p . . r-

O 0 
1- • -1 {r-

'. ' ? ñ O 

C-! K' D . H- -1 1 

* a ' ¡-*. - :f-í 
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