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RESUMO
Um Regenerador Magnético Ativo (RMA) ideal operando segundo
o ciclo termo-magnético de Brayton realiza quatro processos fun-
damentais. Dois destes envolvem a variação do campo magnético
aplicado no regenerador em condições adiabáticas, a fim de promo-
ver a manifestação do efeito magnetocalórico (EMC) na matriz de
sólido refrigerante. Os outros dois ocorrem com o campo magnético
fixo e envolvem o escoamento e a transferência de calor entre a ma-
triz e o fluido de trabalho responsável por realizar as transferências
de calor para os reservatórios térmicos. Na prática, os protótipos
de RMAs desenvolvidos até então realizam simultaneamente as eta-
pas de variação magnética e de escoamento devido às limitações na
concepção dos circuitos magnéticos e hidráulicos. Portanto, a sin-
cronização entre os perfis temporais de escoamento e de variação de
campo magnético apresenta um papel importante na operação do
sistema. Nesta perspectiva, a presente dissertação busca contribuir
para a metodologia utilizada no estudo da sincronização escoamento-
campo magnético através da aplicação de técnicas experimentais e
numéricas. Para tanto, um aparato de avaliação de RMAs foi adap-
tado a fim de permitir a redução do período de escoamento do ciclo,
alterando dessa forma o perfil temporal de fluxo de massa. A aborda-
gem numérica foi viabilizada pela validação de um modelo matemá-
tico baseado na solução das equações de conservação do problema
através do Método de Volumes Finitos. Os resultados obtidos mos-
traram que a redução dos períodos de escoamento é uma alternativa
viável para a melhoria da performance do RMA. Por exemplo, um
ganho de 96% na capacidade de refrigeração foi observado ao redu-
zir o período de escoamento em 20%. Contudo, essa melhoria não
é irrestrita devido às exigências de vazão mássica que acompanham
essa redução. Para o mesmo exemplo, a potência de bombeamento
requerida pelo menor período foi 2,5 vezes maior. O modelo mate-
mático foi validado e viabilizou a investigação de maiores reduções
do período de escoamento, além da aplicação de uma metodologia
de Minimização de Geração de Entropia para determinar o efeito
da modificação do perfil temporal de escoamento nas fontes de ir-
reversibilidades no RMA. Uma contribuição adicional envolveu a
caracterização do desbalanceamento de massa entre as etapas do ci-
clo. Tal obstáculo requereu a avaliação por meios experimentais de
uma técnica numérica proposta na literatura, a fim de operar corre-
tamente o aparato e contribuir para futuras concepções e avaliações
de circuitos hidráulicos para RMAs.





ABSTRACT

Idealized active magnetic regenerators (AMR) are based on the
thermo-magnetic Brayton cycle, which includes four steps. Two of
them are adiabatic magnetic field changes (magnetization and de-
magnetization) that lead to temperature variations of the regene-
rator matrix as a result of the magnetocaloric effect (MCE). The
others are isofield fluid flow (cold-to-hot and hot-to-cold) and heat
transfer between the solid and the fluid thermal agent. In real sys-
tems, however, the magnetization and demagnetization steps in
general occur simultaneously with the cold-to-hot and hot-to-cold
blows due to conceptual restraints of the magnetic and hydraulic cir-
cuits. As a result, the synchronization between the magnetic field
change and fluid flow processes play a vital role in the AMR beha-
vior. Therefore, this dissertation aims to implement experimental
and numerical procedures for the assessment of the synchronization
between magnetic and fluid flow waveforms in RMAs. The appara-
tus for evaluation of RMA performance was updated in order to
allow variations on the fluid flow waveform by means of the reduc-
tion of blow time fraction. Numerical modeling of the governing
equations was performed by a Finite Volume Method routine. Re-
sults indicate that reduced blow fractions can improve system per-
formance, but there is a limit for such reduction, as the required flow
rate increases. The mathematical model was able to reproduce ex-
perimental cooling capacities and transient variables, and it allowed
the implementation of a Entropy Generation Minimization routine
for better understanding of the losses mechanisms associated to the
blow fraction. This dissertation also advanced the methodology for
the experimental characterization of blow mass imbalance, which
was a difficulty found during the experiments.
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NOMENCLATURA

Símbolos

𝐴c,reg Área da seção transversal do regenerador m2

𝐴t Amplitude do perfil de escoamento m/s2

𝐵 Densidade de fluxo magnético T

𝑐 Capacidade térmica específica J/kgK

𝑐E Constante de Ergun

𝐶𝑂𝑃id Coeficiente de performance ideal

𝑐p,f Calor específico a pressão constante J/kgK

𝐷e Diâmetro externo mm

𝑑h Diâmetro hidráulico mm

𝐷i Diâmetro interno mm

𝑑p Diâmetro de partícula mm

𝑑reg Diâmetro do regenerador mm

𝑒 Espessura mm

𝑒f Efusividade térmica J/Km2s1/2

𝐸𝑋𝐺Q̇F
Capacidade de refrigeração exergética W

𝑓 Forças de corpo N/kg

𝐹 Fração do período do ciclo %

𝑓 Frequência do ciclo Hz

𝑓𝑑𝑎𝑞 Frequência de aquisição Hz

𝑓M Frequência do motor Hz



𝑔(𝑡*) Função de forma do perfil de escoaemnto

𝐻 Intensidade de campo magnético A/m

ℎ Coeficiente de convecção W/m2K

𝐾 Permeabilidade do meio poroso m2

𝑘 Condutividade térmica W/mK

𝐿 Comprimento mm

𝐿reg Comprimento do regenerador mm

𝑀 Magnetização Am2/kg

𝑚 Massa kg

𝑚̇ Vazão mássica kg/h

𝑁D Fator de desmagnetização

𝑁𝑢 Número de Nusselt

𝑃𝑒 Número de Peclet

𝑃 Pressão bar

𝑃c,Reg Perímetro da carcaça do regenerador mm

𝑃𝑟 Número de Prandtl

𝑞 Taxa de transferência de calor volumétrica W/m3

𝑞
′′ Fluxo de calor W/m2

𝑄̇F Capaciadde de refrigeração W

𝑄̇Q Calor rejeitado W

𝑅i Raio interno mm

𝑅𝑒 Número de Reynolds

𝑆 Entropia J/K

𝑆 Entropia específica J/kg.K

𝑆̇g Taxa de geração de entropia W/K



𝑆
′′′

g Taxa de geração de entropia volumétrica W/K.m3

𝑇 Temperatura K

𝑡 Tempo s

𝑡* Tempo adimensional

𝑇 * Coeficiente de proporcionalidade entre 𝑊̇lost e 𝑆̇g K

𝑇c Temperatura de Curie K

𝑡s Coeficiente da distribuição de t de Student

𝑢 Velocidade longitudinal m/s

𝑈R Incerteza expandida

𝑢R Incerteza combinada

𝑢m Desbalanceamento de massa deslocada %

𝑢m,o Desbalanceamento de massa de referência %

𝑢m,op Desbalanceamento de massa de operação %

𝑢V Desbalanceamento de volume deslocado %

𝑣⃗ velocidade m/s

𝑉 Volume m3

𝑉avg Volume deslocado médio m3

𝑉D Volume deslocado através do regenerador m3

𝑉D,total Volume deslocado total m3

𝑉D,𝛿 Volume desviado m3

𝑣f Velocidade do fluido m/s

𝑉̇ Vazão volumétrica L/h

𝑉reg Volume do regenerador m3

𝑊̇ Potência W

𝑊̇lost Potência disponível perdida W



𝑤top Duração adimensional do patamar magnetização

𝑤total Duração adimensional da magnetização

𝑥* Posição adimensional

𝑥𝑜 Início da magnetização

𝑧 Direção longitudinal

Grego

𝛼 Difusividade térmica m2/s

𝛽 Compactação do meio poroso m2/m3

𝛽𝜖 Desbalanceamento da efetividade térmica

Δ Variação

𝛿 Razão de desvio

𝜖 Efetividade

𝜀 Porosidade

𝜂2nd Eficiência de segunda lei

Γ Torque Nm
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dem Relativo ao campo desmagnetizante

dp Relativo ao diâmetro de partícula

DV Relativo à dissipação viscosa
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Gd Relativo à matriz de gadolínio
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mag Relativo ao acionamento do circuito magnético

med Médio

mg Relativo à configuração magnética

num Relativo à avaliação numérica

o Relativo à iteração anterior

o,a Início da rampa de aceleração do escoamento
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pa Relativo à parede da carcaça

per Relativo às perdas mecânicas
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TCQ Relativo ao trocador de calor do lado quente do aparato
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Siglas
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Capítulo 1

INTRODUÇÃO

Sistemas de refrigeração e bombas de calor são tecnologias
fundamentais para a sociedade moderna. A conservação eficiente de
alimentos, a climatização de ambientes e a realização de procedi-
mentos a temperaturas abaixo das encontradas num determinado
ambiente são possíveis graças à evolução destas tecnologias.

No início, a única forma de resfriamento conhecida pelo ho-
mem era a utilização de gelo extraído da natureza, que muitas vezes
necessitava ser transportado por longas distâncias até o consumidor
final. Esse comércio de gelo natural chegou a atingir proporções con-
sideráveis na América do Norte durante o século XIX (GOSNEY,
1982). Porém, as pesquisas em máquinas de refrigeração artificial
iniciadas no século XVIII acabaram por originar métodos como a
compressão mecânica de vapores ou a absorção, que substituíram o
gelo natural e se tornaram os alicerces da refrigeração moderna.

A compressão mecânica de vapores merece destaque por ser
a principal tecnologia empregada em sistemas de refrigeração. O
funcionamento deste sistema é baseado na sucessiva compressão e
expansão de um fluido refrigerante que possibilita bombear calor de
um ambiente refrigerado para o ambiente externo. O sucesso desta
tecnologia é fruto de décadas de pesquisa e desenvolvimento que
seguiram os trabalhos pioneiros de Willian Cullen, Jacob Perkins,
James Harrisson entre outros (GOSNEY, 1982). Flexibilidade, confi-
abilidade, segurança, baixo custo e eficiência são características que
explicam a predominância dessa tecnologia.

Apesar de sua maturidade, a compressão mecânica de vapores
vem enfrentando novos desafios devido aos crescentes apelos ambien-
tais, que estimulam o uso de substâncias menos agressivas ao meio
ambiente. Tais substâncias devem ter baixos potenciais de aqueci-
mento global (GWP - Global Warming Potential em inglês) e de
destruição da camada de ozônio (ODP - Ozone Depletion Potential
em inglês). Assim, como exemplo da preocupação com essas substân-
cias no meio ambiente, o Protocolo de Montreal estipula o término
do consumo de gases CFC e HCFC em países em desenvolvimento
envolvidos no protocolo até os anos de 2010 e 2030 respectivamente
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(United Nations Environment Programme, 2016). Já outros gases
como os HFC’s, os quais tem alto GWP, também são regulados
pelo Protocolo de Kyoto (United Nations, 2016).

Os fluidos refrigerantes mais empregados em sistemas de refri-
geração se encaixam nestas categorias. Logo, devem ser substituídos
por alternativas com menor impacto ambiental, como o CO2, olefi-
nas e outros hidrocarbonetos. Entretanto, nenhuma das atuais alter-
nativas são uma realidade uma vez que os requerimentos de baixo
GWP e ODP são muitas vezes conflitantes. Além disso, flamabili-
dade, toxicidade e baixa eficiência são características não desejáveis
que devem ser consideradas ao selecionar novos fluidos refrigerantes
(CALM, 2008; DOMANSKI et al., 2014; MOTA-BABILONI et al.,
2015).

Uma outra forma de encarar o problema seria buscar tecnolo-
gias alternativas à compressão mecânica de vapores em determina-
dos nichos de aplicação. Dentre diversas tecnologias conhecidas, a
refrigeração magnetocalórica é apontada como uma das mais promis-
soras para o desenvolvimento de sistemas de refrigeração e bombas
de calor ao redor da temperatura ambiente (BROWN; DOMANSKI,
2014; TASSOU et al., 2010). O seu princípio de funcionamento subs-
titui a variação de pressão do fluido refrigerante por uma variação de
campo magnético aplicado a um refrigerante no estado sólido. Esses
sólidos magnéticos exibem o efeito magnetocalórico (EMC), que é a
manifestação da variação de entropia do material devido à mudança
de intensidade do campo magnético externo. Em condições adiabá-
ticas este efeito resulta em uma mudança de temperatura que pode
ser utilizada para viabilizar a troca de calor entre reservatórios tér-
micos. Esta última propriedade é denominada variação adiabática
da temperatura (Δ𝑇ad) e é uma das formas de quantificar o EMC.

Contudo, a intensidade da variação adiabática da tempera-
tura nos materiais magnetocalóricos conhecidos atualmente é pe-
quena em relação aos requerimentos de diferenças de temperatura
entre reservatórios térmicos em um sistema de refrigeração domés-
tico ou comercial. Por exemplo, quando uma amostra de gadolínio
(Gd), tido como o material referência para a refrigeração magnética,
é submetida a uma variação de densidade de fluxo magnético na
ordem de 1 T, verifica-se um aumento máximo na temperatura da
amostra da ordem de 2 a 3 K (BAHL; NIELSEN, 2009).

Se por um lado o EMC pode ser amplificado com o aumento
da variação do campo magnético 1, por outro, para aplicações do-
1 Por exemplo, para o Gd, o EMC ao redor da temperatura de Curie é
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mésticas e comerciais, a intensidade do campo magnético gerado
usando ímãs permanentes deve se limitar ao redor de 1 T. Para
gerar campos mais intensos, os circuitos magnéticos demandariam
uma grande quantidade de ímãs permanentes, logo, seriam dema-
siadamente caros e volumosos, o que restringiria sua aplicação em
sistemas de baixa capacidade de refrigeração.

A alternativa mais adotada para viabilizar a utilização de um
material magnetocalórico em sistemas de refrigeração operando em
diferenças de temperatura entre reservatórios compatíveis com os
requerimentos de aplicações domésticas e comerciais (que podem
facilmente exigir diferenças acima de 40 K) é a aplicação do mate-
rial em um regenerador magnético ativo (RMA). Neste, o material
magnetocalórico é utilizado como uma matriz regenerativa, e um
fluido de trabalho é utilizado para realizar as trocas térmicas com
os reservatórios. A troca de calor intermitente devido ao escoamento
oscilatório obedecendo um ciclo termodinâmico permite que o rege-
nerador amplifique a diferença de temperatura entre reservatórios
(BARCLAY; STEYERT, 1982).

Um exemplo de ciclo termo-magnético viável para aplicações
em refrigeração magnética é o ciclo Brayton, cujas quatro etapas
são descritas a seguir e podem ser visualizadas na Fig. 1.1:

• Magnetização adiabática (1 - 2): etapa na qual o material mag-
netocalórico, inicialmente a uma determinada temperatura 𝑇 e
mantido em condição adiabática, é submetido a uma variação
instantânea e positiva do campo magnético externo, induzindo
assim um aumento de temperatura do refrigerante sólido de
Δ𝑇ad devido ao EMC;

• Escoamento frio (2 - 3): Após o aquecimento da matriz, o
fluido de trabalho proveniente do reservatório frio é bombeado
através do regenerador. A matriz mais quente é resfriada até
𝑇 ao ceder calor ao fluido, que é aquecido a uma temperatura
maior que do reservatório quente, possibilitando a interação
térmica entre eles e a rejeição de calor sensível a uma taxa
𝑄̇Q.

• Desmagnetização adiabática (3 - 4): novamente em condições
adiabáticas, o refrigerante sofre uma redução na sua tempera-

proporcional ao fluxo magnético aplicado à potência de 2/3 (EMC 𝛼 𝐵2/3)
(BAHL; NIELSEN, 2009)
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tura de Δ𝑇ad resultado da variação instantânea e negativa do
campo magnético externo;

• Escoamento quente (4 - 1): o fluido de trabalho proveniente
do reservatório quente é bombeado através do regenerador. A
matriz regenerativa mais fria é aquecida até 𝑇o ao absorver
e armazenar calor do fluido. Como consequência, o fluido de
trabalho é resfriado a uma temperatura abaixo da temperatura
da fonte fria, possibilitando a absorção de calor sensível, sendo
esta a capacidade de refrigeração do sistema 𝑄̇F.

Vale ressaltar que, durante a operação do RMA, um perfil de
temperatura é estabelecido devido suas características regenerativas.
Porém, tal perfil não é um aspecto inerente ao ciclo Brayton. Desta
forma, entende-se que cada volume infinitesimal do regenerador rea-
liza um ciclo Brayton específico, cujo os reservatórios térmicos seria
o fluido de trabalho.

Dentre outras possíveis vantagens, RMAs tem potencial para
serem compactos, duráveis, emitir pouco ruído e apresentar pouca vi-
bração (YU et al., 2003; PECHARSKY; GSCHNEIDNER JR., 2006;
GSCHNEIDNER JR.; PECHARSKY, 2008). Além disso, como o
EMC é reversível (TREVIZOLI et al., 2012), teoricamente é pos-
sível alcançar uma alta eficiência energética usando ciclos termo-
magnéticos (PECHARSKY; GSCHNEIDNER JR., 2006).

O início dessa tecnologia remete-se às primeiras observações
relacionadas ao efeito magnetocalórico que ocorreram durante o fi-
nal do século XIX e início do século XX. Em 1843, James Joule
observou a dissipação de calor de amostras de ferro sujeitas a cam-
pos magnéticos variáveis. Em 1860, William Thomson previu teo-
ricamente as bases do efeito. Anos depois, em 1881 e 1882, Emil
Warburg relatou a produção de calor em materiais magnéticos su-
jeitos a variações de campo magnético relacionadas às correntes pa-
rasitas induzidas no material, à histerese e a uma produção de calor
reversível devido à dependência de temperatura da magnetização.
Finalmente, em 1917, o EMC no níquel foi registrado experimental-
mente por Weiss e Piccard (SMITH, 2013).

As primeiras aplicações da desmagnetização adiabática em
sais paramagnéticos destinavam-se a alcançar temperaturas absolu-
tas abaixo de 20 K (GSCHNEIDNER JR.; PECHARSKY, 2008). O
marco histórico para aplicações em torno da temperatura ambiente
aconteceu em 1976, com o trabalho pioneiro de Brown (1976) sobre
um sistema magnético baseado no ciclo Stirling. Contudo, foi apenas
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Figura 1.1 – Descrição esquemática do Ciclo Termo-magnético Brayton de-
senvolvido por um RMA. Adaptado de (TREVIZOLI, 2015).
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após a descoberta do EMC gigante nas ligas a base de Gd(Ge,Si) por
Pecharsky e Gschneidner (1997) que o desenvolvimento de sistemas
magnéticos de refrigeração ganhou mais notoriedade.

Desde então, diversos estudos vêm sendo realizados tanto no
desenvolvimento de novos materiais magnetocalóricos que sejam
mais eficientes e baratos que os conhecidos atualmente, quanto no
design e otimização de protótipos de regeneradores magnético ati-
vos de alta eficiência. Tal motivação pode ser constatada no número
de grupos de pesquisa, empresas envolvidas, protótipos apresenta-
dos, teses e artigos científicos publicados periodicamente nos últimos
anos.

A Fig. 1.2 apresenta a evolução da quantidade de publicações
nos últimos dez anos que envolvem a palavra magnetocalórico, tanto
na área de Ciência dos Materiais quanto de Engenharia. No ano de
2015, por exemplo, mais de 450 artigos foram publicados e podem
ser encontrados no portal Science Direct (KITANOVSKI; TOMC;
POREDOS, 2016). Recentemente, uma parceria entre as empresas
Haier, Astronautics e Basf lançou o primeiro wine cooler magneto-
calórico (BASF, 2016). A empresa Cooltech, em parceria com uma
grande rede de supermecados, também anunciou o lançamento de
um refrigerador de bebidas magnetocalórico (COOLTECH, 2016).
No entanto, mesmo após os avanços dos últimos anos, a falta de
identificação de um nicho de mercado, redução de custos e tamanho,
ainda são um empecilho para a comercialização desta tecnologia.

Outro ponto que merece destaque está relacionado ao rótulo
de tecnologia limpa. Monfared, Furberg e Palm (2014) realizaram
uma avaliação comparativa preliminar do ciclo de vida de um refrige-
rador magnético e um sistema de compressão de vapor, ambos para
aplicações domésticas. Os resultados mostraram que os dispositivos
magnéticos são responsáveis por impactos ambientais consideráveis,
principalmente devido ao uso dos metais de terras raras, cuja ex-
tração é agressiva ao meio ambiente. O estudo também destaca a
importância da diminuição do volume e reutilização dos ímãs perma-
nentes, bem como o aumento da eficiência energética como sendo as
principais formas para se alcançar um melhor cenário com relação
ao fator ambiental.

Além disso, diversos desafios de engenharia e limitações tec-
nológicas fazem com que a refrigeração magnética seja ainda um
problema em aberto, em busca de uma solução economicamente viá-
vel. Kitanovski, Tomc e Poredos (2016) listam os principais desafios
relacionados a diversos componentes de um sistema de refrigeração
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magnética, como o RMA, o sistema de bombeamento de fluido, a
fonte de campo magnético, os materiais magnetocalóricos entre ou-
tros, que devem ser superados para o desenvolvimento de sistemas
com alta eficiência e que realizem todo o potencial da tecnologia.

Figura 1.2 – Número de artigos sobre efeito magnetocalórico publicados nos
últimos dez anos. Adaptado de (KITANOVSKI; TOMC; PORE-
DOS, 2016).

Trevizoli et al. (2016b) aprofundam essa discussão, apresen-
tando efeitos concorrentes, ou trade-off, entre as características geo-
métricas e operacionais dos diferentes subsistemas de um refrigera-
dor magnetocalórico e comparam qualitativamente diferentes com-
binações de alternativas para cada componente. Os autores ainda
apresentam resultados de otimização da espessura de parede de um
RMA baseado na análise de Minimização de Geração de Entropia,
exemplificando desta forma como esse tipo de análise pode ser utili-
zado para solucionar o compromisso entre os aspectos geométricos
do regenerador.

A tecnologia disponível atualmente já avançou neste sentido,
e o melhoramento de RMAs do estado-da-arte pode ser alcançado
a partir de soluções inteligentes. Uma solução bastante explorada é
a configuração de RMA composta por multicamadas de materiais
magnetocalóricos (ROWE; TURA, 2006; TEYBER et al., 2016b;
CARARO et al., 2016). No entanto, mesmo regeneradores multica-
madas ainda requerem estudos mais específicos por meio de proce-
dimentos de otimização. Uma solução pouco abordada até o mo-
mento é a interação entre diferentes subsistemas de um RMA e
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as limitações que um impõe ao outro. Sabe-se que o desempenho
de um RMA não depende apenas da qualidade individual dos seus
componentes. Existe uma forte dependência na interação entre os
ciclos magnéticos (processos de magnetização e desmagnetização) e
de bombeamento (escoamentos quente e frio).

Neste ponto, a seleção adequada dos perfis transientes para o
campo magnético e para o escoamento de fluido, na qual leva-se em
consideração as características de um para definir o outro, pode acar-
retar uma melhoria significativa na eficiência de um RMA. Esse forte
acoplamento entre os ciclos magnéticos e de escoamento pode ser ex-
plicado uma vez que RMA na prática não seguem propriamente o
ciclo de Brayton apresentado anteriormente. Os processos de mag-
netização e desmagnetização adiabática e “instantânea” (processo
on-off ) existentes no ciclo de Brayton são ideais. RMAs do estado-
da-arte que utilizam circuitos magnéticos compostos por ímãs per-
manentes são projetados para fornecer um dado perfil transiente
de campo magnético, como uma onda senoidal ou trapezoidal. Tais
perfis demandam um período para atingirem os valores máximos e
mínimos de campo magnético aplicado, logo não são instantâneos.
Além disso, como no caso de uma onda senoidal, os valores máximo
e mínimos de campo ocorrem apenas em um instante do ciclo.

Neste sentido, é intuitivo que, em um RMA real, a variação de
campo magnético ocorra simultaneamente às etapas de escoamento.
Assim, observa-se apenas duas etapas distintas, aqui definidas como
ciclo quente, referente ao processo de magnetização e escoamento de
frio; e ciclo frio, referente ao processo de desmagnetização e escoa-
mento quente. Portanto, a sincronização entre os perfis de campo
magnético e de escoamento deve ser realizada de forma robusta e
eficiente. Nos últimos anos, alguns autores começaram investigar
diferentes formas de abordar essa questão.

A complexidade e os altos custos associados ao desenvolvi-
mento de soluções de imã permanentes que permitissem a variação
do perfil de campo magnético fez com que os esforços inciais focas-
sem na simulação numérica de diferentes perfis de campo magnético
acoplados a um perfil de escoamento fixo. Este foi o caso dos traba-
lhos de Bjørk e Engelbrecht (2011), Plaznik et al. (2013) e Trevizoli
et al. (2014), que forneceram os primeiros indícios de que essa estra-
tégia poderia melhorar a performance de um RMA. Por exemplo,
aumentos de até 20% da capacidade de refrigeração foram reporta-
dos por Bjørk e Engelbrecht (2011) a partir da alteração da fase
entre os perfis magnéticos e hidráulicos. Trevizoli et al. (2014) apre-
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sentaram melhorias de até 90 % na capacidade de refrigeração ao
trocar um perfil de campo magnético senoidal retificado por um
senoidal.

A inviabilidade de utilizar diferentes configurações de imãs
também foi responsável por direcionar as investigações experimen-
tais sobre esse tema para o desenvolvimento de diferentes soluções
de sistemas hidráulicos que permitissem a variação do perfil de es-
coamento mantendo-se o magnético constante. Este foi o caso do
trabalho de Plaznik et al. (2013), que através de um circuito hidráu-
lico acionado por pistões foi capaz de deslocar o fluido pelo sistema
em diferentes tempos e observar o comportamento da performance
para cada caso.

Recentemente, Teyber et al. (2016a) apresentaram resultados
experimentais relacionados ao sincronismo entre perfis de campo
magnético e escoamento. O aparato experimental possui um meca-
nismo que permite desviar uma quantidade de fluido que escoaria
pelo regenerador de volta para o sistema de bombeamento, permi-
tindo assim variar a fração de tempo do ciclo na qual o fluido escoa
pela matriz regenerativa. Os resultados mostraram que, quando esta
fração de tempo é reduzida, a performance do RMA é melhorada.
Neste caso, os autores indicaram que tal melhoria foi da mesma
ordem dos resultados apresentados por Teyber et al. (2016b) para
regeneradores em camadas. Além disso, os resultados apontam para
a existência de um sincronismo ótimo entre perfis de campo magné-
tico e escoamento, o qual não foi explorado em mais detalhes.

De acordo com a contextualização apresentada, estudos mais
aprofundados sobre a sincronização dos perfis de campo magnético
e escoamento são fundamentais, tanto para melhorar o desempenho
térmico de RMAs do estado-da-arte, quanto para o projeto inte-
grado de novas soluções magnéticas e hidráulicas. Deste modo, o
presente trabalho propõe-se a combinar abordagens numérica e ex-
perimental recém implementada a fim de identificar o trade-off entre
os principais parâmetros envolvidos na sincronização e obter uma
performance térmica e hidráulica ótima ou próxima a esta. Um es-
tudo mais minucioso deveria considerar diferentes perfis de campo
e escoamento. Contudo, não há disponibilidade de recursos para
construir diferentes circuitos magnéticos para tal finalidade. Logo,
é proposto manter-se o perfil de campo fixo e alterar-se os perfis de
escoamento por meio de diferentes vedações em uma válvula rota-
tiva.

O campo magnético proposto apresenta o perfil senoidal reti-
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ficado, enquanto que os perfis de escoamento são todos trapezoidais.
A distinção entre estes últimos está na fração de tempo do ciclo no
qual o RMA está sujeito ao escoamento. A inclusão da modelagem
numérica neste trabalho possibilita a consolidação de uma ferra-
menta que poderá ser utilizada para investigar o acoplamento entre
diferentes perfis magnéticos e de escoamento. Além disso, o levanta-
mento dos mecanismos de perdas relevantes para esse acoplamento
também é proposto através de uma metodologia numérica de mini-
mização de geração de entropia baseada na obra de Bejan (1995),
uma importante ferramenta para projetos de sistemas térmicos, que
facilita a generalização dos resultados obtidos neste trabalho para
outros sistemas na medida em que as irreversibilidades térmicas e
hidráulicas são relacionadas a parâmetros geométricos e de operação
comuns de um RMA.

1.1 OBJETIVOS E METODOLOGIA

O objetivo central da presente dissertação é avaliar o desem-
penho de um regenerador magnético ativo sujeito a diferentes perfis
de escoamento, mantendo-se o perfil de campo magnético fixo. Logo,
serão avaliados - experimentalmente e numericamente - os impactos
da fração de tempo de escoamento através do regenerador sobre a
performance e sobre as perdas do sistema, para assim otimizar a
eficiência global de um RMA (TREVIZOLI, 2015; TREVIZOLI et
al., 2016).

Na parte experimental, o sistema desenvolvido por Trevizoli
(2015) foi modificado para viabilizar o emprego de diferentes perfis
de escoamento por meio de um conjunto de bomba e válvulas rotati-
vas, ambos disponíveis no POLO. No total, quatro diferentes perfis
de escoamento foram caracterizados graças a diferentes vedações
utilizadas nas válvulas rotativas.

Os dados experimentais foram posteriormente comparados
com resultados numéricos obtidos pelo modelo matemático 1D e
transiente desenvolvido por Trevizoli (2015), que apresenta a possi-
bilidade de utilizar diferentes perfis temporais de escoamento. Após
a validação do modelo, a metodologia de minimização de geração de
entropia (EGM) sugerida por Trevizoli (2015), Trevizoli e Barbosa
Jr. (2015) e Trevizoli et al. (2016b), tendo como base os trabalhos
de Bejan (1995) e Webb e Kim (2005), foi implementada para in-
vestigar mais a fundo as consequências da alteração dos perfis de
escoamento sobre as irreversibilidades presentes no problema, e as-



1.2. Estrutura da Dissertação 51

sim auxiliar o projeto de novos sistemas de distribuição de fluido
para regenerados magnético-ativos.

1.2 ESTRUTURA DA DISSERTAÇÃO

Esta dissertação é dividida em oito capítulos. O Capítulo 2 -
Revisão Bibliográfica - apresenta alguns dos principais componentes
envolvidos na aplicação de regeneradores em refrigeração magné-
tica: o material magnetocalórico e suas propriedades; o regenerador
térmico e as variáveis que influenciam sua performance; e o acopla-
mento destes dois componentes em um RMA e sua operação através
de ciclos termodinâmicos. As principais soluções hidráulicas utiliza-
das para gerenciar o escoamento do fluido nos ciclos serão revisadas,
e o desafio de garantir o balanceamento de massa entre etapas será
apresentado. Além disso, o estado atual das pesquisas acerca da
sincronização entre perfis hidráulico e magnético e a ferramenta de
otimização de MGE serão abordados. Ao final do Capítulo 2 serão
apresentados os objetivos específicos desta dissertação baseados nos
avanços encontrados na literatura. O Capítulo 3 - Aparato e Me-
todologia Experimentais - apresenta o aparato, os procedimentos e
o processamento de dados utilizados para realizar a parte experi-
mental. O Capítulo 4 - Formulação e Solução do Problema - apre-
senta as equações de conservação que governam o funcionamento
do RMA e a metodologia matemática utilizada para sua solução.
O Capítulo 5 - Balanceamento de Massa entre Escoamentos de um
RMA - caracteriza a origem do desbalanceamento de massa entre
as etapas do ciclo RMA presente no aparato experimental e avança
a metodologia utilizada para a avaliação dessa questão através da
combinação de análises numéricas e experimentais. No Capítulo 6 -
Resultados - é realizada a análise da performance do RMA sujeito a
diferentes perfis de escoamento. A validação do modelo matemático
com os resultados experimentais é apresentada. O modelo validado
permitiu investigar as razões pelas quais a performance do RMA é
modificada quando o perfil de variação temporal do escoamento é
alterado. O Capítulo 7 - Otimização de RMAs Submetidos a Diferen-
tes Frações de Escoamento - apresenta os resultados da metodologia
de otimização de RMAs, baseada na MGE, levando em considera-
ção a possibilidade de alterar a variação temporal do escoamento.
Enfim, o Capítulo 8 - Conclusões - resume as principais contribui-
ções geradas por esta dissertação e recomenda temas para futuros
trabalhos.
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Capítulo 2

REVISÃO BIBLIOGRÁFICA

Este capítulo tem por finalidade aprofundar a discussão acerca
do EMC e de sua aplicação em refrigeração magnética. Para tanto,
o princípio fundamental do efeito, bem como as características mais
relevantes dos materiais magnetocalóricos, serão abordados a fim de
familiarizar o leitor com conceitos utilizados ao longo do trabalho.

Em seguida, será apresentado o RMA, componente fundamen-
tal que permite a utilização do EMC neste trabalho, assim como
suas características principais e parâmetros que quantificam sua
performance. A compreensão destes últimos facilitará, portanto, o
entendimento de como a mudança do perfil de escoamento altera o
desempenho do regenerador.

Em relação à modificação de perfil de escoamento, as princi-
pais soluções hidráulicas utilizadas em dispositivos de RMA serão
abordadas, e suas principais diferenças discutidas. Ademais, o des-
balanceamento de massa, fenômeno associado a algumas dessas so-
luções, inclusive às válvulas rotativas, também será abordado e, os
avanços obtidos por outros autores, apresentados.

Por fim, serão tratados os principais estudos dedicados a sin-
cronização dos perfis magnético e hidráulico em RMAs, exemplifi-
cando, assim, a viabilidade deste tipo de estudo, inserindo este tra-
balho no contexto de pesquisa nesta área. A metodologia de otimi-
zação através da minimização de geração de entropia também será
introduzida, de forma que seja possível utilizá-la para identificar o
comportamento das perdas do sistema em resposta aos diferentes
perfis de escoamento estudados.

2.1 EFEITO MAGNETOCALÓRICO

O efeito magnetocalórico é um fenômeno termo-magnético no
qual a variação de densidade de fluxo magnético (𝐵⃗, neste trabalho
chamado apenas de campo magnético) aplicado a um material re-
sulta na variação da parcela magnética da entropia total do mesmo.
Este fenômeno é intrínseco aos materiais magnéticos e ocorre devido
ao acoplamento entre a sub-estrutura magnética do material com
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o campo magnético, o que acaba por alterar parte da entropia do
sólido (PECHARSKY; Gschneidner Jr., 1999).

Segundo Tishin e Spichkin (2003), a entropia total de alguns
materiais magnéticos à pressão constante (𝑆), pode ser representada
por:

𝑆(𝑇, 𝐵⃗) = 𝑆rede(𝑇 ) + 𝑆el(𝑇 ) + 𝑆mg(𝑇, 𝐵⃗) (2.1)

em que 𝑆rede e 𝑆el são as contribuições referentes a rede cristalina
e eletrônica, e 𝑆mg é a entropia magnética. As duas primeiras par-
celas dependem majoritariamente da temperatura (𝑇 ), enquanto a
parcela magnética, depende também de 𝐵⃗. Portanto, com o auxí-
lio do diagrama 𝑇 − 𝑆 apresentado na figura 2.1, dois processos
termodinâmicos fundamentais podem ser descritos.

No primeiro processo, o material magnético é mantido sob
condições isotérmicas enquanto o campo magnético externo é va-
riado, conforme representado na figura 2.1. Neste caso, a variação
de campo magnético ocorre sobre a linha de 𝑇o, resultando em um
estado final de 𝐵1 e 𝑆1. Como o processo é isotérmico, Δ𝑆rede e
Δ𝑆el são nulos, logo a variação de Δ𝑆mg resulta em uma variação
de entropia total do material. A partir da eq. 2.1:

Δ𝑆 = Δ𝑆rede + Δ𝑆el + Δ𝑆mg

Δ𝑆 = Δ𝑆mg (2.2)

Neste caso, a modificação de 𝑆 só é possível caso haja transfe-
rência de calor que, para a magnetização do material, manifesta-se
através da rejeição de calor, já que Δ𝑆mg e Δ𝑆 são negativos. De
forma reversível, a desmagnetização é acompanhada por uma absor-
ção de calor por parte do material.

No segundo, o material magnético é mantido sob condições
adiabáticas, enquanto sobre ele é aplicada uma variação de campo
magnético externo. Neste caso, o EMC é denominado variação adi-
abática da temperatura (Δ𝑇ad). Na figura 2.1 este processo é repre-
sentado pela variação do campo magnético de 𝐵⃗𝑜 para 𝐵⃗1, a partir
da condição inicial 𝑇𝑜 e mantendo-se 𝑆 constante, o que resulta no
aumento da temperatura até o valor 𝑇1.
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Figura 2.1 – Diagrama T-S esquemático de um material em função do campo
magnético, evidenciando os dois processos fundamentais que
caracterizam o EMC (YU et al., 2003).

A variação de entropia Δ𝑆 nesse caso é nula, portanto, a
partir da equação 2.1 pode-se concluir que:

0 = Δ𝑆rede + Δ𝑆el + Δ𝑆mg

Δ𝑆rede + Δ𝑆el = −Δ𝑆mg (2.3)

Como a variação de Δ𝑆mg na magnetização é negativa, a soma
de Δ𝑆rede e Δ𝑆el deve ser positiva, o que só possível caso a tempera-
tura do material aumente, caracterizando, dessa forma, o Δ𝑇ad. De
maneira reversível, para um processo de desmagnetização, Δ𝑆mg é
positivo e, portanto, a temperatura do material deve diminuir para
que o valor da soma de Δ𝑆rede e Δ𝑆el seja negativo.

Talvez a característica de maior interesse do efeito magnetoca-
lórico é a sua reversibilidade. Trevizoli (2010) realizou medições do
efeito magnetocalórico em gadolínio e verificou que EMC é reversí-
vel, como esperado para materiais com transição de fase magnética
contínua (NIELSEN; BAHL; SMITH, 2010).

A figura 2.2 apresenta os resultados da medição direta do
Δ𝑇ad

1 realizadas por Trevizoli (2010) para processos de magnetiza-
1 Método no qual o valor de Δ𝑇𝑎𝑑 é obtido diretamente através da medição

de temperatura do material durante a variação do campo magnético
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ção e desmagnetização quase instantâneos sobre uma amostra de
gadolínio comercial. Nesta figura, é possível verificar que a intensi-
dade da variação de temperatura nos dois processos é igual, carac-
terizando a reversibilidade do efeito.

Figura 2.2 – Análise da reversibilidade do efeito magnetocalórico através da
magnetização e desmagnetização quase instantâneas de uma
amostra de gadolínio comercial. Adaptado de Trevizoli et al.
(2012).

Uma outra característica importante do EMC é que seu va-
lor máximo é observado ao redor da temperatura de transição de
fase magnética do material, conhecida como Temperatura de Curie
(𝑇c). Para o gadolínio, o valor de 𝑇c está usualmente entre 290 e
297 K (BAHL; NIELSEN, 2009), ou seja, próximo à temperatura
ambiente, o que qualifica este material para a aplicação em refrigera-
ção magnética. A figura 2.3 apresenta as curvas de Δ𝑇ad em função
da temperatura e campo magnético característicos de um material
como o gadolínio.

A capacidade térmica específica (𝑐) dos materiais magneto-
calóricos apresenta forte dependência com a temperatura e com o
campo magnético. Para baixos valores de 𝐵⃗, 𝑐 apresenta um pico
elevado, e, à medida que o valor do campo magnético aumenta,
a variação de 𝑐 com a temperatura é suavizada.A capacidade tér-
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Figura 2.3 – Δ𝑇𝑎𝑑 em função da temperatura para diferentes valores de va-
riação de campo magnético para um material de transição de
fase magnética de segunda ordem. Adaptado de (SMITH et al.,
2012).

mica específica de um material magnetocalórico como o gadolínio
apresenta um comportamento em função da temperatura e campo
similar ao da figura 2.4.

Figura 2.4 – Capacidade térmica em função da temperatura para diferentes
valores de variação de campo magnético para um material de
transição de fase magnética de segunda ordem. Adaptado de
(SMITH et al., 2012).

É importante ressaltar que os comportamentos de Δ𝑇ade da
capacidade térmica específica aqui descritos são referentes a mate-
riais com transição de fase de segunda ordem, que é o caso do ga-
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dolínio. Materiais com transição de fase de primeira ordem, na qual
a transição de fase magnética é acompanhada de calor latente e de
diferente formas de transição estrutural (SMITH et al., 2012), apre-
sentam comportamentos distintos à medida que o campo magnético
é variado.

2.1.1 Materiais Magnetocalóricos

O efeito magnetocalórico é intrínseco aos materiais magnéti-
cos, distinguindo-se entre si na sua magnitude e Temperatura de
Curie. Entretanto, para fins de aplicações em refrigeração magné-
tica, a seleção de materiais torna-se restrita a alguns grupos, cujas
propriedades térmicas e mecânicas são mais apropriadas. As carac-
terísticas desejadas para refrigerantes magnéticos são (TREVIZOLI,
2015; KITANOVSKI et al., 2015):

• Elevado efeito magnetocalórico ao longo de uma ampla faixa
de temperatura (mínimo de 2 K por tesla, segundo Rowe et al.
(2005));

• Nenhuma ou mínima histereses térmica e magnética;

• Elevada capacidade térmica, para aumentar a massa térmica
da matriz regenerativa;

• Alta condutividade térmica;

• Estabilidade química;

• Alta resistência elétrica para evitar correntes parasitas;

• Propriedades mecânicas compatíveis com os processos de fa-
bricação;

• Ser abundante e ter baixo custo.

Os principais materiais magnetocalóricos utilizados em apli-
cações ao redor da temperatura ambiente são as ligas de gadolínio,
o único elemento puro que desenvolve um efeito magnetocalórico
elevado nestas faixas de temperaturas (KITANOVSKI et al., 2015).
Esse material é capaz de satisfazer quase todos os requisitos acima
listados. Apesar do seu alto custo, é o material referência para estu-
dos em refrigeração magnetocalórica.
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Além disso, ligas binárias à base de gadolínio (GdR, onde R
é um segundo elemento como térbio, érbio, disprósio e ítrio) pos-
suem propriedades termo-magnéticas semelhantes às do Gd puro,
mas com diferentes temperaturas de Curie. Isso possibilita o de-
senvolvimento e aplicação de regeneradores do tipo multicamada.
Conforme descrito anteriormente, quando o regime cíclico de opera-
ção é atingido, um perfil de temperaturas é estabelecido ao longo de
sua extensão, entre os reservatórios térmicos quente e frio. A magni-
tude deste perfil depende, dentre outros aspectos, do valor local de
Δ𝑇ad, que é função da temperatura naquele ponto do regenerador.
Em um RMA composto por apenas um material (mono camada),
o maior valor de Δ𝑇ad irá ocorrer na posição ao longo da matriz
em que a temperatura local seja igual a 𝑇c (ver Fig. 2.3). Quando
o regenerador é composto de camadas de composições distintas dis-
postas longitudinalmente, amplifica-se o EMC como um todo, já
que um maior valor de Δ𝑇ad local pode ser obtido, dependendo da
composição e da temperatura naquele ponto específico da camada.
Desta forma, a utilização de materiais com diferentes 𝑇c pode me-
lhorar o desempenho do RMA (CARARO et al., 2016). Teyber et
al. (2016b), Cararo et al. (2016) e Rowe e Tura (2006) reportaram
resultados numéricos e experimentais promissores utilizando ligas
de GdY, GdTb e GdEr em configurações multicamadas.

Existem também ligas à base de Gd com transição de pri-
meira orderm, como a família Gd(Si,Ge). Esta ligas apresentam o
chamado efeito magnetocalórico “gigante” que, segundo Pecharsky
e Gschneidner (1997), podem superar em até 30% o valor de pi
code Δ𝑇ad do gadolínio. Apesar do seu EMC ser mais elevado, estes
materiais apresentam alta histerese térmica e magnética, as quais
contribuem drasticamente para as perdas em um dispositivo mag-
netocalórico (KITANOVSKI et al., 2015). Ademais, para a liga es-
tudada por Pecharsky e Gschneidner (1997), o pico de Δ𝑇ad é mais
acentuado e ocorre em temperaturas abaixo das apresentadas pelo
Gd, prejudicando dessa forma sua aplicação a temperaturas ambi-
ente.

A grande desvantagem das ligas de Gd está no seu alto custo.
Alternativas com menores custos são as ligas baseadas em La(Fe,Si),
as quais possibilitam alterar sua 𝑇c de acordo com a composição da
liga, para a sua aplicação como regeneradores multicamadas. Estu-
dos experimentais apresentados por Zimm et al. (2006), Engelbrecht,
Bahl e Nielsen (2011) e Tušek et al. (2014) mostram que a perfor-
mance desses materiais ainda é inferior à das ligas de gadolínio.
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Outras opções seriam ligas baseadas em manganês e as manganitas,
que também apresentam potencial para a aplicação em sistemas
de refrigeração magnetocalórica (BRÜCK et al., 2008; PHAN; YU,
2007).

2.2 REGENERADORES TÉRMICOS

Regeneradores são trocadores de calor que possuem uma massa
de armazenamento de calor, normalmente formada por um meio
poroso ou por uma malha com alta área de troca de calor intersti-
cial, pela qual duas correntes de fluido escoam alternadamente. Em
uma primeira etapa, a matriz regenerativa de alta capacidade tér-
mica absorve calor de uma corrente de fluido (etapa quente ou de
armazenamento) e, na etapa seguinte, após a reversão do sentido
de escoamento, este calor é rejeitado para a outra corrente (etapa
fria ou de recuperação) (SCHMIDT; WILLMOTT, 1981; HAUSEN,
1983). Regeneradores térmicos possuem diversas aplicações industri-
ais, como o aproveitamento de calor residual em plantas de potência
ou turbinas a gás e como trocadores de calor internos em ciclos ter-
modinâmicos (KUPPAN, 2000).

Em termos de configurações, existem dois tipos de regenera-
dores, os rotativos e os de leito fixo. Nos regeneradores rotativos, a
matriz é disposta em forma de discos que ao girar submetem peri-
odicamente o material da matriz a escoamentos frio e quente, que
fluem sempre no mesmo sentido. A inversão do escoamento através
de uma região desse tipo de regenerador é garantido por sua rotação.
Já os regeneradores de leito fixo são estáticos, e a inversão do sen-
tido do escoamento em seu interior é garantido através do controle
de válvulas, que permitem os escoamentos provenientes das fontes
de maneira alternada. Para que o funcionamento de regeneradores
de leito fixo seja contínuo, é possível associar dois ou mais leitos em
série.

2.2.1 Parâmetros de Performance de um Regenerador

A utilização eficiente de regeneradores térmicos na refrige-
ração magnética requer que seus parâmetros sejam otimizados do
ponto de vista térmico, para que todo o potencial do EMC posso
ser devidamente aproveitado. Normalmente o desenvolvimento de
regeneradores leva em consideração os seguintes parâmetros (SCH-
MIDT; WILLMOTT, 1981; HAUSEN, 1983):



2.2. Regeneradores Térmicos 61

• Condutância térmica global, 𝑈𝐴TC, onde 𝑈 é o coeficiente
de transferência de calor global e 𝐴TC é a área intersticial de
transferência de calor;

• Temperaturas de entrada dos escoamentos quente e frio, que
no caso de refrigeração magnética são representadas pelas tem-
peraturas dos reservatórios quente e frio 𝑇RF e 𝑇RQ;

• Capacidade térmica do fluido durante os escoamentos quente
e frios, 𝐶EQ and 𝐶EF, onde 𝐶 = 𝑚̇𝑐p,f ;

• Capacidade térmica da matriz ((𝑚𝑐)|s);

• Frequência de operação;

O resultado esperado com seleção adequada destes parâme-
tros são temperaturas médias de saída do fluido nas extremidades
fria e quente do regenerador (𝑇F e 𝑇Q) que satisfaçam as deman-
das de um sistema. Uma forma de relacionar os parâmetros listados
acima se da por meio de grandezas adimensionais, úteis tanto para
o projeto quanto para a avaliação de sistemas. Nesse sentido, a gran-
deza adimensional mais utilizada é a efetividade 𝜖, que é definida
como a razão entre a transferência de calor real entre o fluido e a
matriz durante uma etapa 𝑄̇E, e a transferência máxima que seria
termodinamicamente possível durante esta mesma etapa 𝑄̇max:

𝜖 = 𝑄̇E

𝑄̇max
(2.4)

Escrevendo a equação 2.4 para as duas etapas do ciclo rege-
nerativo:

𝜖EF = 𝐶EF(𝑇Q − 𝑇RF)
𝐶min(𝑇RQ − 𝑇RF) (2.5)

𝜖EQ = 𝐶EQ(𝑇RQ − 𝑇F)
𝐶min(𝑇RQ − 𝑇RF) (2.6)

nas quais 𝐶min é o menor valor entre 𝐶EF e 𝐶EQ. 𝑇Q e 𝑇F são, res-
pectivamente, as médias das temperaturas na saída do lado quente
e frio do regenerador, e 𝑇RF e 𝑇RQ, as temperaturas de entrada do
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lado frio e quente, que representariam as temperaturas dos reserva-
tórios térmicos em contato com o regenerador. Caso os valores de
capacidade térmica das duas etapas sejam iguais, as equações 2.5 e
2.6 podem ser escritas como:

𝜖EF = 𝑇Q − 𝑇RF

𝑇RQ − 𝑇RF
(2.7)

𝜖EQ = 1 − 𝑇F − 𝑇RF

𝑇RQ − 𝑇RF
(2.8)

A efetividade de um regenerador pode ser avaliada em função
de outros números adimensionais que envolvem os parâmetros do
regenerador. Uma forma muito encontrada em trabalhos sobre RMA
(TREVIZOLI et al., 2016; TEYBER et al., 2016a) é a relação 𝜖E =
𝑓(𝜑,𝑁𝑇𝑈), na qual a efetividade é função da utilização 𝜑 e do
número de unidades de transferência 𝑁𝑈𝑇 .

A utilização representa a razão entre a capacidade térmica
do fluido, que escoa durante uma etapa, e a capacidade térmica do
sólido, sendo definida por:

𝜑 = 𝑚̇𝑐p,f𝜏

𝑚𝑐
(2.9)

em que 𝑚̇ e 𝜏 são a vazão mássica e a duração da respectiva etapa
de escoamento, 𝑐p,f é o calor específico a pressão constante do fluido
e 𝑚 a massa de sólido. Uma matriz com boas propriedades regene-
rativas deve apresentar uma alta capacidade térmica para que esta
consiga armazenar energia do fluido sem alterar substancialmente
sua temperatura (NELLIS; KLEIN, 2009).

O segundo parâmetro é o 𝑁𝑈𝑇 , definido como a razão entre
a condutância térmica global e a capacidade térmica do fluido em
uma etapa:

𝑁𝑈𝑇 = 𝑈𝐴TC

𝑚̇𝑐p,f
(2.10)

Considerando apenas a troca de calor por convecção entre o
sólido e o fluido, o valor de 𝑈 neste trabalho é diretamente rela-
cionado ao coeficiente de transferência de calor intersticial ℎ. Em
trocadores de calor que são parte integrante de um sistema termodi-
nâmico, cuja eficiência é fortemente influenciada pela efetividade do
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trocador (como é o caso dos ciclos regenerativos de refrigeração mag-
nética), é recomendável que o valor de 𝑁𝑈𝑇 seja o maior possível
para que a efetividade possa se aproximar da unidade.

A relação 𝜖 = 𝑓(𝜑,𝑁𝑇𝑈) para um regenerador balanceado e
simétrico pode ser verificada na Fig. 2.5, apresentada por Nellis e
Klein (2009). Os resultados desta figura são baseados na solução das
equações de energia do fluido e do sólido para regeneradores ideais
obtida por Dragutinovic e Baclic (1998). Os resultados apresentados
permitem concluir que, na ausência de perdas, quanto menor o valor
de 𝜑 e maior o valor de 𝑁𝑇𝑈 , maior será a efetividade. Entretanto,
para valores de utilização maiores que a unidade, a efetividade do
regenerador ideal atinge um limite abaixo da unidade, a partir do
qual se estabelece um regime assintótico.

Figura 2.5 – Efetividade em função do 𝑁𝑇 𝑈 e de 𝜑 para regeneradores simé-
tricos e balanceados. Adaptado de Nellis e Klein (2009).

A respeito de regeneradores reais, Trevizoli et al. (2014) reali-
zou uma avaliação experimental da efetividade de matrizes compos-
tas por esferas de aço inoxidável, chumbo e gadolínio em diferentes
faixas de 𝜑 e 𝑁𝑈𝑇 . Os resultados para as esferas de aço inoxidá-
vel estiveram bem próximas do comportamento de um regenerador
ideal, na medida em que 𝜖 diminuiu com a redução do 𝑁𝑈𝑇 e com
o aumento de 𝜑.

Para as matrizes de gadolínio e chumbo, entretanto, um com-
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portamento diferente foi observado para menores valores de 𝜑. Para
esses casos, o aumento de𝑁𝑈𝑇 prejudicou a efetividade do regenera-
dor. Mantendo-se uma utilização constante, os autores aumentavam
o valor de 𝑁𝑈𝑇 através da redução da frequência de operação do
regenerador. Menores frequências, por sua vez, não proporcionam
valores elevados de ℎ, de forma que a condução axial de calor, um
mecanismo de perda térmica associada ao gradiente de temperatura
longitudinal, tornou-se comparável à convecção de calor entre fluido
e sólido. Com isso a efetividade do regenerador foi penalizada.

Em um estudo posterior, Trevizoli, Peixer e Barbosa Jr. (2016)
avaliaram experimentalmente a efetividade de regeneradores com-
postos por esferas de aço inoxidável, com o objetivo de verificar os
efeitos de suas características geométricas, como razão de aspecto
e diâmetro de esferas. Os autores concluíram que razões de aspecto
maiores e diâmetros de partículas menores contribuem para o au-
mento de 𝜖. Porém, aumentos excessivos da razão de aspecto não
resultam em um aumento de 𝜖, e acabam por reduzir a performance
do regenerador devido a grande perda viscosa associada ao escoa-
mento do fluido.

Outras duas variáveis que influenciam a efetividade de um
regenerador térmico são os fatores de balanceamento 𝜓 e assime-
tria 𝜎. A performance do regenerador em termos de sua efetividade
e resposta transiente é alterada caso a quantidade de massa bom-
beada durante uma etapa seja diferente da que retorna durante a
seguinte, ou caso os calores específicos dos fluidos sejam diferentes.
Para quantificar a influência desse desbalanceamento, é comum uti-
lizar a variável 𝜓 é definida como:

𝜓 = 𝜑EF

𝜑EQ
(2.11)

ou então por variações desta, apresentadas em trabalhos que avaliam
a performance de regeneradores (DAS; SAHOO, 1999; BACLIC;
DRAGUTINOVIC, 1991; SCHMIDT; WILLMOTT, 1981; SADRA-
MELI; AJDARI, 2015; SADRAMELI, 2016).

Quando, por sua vez, o valor do 𝑁𝑇𝑈 é diferente para as duas
etapas de escoamento, o funcionamento do regenerador é caracteri-
zado como assimétrico. O fator de assimetria é definido por:

𝜎 = 𝑁𝑇𝑈EF

𝑁𝑇𝑈EQ
(2.12)
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Neste contexto, Das e Sahoo (1999) e Baclic e Dragutinovic
(1991) apresentaram soluções de modelos matemáticos que sugerem
uma melhor performance em termos de efetividade e menores irre-
versibilidades térmicas quando existe algum desbalanceamento em
regeneradores operando em condições adiabáticas. Sadrameli e Aj-
dari (2015) afirmam também que a performance de regeneradores
térmicos pode ser melhorada para valores de 𝜓 e 𝜎 diferentes da
unidade.

Trevizoli et al. (2014) e Trevizoli, Peixer e Barbosa Jr. (2016)
utilizam um terceiro fator, o balanceamento de efetividades 𝛽𝜖, de-
finido como:

𝛽𝜖 = 𝜖EF

𝜖EQ
(2.13)

Valores diferentes da unidade foram observados em medições experi-
mentais de diversas matrizes, atribuindo-se este fato à dependência
em relação à temperatura das capacidades térmicas específicas do
sólido, o que resulta em variações locais de 𝜑 e, consequente, de 𝜖.

Destaca-se que, dentre as três quantidades apresentadas, a
variável 𝜖 depende de menos correlações e aproximações de propri-
edades, portanto é a mais favorável para ser avaliada experimental-
mente. Porém, desbalanceamentos de efetividade podem ser resulta-
dos tanto de 𝜓 quanto de 𝜎, logo, estas duas permitem a verificação
das causas do desbalanceamento de efetividade 𝜖.

2.3 REGENERADORES MAGNÉTICO-ATIVOS

Os regeneradores magnético-ativos (RMAs) são baseados no
ciclo termo-magnético de Brayton, apresentado esquematicamente
na Fig. 1.1. Tal ciclo é composto por quatro etapas, duas nas quais o
material é submetido a variações de campo magnético sob condições
adiabáticas, e duas de escoamento e troca de calor a campo magné-
tico fixo. A fig. 2.6 apresenta estas quatro etapas em um diagrama
𝑇 − 𝑆.

Como mencionado no Capítulo 1, em um RMA cada volume
infinitesimal de material magnetocalórico realiza um ciclo Brayton
específico, cujas temperaturas de reservatórios são as temperaturas
dos volumes vizinhos. O perfil espacial de temperatura em um RMA
durante operação do ciclo Brayton ideal é exemplificado na Fig. 2.7.
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Figura 2.6 – Diagrama 𝑇 − 𝑆 de um material magnetocalórico submetido ao
Ciclo Termo-magnéico Brayton (TREVIZOLI, 2015).

Figura 2.7 – Perfil longitudinal de temperaturas no final de cada etapa do
ciclo Brayton. Adaptado de Barbosa Jr., Lozano e Trevizoli
(2014).

Outros ciclos disponíveis são o de Ericsson, o de Carnot ou
combinações destes. O ciclo de Ericsson diferencia-se do Brayton na
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medida em que suas etapas de variação de campo magnético são
realizadas de forma isotérmica ao invés de adiabáticas. O ciclo de
Carnot, por sua vez, distingui-se do Brayton por substituir as eta-
pas de escoamento com campo magnético constante por etapas de
variação de campo magnéticas isotérmicas. Os digramas T-S destes
dois ciclos podem ser visualizados nas figuras 2.8 e 2.9.

Figura 2.8 – Diagrama T-s de um material magnetocalórico submetido ao
Ciclo Termo-magnético Ericsson (KITANOVSKI et al., 2015).

Figura 2.9 – Diagrama T-s de um material magnetocalórico submetido ao
Ciclo Termo-magnético de Carnot (KITANOVSKI et al., 2015).
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Existe ainda o ciclo de Stirling, que foi utilizado pelo trabalho
pioneiro de Brown (1976). Além dos processos de magnetização e
desmagnetização isotérmicas, o ciclo de Stirling apresenta etapas
de magnetização e desmagnetização na presença de regeneração de
calor e consequente variação de temperatura. Neste caso, o fluido é
que trabalha como um regenerador e por definição não é utilizado
um RMA.

Figura 2.10 – Curva de desempenho do sistema apresentado em Lozano (2015).
Destaque para os pontos de Δ𝑇R,max e 𝑄̇F,max esperados para
a vazão de 100 L/h.

A performance de RMAs é geralmente avaliada em termos de
curvas de desempenho, as quais apresentam a capacidade de refri-
geração em função da diferença de temperatura entre reservatórios
(Δ𝑇R), como mostrada na figura 2.10. Quando nenhuma capacidade
de refrigeração 𝑄̇F é exigida do RMA (condição conhecida como “no-
load”), a diferença de temperaturas Δ𝑇R atinge o seu valor máximo
𝛿𝑇R,max. A medida que uma carga térmica é imposta e o valor de
𝑄̇F aumenta, a diferença de temperaturas Δ𝑇R mantida pelo RMA
diminui, até o ponto em que Δ𝑇R é nulo e o sistema atinge seu ponto
de capacidade 𝑄̇F máxima. Os pontos Δ𝑇R,max e 𝑄̇F,max apesar de
serem reportados muitas vezes na literatura apresentam pouco va-
lor prático (SMITH et al., 2012), pois a capacidade de refrigeração
exergética, definida como:

𝐸𝑋𝐺Q̇F
= 𝑄̇FΔ𝑇R

𝑇RF
(2.14)

é nula (ROWE, 2011).
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A partir da curva de desempenho e de dados de potência
consumida pelo sistema é possível calcular valores de coeficiente de
performance 𝐶𝑂𝑃 e eficiência de segunda lei 𝜂2nd. É recomendável
que uma avaliação completa de um RMA forneça estes dados para
diferentes condições de operação em termos de frequência do ciclo,
vazão mássica e Δ𝑇R.

2.4 SISTEMAS DE DISTRIBUIÇÃO DE FLUIDO PARA RMAS

No desenvolvimento de um regenerador magnético ativo, um
importante requisito de projeto é ter um escoamento contínuo e
unidirecional nos trocadores de calor. Contudo, nos regeneradores, o
escoamento é alternado ou oscilatório, visto que as correntes quente
e fria escoam em sentidos opostos e em diferentes tempos do ciclo.
Desta forma, se faz necessário, em especial para regeneradores de
leito fixo, o uso de válvulas direcionais (lineares ou rotativas) ou de
bombas de duplo efeito associadas a válvulas de controle de direção.
Portanto, a seleção do sistema hidráulico para RMAs não é uma
tarefa trivial. Dentre os protótipos desenvolvidos até o momento, é
possível classificar os sistemas hidráulicos utilizados como:

• Válvulas rotativas com vedação face-a-face: Sistemas dinamar-
quês de Engelbrecht et al. (2012), americano de Jacobs et al.
(2014), japonês de Hirano et al. (2010), italiano de Aprea et
al. (2014) e brasileiro de Lozano (2015);

• Válvulas de assento atuadas por anéis de cames: Sistema dina-
marquês de Eriksen et al. (2015a);

• Bomba-pistão e válvulas de retenção: Sistemas canadense de
Tura e Rowe (2011) e Arnold et al. (2014), e brasileiro de
Trevizoli (2015);

• Bomba-pistão e válvulas de retenção em conjunto com válvulas
direcionais acionadas por um eixo de comando de válvulas:
Sistemas canadense de (TEYBER et al., 2016a).

Os dois primeiros grupos têm por característica fornecer um
escoamento com perfil temporal trapezoidal, enquanto que o terceiro
fornece um escoamento senoidal. Uma vantagem do perfil trapezoi-
dal é que, comparando-se casos em que a quantidade de massa deslo-
cada durante uma etapa é a mesma, este apresenta valores máximos
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de perda de carga menores que o perfil senoidal, como pode ser con-
cluído a partir dos perfis de vazão mássica instantânea apresentadas
na Fig. 2.11. Logo, o perfil senoidal apresentará uma maior potência
de bombeamento no ciclo, para uma mesma massa deslocada, além
de requerer um sistema hidráulico mais robusto para suportar o pico
de pressão nos períodos onde a velocidade do escoamento é máxima.
A quarta solução da lista foi desenvolvida por Teyber et al. (2016a)
para viabilizar a variação do perfil de escoamento através do desvio
de determinada quantidade de fluido que escoaria pelo regenerador.
Maiores detalhes acerca deste trabalho serão apresentados na seção
2.6.
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Figura 2.11 – Perfis de vazão mássica fornecidos por uma bomba-pistão e por
um conjunto bomba e válvulas rotativas para uma frequência
de 0,5 Hz e utilização unitária constante.

Em termos de funcionalidade, a bomba pistão tem a vanta-
gem de fornecer um volume de massa de fluido deslocado fixo a
cada etapa do ciclo, quente ou frio. Logo, existe um inerente balan-
ceamento entre a massa que escoa a cada etapa para esta bomba.
Para os demais tipos de sistemas hidráulicos, o balanceamento de
massa não é diretamente garantido, tendo em vista que a massa de
fluido deslocada em cada etapa é função da resistência hidráulica e
da fração de tempo de escoamento fornecido pelas válvulas.

No que concerne o consumo energético, Capovilla et al. (2016)
realizaram a análise de performance de um sistema acionado por um
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conjunto bomba-válvula rotativa de vedação face-a-face (LOZANO,
2015) e constataram que as válvulas são responsáveis pela maior
parcela da potência requerida pelo sistema, devido ao atrito entre
as faces de vedação da válvula. Para a bomba-pistão, Trevizoli et
al. (2016) observaram que o gasto energético de bombeamento só é
dominante para fatores utilização e frequências de operação maiores.
Eriksen et al. (2015a) e (TEYBER et al., 2016a) não apresentaram
detalhes do consumo energético do sistema de cames.

Uma outra solução foi proposta por Cardoso et al. (2016),
que sugeriram o emprego de válvulas solenoides acionadas eletro-
nicamente. As vantagens desse tipo de solução seriam sua maior
flexibilidade quanto a montagem, manutenção e seleção de tempos
de escoamento das etapas do ciclo, o que pode ser utilizado para
compensar o desbalanceamento de massa e também facilitaria a
aplicação dos resultados obtidos no presente trabalho, que serão
apresentados mais adiante. As desvantagens dessa solução seriam
a dissipação de calor por efeito Joule, que representaria uma carga
térmica adicional, e o consumo energético, que cresce linearmente
com o número de válvulas utilizadas.

(a) (b)

(c)

Figura 2.12 – Sistema de bombeamento Trevizoli (2015) (a) Bombas-pistão;
(b) Válvulas de retenção; (c) Mecanismo biela-manivela (TRE-
VIZOLI, 2015).
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Para exemplificar como um sistema de bombeamento por
bombas-pistão é acionado, a Fig. 2.12 apresenta os principais com-
ponentes do sistema hidráulico no sistema desenvolvido por Trevi-
zoli (2015), e que foi utilizado anteriormente no mesmo aparato do
presente trabalho, tendo sido substituído por um sistema bomba e
válvulas rotativas para o desenvolvimento desta dissertação. Em sua
configuração, a potência mecânica necessária para o funcionamento
da bomba é fornecida por um mecanismo biela-manivela (Fig. 2.12
(c)) acionada pelo torque de um motor de passo.

O funcionamento do sistema válvula-rotativa será detalhado
no capítulo 3, com a descrição completa do aparato experimental.
A solução utilizando válvulas solenoides ainda está em desenvolvi-
mento no POLO, e teste inciais indicam que ela será viável.

2.5 BALANCEAMENTO DE MASSA EM RMAS

Como mencionado na seção 2.4, as soluções hidráulicas apli-
cadas em RMA’s estão sujeitas a problemas de balanceamento de
massa. Os estudos da seção 2.2.1 sobre o balanceamento de regene-
radores térmicos poderiam ajudar no entendimento desta questão.
Porém, eles diferenciam-se da proposta deste e de outros trabalhos
sobre refrigeração magnetocalórica, pois, para um RMA, a varia-
ção entre a temperatura de entrada e saída das correntes de fluido
devem ser da mesma ordem em ambas as etapas de escoamento, en-
quanto que em regeneradores passivos (que não apresentam o efeito
magnetocalórico) isso não é necessariamente um requisito, como no
caso da aplicação de regeneradores para a recuperação de calor.

A importância do parâmetro de desbalanceamento em RMAs
foi primeiramente verificada por Zimm e Russek (2009). Os autores
realizaram testes em um aparato experimental operado como um
refrigerador cujo principal objetivo era reduzir a temperatura de
uma massa de fluido até determinado valor. Os resultados indicaram
que, neste tipo de operação, o desbalanceamento pode contribuir
com a melhora do 𝐶𝑂𝑃 do sistema, como verificado na Fig. 2.13.

É importante ressaltar que o modo de operação descrito por
Zimm e Russek (2009) requer o desbalanceamento, pois ele utiliza
apenas uma parcela de massa que escoa durante o período quente
para trocar calor com o reservatório frio, enquanto a maior parcela
do fluido deslocado nesta etapa retorna para o regenerador sem in-
teragir com o reservatório. A fração de fluido que interage com o
reservatório frio retorna diretamente para a entrada do lado quente
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(entrada do escoamento quente) sem escoar pelo regenerador. Desta
forma, a massa deslocada na etapa quente sempre será maior. Li-
onte et al. (2016) realizaram um estudo numérico-experimental se-
melhante ao de Zimm e Russek (2009), e para o sistema em questão,
determinaram um valor ideal de desbalanceamento.

Figura 2.13 – Aumento medido de capacidade de refrigeração (curvas superio-
res) e de coeficiente de performance (curvas inferiores) quando
o RMA é configurado para permitir um maior deslocamento de
massa no escoamento quente (ZIMM; RUSSEK, 2009).

O procedimento descrito por Zimm e Russek (2009) é dife-
rente do sistema de refrigeração magnética proposto neste trabalho,
cujo foco é a retirada de calor de um reservatório térmico frio e a re-
jeição deste para um quente utilizando toda a quantidade de fluido
deslocada nas etapas de escoamento para realizar as transferências
de calor (ciclo de Brayton). Portanto, os resultados de Zimm e Rus-
sek (2009) e Lionte et al. (2016) não são válidos para a proposta
desta dissertação. Estudos no sentido de caracterizar a importância
do desbalanceamento em RMAs operando no ciclo de Brayton fo-
ram propostos por Eriksen et al. (2016). Os autores verificaram que
o aparato descrito em Eriksen et al. (2015a) poderia ter seu desem-
penho melhorado por meio do controle do balanceamento de massa.
No sistema em questão, o bombeamento de fluido era promovido
por conjunto bomba e válvulas acionadas por cames.
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A Fig. 2.14 apresenta medições de vazões para um dos onze
regeneradores presentes no dispositivo. A diferença do patamar atin-
gido pelo escoamento em sentidos opostos foi creditada à distinção
entre as resistências ao escoamento de diferentes regeneradores, e ao
fato de que eles são acionadas simultaneamente em paralelo. Logo,
uma distribuição desigual da vazão mássica é verificada. Eriksen et
al. (2015b) apresentaram resultados preliminares (figura 2.15) do
ajuste da resistências hidráulicas através de válvulas de esfera e ve-
rificou uma melhoria de 3,4 K no Δ𝑇R, resultante da equalização
das vazões mássicas nos diferentes períodos.

Figura 2.14 – Perfis normalizados de campo magnético e de escoamento em
um dos regeneradores do sistema. Linhas vermelhas indicam o
escoamento da etapa quente e as azuis da etapa fria (ERIKSEN
et al., 2015a).

Posteriormente, Eriksen et al. (2016) avaliaram numericamente
um, dois e múltiplos regeneradores sujeitos a diferentes condições
de desbalanceamento. Primeiramente foi analisado um único rege-
nerador sujeito a um escoamento oscilatório senoidal, semelhante ao
que poderia ser fisicamente gerado por uma bomba-pistão. As equa-
ções de energia do fluido e do sólido foram resolvidas para diferentes
valores do parâmetro 𝑢V, definido pelo autor como:

𝑢V = 𝑉EQ − 𝑉EF

𝑉avg
(2.15)
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Figura 2.15 – Temperaturas do lado quente e frio durante um teste do AMR
mostrando o efeito do ajuste da resistência hidráulica para um
dos regeneradores do sistema (ERIKSEN et al., 2015b).

na qual, 𝑉𝑎𝑣𝑔 é a média do volume deslocada nos escoamentos quente
(𝑉EQ) e frio (𝑉EF). Valores positivos de 𝑢V indicam um excesso de
massa escoando no período quente, enquanto valores negativos re-
presentam excesso de fluido proveniente do reservatório frio. A Fig.
2.16 exibe os resultados de capacidade de refrigeração e calor rejei-
tado para uma variação de -5% até 5% no valor de 𝑢V. Percebe-se
que o excesso de fluido escoando em um sentido favorece o processo
de troca de calor durante o sentido oposto. Por exemplo, um excesso
de fluido escoando durante o período quente favorece a rejeição de
calor durante o período frio. Ainda, na Fig. 2.16 a região na qual
𝑄̇F é maior que 𝑄̇Q não é consistente em relação a termodinâmica
de refrigeradores, e só é possível, segundo Eriksen et al. (2016), caso
exista uma sistema energético externo que forneça excesso de fluido
na temperatura do reservatório frio para o RMA.

Em seguida, Eriksen et al. (2016) incluíram um segundo re-
generador em série no modelo, garantindo assim a continuidade do
ciclo. Como consequência do acoplamento em série, o valor do des-
balanceamento de um é igual ao do outro, porém, com sinal oposto,
já que cada realiza etapas diferentes do ciclo simultaneamente. A fig.
2.17 apresenta a soma dos valores de 𝑄̇F e 𝑄̇Q dos dois regenerado-
res para valores absolutos de desbalanceamento variando de 0% a
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5%, na qual percebe-se que o desbalanceamento sempre prejudicou
a performance do conjunto.

Figura 2.16 – Capacidade de refrigeração e calor rejeitado em função da fração
𝑢V para um regenerador (ERIKSEN et al., 2016).

O comportamento dos valores de 𝑄̇F e 𝑄̇Q em relação ao 𝑢V
pode ser explicado pelos perfis de temperatura na fase sólida resul-
tantes da operação sob diferentes condições de desbalanceamento.
Para verificar essa hipótese, a fig. 2.18 apresenta as temperaturas
do sólido ao longo do regenerador, na metade do período quente,
para três valores de desbalanceamento. Conclui-se a partir destas
figuras que os níveis de temperatura no sólido são maiores quando
𝑢V é positivo (excesso de massa durante o período quente) e meno-
res quando o 𝑢V é negativo, ficando o caso balanceado em valores
intermediários.

A matriz sólida com temperaturas mais altas é menos apta a
receber o calor da fonte fria, explicando assim a redução em 𝑄̇F. O
contrário ocorre quando o desbalanceamento é negativo, para o qual
a temperatura do sólido é menor e o regenerador é menos eficiente
na rejeição de 𝑄̇Q. Estas conclusões refletem-se na temperatura do
fluido durante o período quente na extremidade fria, apresentada na
fig. 2.19. Neste exemplo, a temperatura de saída do fluido é maior
para o desbalanceamento positivo, portanto, neste caso, a absorção
de 𝑄̇F na fonte fria é prejudicada.
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Figura 2.17 – Capacidade de refrigeração e calor rejeitado em função da fração
𝑢V para dois regeneradores em série (ERIKSEN et al., 2016).

Figura 2.18 – Perfil axial de temperatura da matriz sólida na metade da etapa
quente para três valores de 𝑢V (ERIKSEN et al., 2016).
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Por fim, os autores também modelaram a operação do sistema
descrito por Eriksen et al. (2015a), que possui onze regeneradores
atuando sempre em conjuntos de três a quatro em cada período
do escoamento. À medida que o desvio padrão das resistências hi-
dráulicas foi aumentado, a performance do sistema, em termos de
capacidade de refrigeração e 𝐶𝑂𝑃 , foi prejudicada. Esses resulta-
dos indicam mais uma vez a importância do parâmetro 𝑢V para
um RMA. A redução do 𝑄̇F para os piores casos em relação ao
balanceado foi de mais de 40 W.

Teyber et al. (2016a) também verificaram a presença de um
desbalanceamento de massa por meio medições internas de tempe-
ratura. Os resultados apresentados pelos autores alinham-se com os
numéricos obtidos por Eriksen et al. (2015a). No caso de Teyber et
al. (2016a), o desbalanceamento de massa foi provocado pela influên-
cia de oscilações do torque de acionamento do circuito hidráulico,
que alterou a duração das etapas de escoamento.

Figura 2.19 – Perfil transiente da temperatura do fluido saindo do regenerador
durante o escoamento quente para três valores de 𝑢V (ERIKSEN
et al., 2016).

A fig. 2.20 apresenta as médias das temperaturas em diferen-
tes posições para dois regeneradores operando em série do aparato
de Teyber et al. (2016a). Os três gráficos foram obtidos para as mes-
mas condições de operação, exceto a razão de desvio 𝛿, que é uma
razão de volumes envolvendo volumes de fluido que passam pelo
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regenerador e que são desviados em um circuito com bomba-pistão.
Esta variável será melhor definida na seção 2.6. Os autores verifi-
caram que quanto maior é a razão de desvio mais desbalanceada
é a condição de operação do escoamento. Como resultado, existe
um distanciamento das temperaturas internas (na posição admensi-
onal 0,5) à medida que 𝛿 aumenta. Como os regeneradores operam
em série, um desbalanceamento positivo em um é acompanhado
respectivamente de um negativo no outro. Isso poderia explicar o
afastamento das duas curvas em relação aos resultados do primeiro
gráfico, cujo o desbalanceamento é zero.

2.6 SINCRONIZAÇÃO ENTRE PERFIS TEMPORAIS HIDRÁU-
LICO E MAGNÉTICO

Como apresentado no Capítulo 1, a correta sincronização en-
tre os perfis de campo magnético e de escoamento em um AMR
pode impactar positivamente sua performance. Nesta seção, serão
apresentados maiores detalhes sobre os trabalhos de Bjørk e Engel-
brecht (2011), Trevizoli et al. (2014), Plaznik et al. (2013) e Teyber
et al. (2016a), que foram os pioneiros na abordagem deste assunto.

Bjørk e Engelbrecht (2011) avaliaram por meio de uma solu-
ção numérica a influência de quatro parâmetros referentes ao acom-
plamento entre perfis: (i) a sincronização 𝑥𝑜, relacionada à diferença
entre o instante em que o campo magnético começa a aumentar e
o início do ciclo; (ii) a taxa de aceleração do escoamento, ou de
rampa, (𝑤total −𝑤top)/2, sendo 𝑤total e 𝑤top as frações do ciclo cor-
respondentes ao período total de magnetização e ao período onde o
valor do campo magnético é máximo respectivamente; (iii) o valor
do campo magnético máximo 𝜇0𝐻max; (iv) o próprio 𝑤total. A Fig.
2.21 apresenta esquematicamente os parâmetros avaliados.

Os parâmetros 𝜏1 a 𝜏4 (frações do período do ciclo) foram
fixados em 𝜏1 = 𝜏3 = 0, 1 e 𝜏2 = 𝜏4 = 0, 4. Foi investigada uma ex-
tensa combinação de parâmetros geométricos de regeneradores de
placas paralelas e leito de esferas, além de vários valores de vazão
mássica e frequência de ciclo. Contudo, a apresentação dos resulta-
dos limitou-se apenas em separar os resultados de placas paralelas
e de esferas, não sendo investigados o comportamento referente a
diferentes características geométricas e pontos de operação.

Dos quatro parâmetros avaliados, a análise de 𝑤total é a mais
relevante para esta dissertação, uma vez que o aumento da fração
de tempo do ciclo correspondente a magnetização, mantendo-se o
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Figura 2.20 – Temperatura do regenerador com volume de fluido deslocado
desbalanceado (TEYBER et al., 2016a).
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perfil de escoamento fixo é análoga à proposta deste trabalho, que
é a redução da fração de tempo de escoamento mantendo-se o per-
fil magnético fixo. A Fig. 2.22 exemplifica como seriam os perfis
magnéticos referentes a quatro valores de 𝑤total investigados pelos
autores. Nesta figura, a variável 𝑡* representa o tempo adimensional,
definido na seção 4.1.1.

Figura 2.21 – Perfil de campo magnético (linha cheia) e de escoamento (linha
tracejada) definidos pelos parâmetros utilizados por Bjørk e
Engelbrecht (2011).

A capacidade de refrigeração máxima (figura 2.23(a)) e o
Δ𝑇R máximo (figura 2.23(b)) em função de 𝑤total foram obtidos
para dois tipos de sincronização, definidos pelos autores como cen-
tralizada e sincronizada. A primeira centraliza os perfis de escoa-
mento e campo magnético, enquanto que a segunda alinha o começo
da rampa de descida do campo magnético com o início do período
𝜏3.

Em relação à configuração centralizada, verifica-se que tanto
o máximo 𝑄̇F quanto Δ𝑇R aumentaram à medida que 𝑤total aumen-
tou, atingindo um máximo ao redor de 𝑤total = 0,55. A partir deste
ponto, o valor de 𝑄̇F é prejudicado, pois a etapa de magnetização
passa a ocorrer também durante o escoamento quente do ciclo (valo-
res de 𝑚̇ negativos). Uma analogia destes resultados com o esperado
desta dissertação sugere que a diminuição do tempo de escoamento
(análoga ao aumento de 𝑤total) apresenta o potencial de melhorar a
performance do sistema. Os resultados para a configuração sincro-
nizada apresentam comportamento semelhante, porém com maior
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redução para valores de 𝑤total maiores.
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Figura 2.22 – Perfis de campo magnético (linha cheia) e de escoamento (li-
nha tracejada) adimensionais para diferentes valores de 𝑤𝑡𝑜𝑡𝑎𝑙

segundo a metodologia descrita em Bjørk e Engelbrecht (2011).

(a)
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(b)

Figura 2.23 – (a) Capacidade de refrigeração máxima e (b) diferença de tem-
peratura entre reservatórios máxima em função de 𝑤total para
um regenerador de esferas de gadolínio. As linhas pretas referem-
se à configuração centralizada, e as vermelhas, à sincronizada
Bjørk e Engelbrecht (2011).

Plaznik et al. (2013) também avaliaram, através de modela-
gem matemática, a influência da rampa de magnetização na perfor-
mance de um RMA. Neste caso, os autores relataram uma melhoria
de 𝑄̇F à medida que o tempo de rampa era reduzido. Além disso,
com o auxílio do modelo matemático e de um aparato experimental,
foram investigados três modos de sincronização entre os perfis de
campo magnético e escoamento, que resultaram em três diferentes
ciclos termodinâmicos possíveis de serem aplicados em um RMA,
ou seja, os ciclos Brayton, Ericsson e Híbrido.

A figura 2.24 apresenta as sincronizações dos perfis magné-
ticos (linha cheia) e hidráulicos (linha tracejada) propostos pelos
autores. Nota-se que, enquanto um processo adiabático de variação
de campo magnético ocorre na ausência de escoamento, para reali-
zar um processo isotérmico (característico do ciclo Ericson) o fluxo
de fluido é necessário. Na sincronização híbrida, uma parte da mag-
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netização ocorre na presença de escoamento, e a outra, não. Tanto
os resultados numéricos quanto os experimentais revelaram que em
termos de capacidade de refrigeração e Δ𝑇R, os ciclos Brayton e Hí-
brido apresentaram desempenho semelhante e foram superiores ao
ciclo Ericsson. Entretanto, a fração de tempo em que há escoamento
durante a magnetização para o ciclo Híbrido não foi variada.

(a) (b)

(c)

Figura 2.24 – Perfis de campo magnético e escoamento para os ciclos (a)
Brayton; (b) Ericsson; (c) Híbrido. A variável 𝑣f representa
velocidade do fluido. Adaptado de (PLAZNIK et al., 2013).

Outro trabalho numérico acerca do acoplamento hidráulico-
magnético foi desenvolvido por Trevizoli et al. (2014), que avalia-
ram a performance de um RMA sujeito a diferentes perfis de campo
magnético, mantendo-se o de escoamento constante. O campo mag-
nético instantâneo (em forma de degrau) foi comparado com os per-
fis senoidal e senoidal retificado (figura 2.25). Dentre os três, o perfil
instantâneo mostrou-se superior, como mostra a figura 2.26, seguido
do perfil senoidal. Os autores reportaram que a redução na curva
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de desempenho do sistema operando sob perfil retificado pode ser
relacionada ao tempo em que o sólido fica submetido a valores de
campo magnético baixo, que é menor para o retificado e maior para
o perfil instantâneo.

Figura 2.25 – Perfis de campo magnético instantâneo, senoidal e senoidal
retificado. 𝜔 é a velocidade angular. (TREVIZOLI et al., 2014).

Figura 2.26 – Δ𝑇R em função de 𝑄̇F para uma temperatura de reservatório
quente de 300 K. Adaptado de (TREVIZOLI et al., 2014).



86 Capítulo 2. Revisão Bibliográfica

O primeiro trabalho a avaliar experimentalmente o acopla-
mento foi desenvolvido por Teyber et al. (2016a). A proposta dos
autores é semelhante à desta dissertação, haja vista que os autores
verificam a influência da redução do tempo de escoamento para um
perfil de campo magnético fixo. O aparato experimental utilizado
possui um perfil de campo magnético variando ente 0.06 T e 1.45 T,
seguindo um perfil senoidal retificado. O bombeamento de fluido é
garantido por meio de uma bomba de duplo efeito ou bomba-pistão,
e a redução do período de escoamento foi garantido por um sistema
de válvulas de desvio acionadas por meio de um eixo de comando
de válvulas.

Os autores mostraram que, durante um escoamento (quente
ou frio), à medida que os cames são acionados, parte do volume
bombeado ora escoa pelo regenerador 𝑉𝐷, ora é desviado do regene-
rador 𝑉𝐷,𝛿 por meio de um curto-circuito na bomba-pistão. Assim,
ao modificar os perfis dos cames, é possível alterar os tempos de es-
coamento pelo regenerador e curto-circuito. A figura 2.27 apresenta
o perfil de campo magnético e os perfis de escoamento calculados
(fig. 2.27a) e os obtidos (fig. 2.27b).

(a)



2.6. Sincronização entre Perfis Temporais Hidráulico e magnético 87

(b)

Figura 2.27 – Perfis de escoamento e de campo magnético caracterizados pela
perda de carga do regenerador em função do tempo adimen-
sional: (a) Perfis calculados e (b) perfis experimentalmente
caracterizados (TEYBER et al., 2016a).

A razão de desvio, 𝛿, definida pelos autores é a razão entre o
volume que é desviado do regenerador para o curto-circuito 𝑉𝐷,𝛿 e
o volume total deslocado pela bomba-pistão (𝑉𝐷,𝑡𝑜𝑡𝑎𝑙 = 𝑉𝐷 + 𝑉𝐷,𝛿).
Portanto, quanto maior seu valor, menor a fração de tempo de escoa-
mento pelo regenerador. A justificativa para a redução desta fração,
no caso de perfis magnéticos senoidais, é garantir que o escoamento
ocorra durante a etapa de menor valor de campo magnético, no
caso do escoamento quente, e maior campo magnético, para o esco-
amento frio. Um reflexo dessa concentração do escoamento pode ser
verificado na definição da variável Δ𝐵, que representa a média da
variação de campo magnético ponderada pela vazão mássica. Para
campos magnéticos senoidais, quanto menor for a fração 𝛿, maior
será o valor de Δ𝐵 e espera-se que maior seja a variação de tempe-
ratura devido ao EMC. Segundo Niknia et al. (2016), a variável Δ𝐵
também pode ser utilizada em modelos matemáticos para substituir
o perfil de campo original (como por exemplo o senoidal retificado),



88 Capítulo 2. Revisão Bibliográfica

com o intuito de agilizar os cálculos sem prejudicar os resultados.
Os resultados para valores de 𝑉𝐷 constantes, apresentados

pela figura 2.28, indicam que, de fato, a curva de desempenho do
sistema melhora quando a razão de desvio aumenta. Porém, existe
um limite para 𝛿, além do qual os resultados mostram-se piores.
Além disso, a melhoria é sentida apenas para valores maiores de
𝑄̇F, enquanto que para valores altos de Δ𝑇R não foram observadas
grandes diferenças. Segundo os autores, este fato pode ser explicado
considerando-se que valores de 𝛿 altos exigem maiores vazões más-
sicas para manter 𝑉𝐷 constante, o que reduz os valores do 𝑁𝑈𝑇 e
prejudica os valores de 𝑄̇F e Δ𝑇R. Valores de 𝑉𝐷 maiores também
foram menos sensíveis a variações de 𝛿 e 𝑁𝑈𝑇 .

Teyber et al. (2016a) ainda relataram que o desbalanceamento
de massa é um fator que prejudicou a performance do RMA, como
apresentado na seção 2.5. Por fim, em termos de eficiência de se-
gunda lei, para os valores de 𝛿 em que se observou um aumento
de 𝑄̇F, a potência de bombeamento também aumentou, mas numa
escala mais acelerada, reduzindo a relação 𝑄̇F/𝑊̇b, na qual 𝑊̇b é a
potência de bombeamento do sistema.

(a)
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(b)

(c)

Figura 2.28 – Performance do AMR em termo de 𝑄̇F e Δ𝑇R para diferentes
valores de razão de desvio para 𝑉𝐷 de (a) 6,95 cm3; (b) 10,42
cm3; (c) 13,90 cm3 (TEYBER et al., 2016a).
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2.7 MINIMIZAÇÃO DA GERAÇÃO DE ENTROPIA EM RMAS

A Minimização da Geração de Entropia (MGE), enquanto
ferramenta de análise de desempenho de sistemas térmicos foi con-
solidada por Bejan (1982). Em Bejan (1996), o mesmo autor uti-
liza diversos exemplos de sistemas termodinâmicos, cuja otimização
baseada na primeira e segunda leis da termodinâmica convergem
para resultados análogos aos apresentados pela análise de exergia,
podendo ser resumidos pelo teorema de Gouy-Stodola, que afirma
a proporcionalidade entre as taxas de trabalho disponível perdido
𝑊̇lost e de geração de entropia 𝑆̇g:

𝑊̇lost = 𝑇 *𝑆̇g (2.16)

A constante 𝑇 * está relacionada em geral às temperaturas de inter-
face com os reservatórios térmicos, e varia de sistema para sistema.
Bejan (1996) enfatiza que, ao preocupar-se com a minimização de
𝑆̇g ao invés de 𝑊̇lost, a dependência do conhecimento das propri-
edades ambientes é eliminada e a otimização do sistema pode ser
baseada não só em princípios da termodinâmica, mas também da
mecânica dos fluidos e transferência de calor, que podem ser dire-
tamente ligadas a características físicas e construtivas de sistemas
reais e apresentam-se como ferramentas de grande valor para o de-
senvolvimento de sistemas térmicos. Por exemplo, a MGE preocupa-
se com fontes de irreversibilidades internas como atrito, mistura e
diferenças finitas de temperatura, as quais podem ser dependentes
de dimensões de determinadas superfícies de um trocador de ca-
lor, ou do tipo de material sobre o qual há um escoamento, entre
inúmeros outros fatores que devem ser considerados em etapas de
projeto.

No que diz respeito à minimização de entropia em RMAs Li,
Gong e Wu (2008) e Numazawa et al. (2012) realizaram procedi-
mentos de MGE com o intuito de otimizar parâmetros geométricos
e de operação. Porém, como apontado por Trevizoli (2015), o dois
trabalhos não utilizam a capacidade de refrigeração como uma res-
trição do sistema, o que dificulta a comparação entre as diferentes
combinações de parâmetros. Trevizoli (2015) realizou uma extensiva
análise de MGE com restrições de performance de Δ𝑇R e 𝑄̇F de 15
K e 20 W, respectivamente, para um regenerador de leito de esferas.
Além disso, os parâmetros geométricos do regenerador também fo-
ram restringidos segundo a metodologia de Critérios de Avaliação de
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Performance (CAP) de Webb e Kim (2005), que sugere os seguintes
critérios, resumidos por Trevizoli (2015):

• Geometria Variável (GV): Esse CAP permite a variação da
área da seção transversal do regenerador e de seu comprimento
com a restrição de que o volume deve ser constante. Portanto,
caso o diâmetro do regenerador aumente, seu comprimento
deve ser reduzido. Esse tipo de análise é útil quando o cir-
cuito magnético onde o regenerador será colocado não possui
dimensões definidas, permitindo assim um dimensionamento
combinado do RMA e do imã permanente;

• Área Frontal Fixa (AFF): Nesta CAP, a seção transversal do
regenerador é fixa e é permitida apenas a variação de seu com-
primento. Este critério é útil, por exemplo, quando as dimen-
sões do circuito magnético já estão definidas, ou quando se
pretende otimizar a quantidade de material magnetocalórico
necessário para atingir determinado ponto de operação, já que
a massa de material pode variar ao longo dessa análise;

• Geometria Fixa (GF): Esta é a PEC mais restritiva em termos
geométricos, na medida em que todas as dimensões do regene-
rador são fixas. Ela útil quando se deseja otimizar a operação
de um sistema já definido, ou verificar a influência das caracte-
rísticas da matriz porosa, como do diâmetro de partículas em
leitos de esferas.

Para cada critério acima, foram variados por Trevizoli (2015)
também os parâmetros de operação como a vazão mássica e a frequên-
cia do ciclo em busca das combinações que resultam em menores
valores de 𝑆̇g. As componentes de geração de entropia avaliadas fo-
ram devido à transferência de calor entre sólido e fluido (𝑆̇g,TC), à
condução axial de calor no fluido (𝑆̇g,CAf) e no sólido (𝑆̇g,CAs) e à
dissipação viscosa no escoamento (𝑆̇g,DV).

Em termos de parâmetros geométricos, os critérios avaliados
revelaram que a principal competição que norteia a definição da
geometria do regenerador é entre a sua efetividade térmica e a dis-
sipação viscosa, refletidos nos valores de 𝑆̇g,TC no 𝑆̇g,DV. Caso a
combinação de vazão mássica, frequência de operação e massa de
material magnetocalórico seja favorável à obtenção da 𝑄̇F especifi-
cada, o regenerador tende a ser efetivo termicamente e gerar valores
relativamente baixos de 𝑆̇g,TC, então o sistema tende a exigir con-
figurações geométricas que reduzam a dissipação viscosa, como o
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aumento da seção transversal do regenerador, ou do diâmetro de
partícula, ou até a redução de seu comprimento, reduzindo assim
𝑆̇g,DV.

Por outro lado, caso a restrição de 𝑄̇F seja muito elevada, o
RMA requer valores de diâmetro de partículas e do diâmetro do
regenerador menores, que resultam em velocidades superficiais mai-
ores, e portanto, coeficientes de transferência de calor e 𝑁𝑈𝑇 mais
altos. Outra opção seria dispor de matrizes com maiores compri-
mentos, que aumentassem a massa da fase sólida e reduzissem o
fator de utilização do sistema, além de aumentar a área de troca de
calor. Porém, neste caso, a desvantagem acaba sendo o aumento da
dissipação viscosa.

Em termos de parâmetros operacionais, os resultados indica-
ram que menores frequências e vazões, quando capazes de atingir as
restrições de performance, geram menores quantidades de entropia
para os dois critérios avaliados (GV e AFF).

2.8 SÍNTESE DO CAPÍTULO E OBJETIVOS ESPECÍFICOS

Ao longo deste capítulo foram apresentados os principais con-
ceitos envolvidos na avaliação da performance de um RMA sujeito
a diferentes sincronizações entre perfis de campo magnético e escoa-
mento. A maioria dos trabalhos apresentados na Seção 2.6 optaram
por variar características do circuito magnético em modelos mate-
máticos, enquanto que apenas o trabalho de Teyber et al. (2016a)
apresenta uma investigação experimental detalhada de diferentes
perfis. Porém, esse trabalho utilizou frações de escoamento abaixo
de 60% (razões de desvio acima de 40 %). Neste sentido, a pre-
sente dissertação visa investigar experimentalmente frações de es-
coamento entre 100% e 65%, complementando assim o trabalho de
Teyber et al. (2016a). Para tanto, os seguinte objetivos específicos
foram definidos:

• Adaptação a bancada de avaliação de RMAs desenvolvida por
Trevizoli et al. (2016) para viabilizar a variação do perfil de
escoamento;

• Avaliação de perfis temporais de temperatura, pressão, torque
e vazão transientes para diferentes combinações de parâmetros,
tais como massa de fluido deslocada e frequência de operação
do sistema, para frações de tempo de escoamento de 100%,
90%, 80% e 65%;
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• Cálculo dos parâmetros relevantes a um sistema de refrigera-
ção, como capacidade de refrigeração, diferença de tempera-
tura entre reservatórios, coeficiente de performance (𝐶𝑂𝑃 ) e
eficiência de segunda lei, a partir dos quais a performance do
RMA sujeito a diferentes frações de escoamento será investi-
gada;

• Avaliação da melhor combinação de perfis de campo magnético
e de escoamento para o presente aparato experimental.

Durante os testes iniciais do aparato foi verificada a presença
de um desbalanceamento de massa entre etapas do RMA, o que
dificultou a obtenção de resultados consistentes nas etapas preli-
minares do estudo. Para solucionar este problema, foram buscados
na literatura sobre regeneradores térmicos (tanto passivos quanto
ativos) estudos que pudessem auxiliar na caracterização desse des-
balanceamento. Dentre os trabalhos apresentados na Seção 2.5, a
avaliação numérica de Eriksen et al. (2016) se destacou por ser a
primeira a avaliar essa questão em condições de operação similares
às do presente aparato. Seus resultados foram apenas parcialmente
verificados nos experimentos de Teyber et al. (2016a). Neste sentido,
a presente dissertação também teve como objetivo demonstrar que
a metodologia numérica de Eriksen et al. (2016) pode ser aplicada
em aparatos experimentais através das seguintes atividades:

• Identificação dos possíveis agentes causadores do desbalancea-
mento de massa entre etapas do presente aparato;

• Reprodução dos testes de balanceamento de massa no modelo
matemático e no aparato experimental para a definição de um
ponto de operação do aparato e para a validação do modelo
de Trevizoli, Nakashima e Barbosa Jr. (2016) para esse tipo
de estudo.

Enfim, esta dissertação busca também validar o modelo desen-
volvido por Trevizoli, Nakashima e Barbosa Jr. (2016) para a avali-
ação numérica de uma faixa de frações de escoamento maior que as
permitidas pelo aparato. Além disso, os resultados do modelo possi-
bilitam avaliar os perfis transientes de temperatura estabelecidos no
regenerador com mais detalhes, fornecendo assim informações úteis
para a compreensão dos efeitos da modificação do perfil hidráulico.
Com o modelo validado, é possível a aplicar a metodologia de oti-
mização baseada na MGE para buscar valores ótimos de frações de
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escoamento para diferentes geometrias de regenerador. Nesta frente
de trabalho, os seguintes objetivos foram definidos:

• Realização do cálculo da performance de acordo com os re-
sultados numéricos e comparação destes com os resultados
experimentais, buscando validar o modelo para a análise de
diferentes perfis temporais de escoamento.

• Investigação das causas da variação de performance do RMA
operando com diferentes frações de escoamento;

• Implementação da análise de MGE utilizado por Trevizoli et
al. (2016b), explorando a flexibilidade da solução numérica
para expandir a avaliação em diferentes frações percentuais de
tempos de escoamento. Adicionalmente, a MGE torna possível
o entendimento sólido dos mecanismos de perdas inerentes aos
sistema, que acabam por reduzir sua eficiência.
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Capítulo 3

APARATO E METODOLOGIA
EXPERIMENTAIS

O presente capítulo tem como objetivo apresentar o aparato
e a metodologia experimentais utilizados para a avaliação da perfor-
mance de um regenerador magnético ativo sujeito a diferentes perfis
de escoamento. A descrição detalhada da versão original do aparato
experimental modificado no presente trabalho pode ser encontrada
em Trevizoli (2015).

Este capítulo inicia-se com uma discussão acerca do geren-
ciamento do escoamento de fluido de trabalho do sistema, que foi
possibilitado pela instalação de válvulas rotativas disponíveis no
POLO. Em seguida, é feita uma descrição geral do aparato experi-
mental, acompanhada pelo detalhamento dos principais componen-
tes dos sub-sistemas hidráulico e magnético, e da instrumentação.
Por fim, serão apresentadas a metodologia experimental, bem como
as métricas calculadas a partir dos dados adquiridos e as incertezas
envolvidas em seus cálculos.

3.1 DESCRIÇÃO DO ESCOAMENTO NO APARATO EXPERI-
MENTAL

Antes de adentrar na descrição detalhada dos principais com-
ponentes do aparato experimental, é importante apresentar com
maior propriedade o problema do escoamento a ser abordado e de-
finir alguns termos que serão utilizados ao longo desta dissertação.
A fig. 3.1 mostra esquematicamente os principais componentes do
aparato experimental desenvolvido por Trevizoli (2015), o qual foi
modificado para possuir além das duas linhas principais de bombea-
mento, as quais levam fluido ao regenerador durante os escoamentos
(ou etapas) quente ou frio, uma linha secundária de bombeamento,
a linha de desvio, que retorna fluido ao reservatório durante a etapa
ou escoamento de desvio.

Por padrão, a duração dos escoamentos quente e frio é de me-
tade do ciclo RMA, o que exigiria apenas duas linhas de escoamento,
acionadas alternadamente. A inclusão da linha de desvio neste apa-
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rato possibilita fazer com que, em um dado escoamento, quente ou
frio, o fluido seja bombeado através do regenerador durante uma fra-
ção de tempo menor que a padrão. No restante do período, o fluido
bombeado retorna diretamente para o reservatório através da linha
de desvio. Desta forma, viabilizou-se a implementação e o estudo de
diferentes perfis de escoamento.

Regenerador

TCQ TCF

Reservatório

Motor-de-passo

VBPVAP

Medidor de Turbina

PP

P

T

P

T

P

T

P

T T T

Válvula de
Retenção

Linha Fria

Válvula de
Balanceamento

Linha de Desvio

Linha Quente

Banho

Térmico

Medidor
Coriolis
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CCH

CCH

15:1
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Potenciômetro

Torquímetro

Bomba de Engrenagens

Figura 3.1 – Diagrama hidráulico esquemático do aparato experimental. Com-
ponentes da transmissão e do circuito magnético (CCH) também
podem ser visualizados. TCQ e TCF são os trocadores de ca-
lor quente e frio, respectivamente. T e P são transdutores de
temperatura e pressão. VAP e VBP são, respectivamente, as
válvulas rotativas de alta e baixa pressão. Setas indicam sentido
do escoamento.

Para fazer tal divisão entre os tempos de escoamento e de
desvio, o circuito hidráulico é composto por um reservatório, uma
bomba, válvulas rotativas e válvulas de controle de fluxo unidirecio-
nal, como mostra a Fig. 3.2. O componente principal deste circuito
são as válvulas rotativas, que tem como principal atribuição definir
qual das três linhas estará disponível para o escoamento por meio
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da vedação da entrada e saída das demais linhas. A Seção 3.4 apre-
senta maiores detalhes sobre o funcionamento e componentes dessas
válvulas.

Figura 3.2 – Diagrama esquemático do ciclo de funcionamento do circuito
hidráulico.

O papel desempenhado pelas válvulas rotativas no estabeleci-
mento do ciclo de operação pode ser visualizado na fig. 3.2, onde é
possível verificar as etapas que compõem os ciclos frio e quente. Por
exemplo, no início do ciclo quente, as válvulas rotativas alinham-se
de forma a direcionar o escoamento proveniente da bomba direta-
mente para o reservatório, desviando-o assim da linhas principais
enquanto o regenerador está sendo magnetizado. Em seguida, ainda
sob magnetização, a linha principal fria é acionada pelo conjunto
de válvulas, permitindo o escoamento frio e a conclusão do ciclo
quente. O ciclo frio é similar, iniciando com uma etapa de desvio e
concluindo com o escoamento quente, ambos sob desmagnetização.
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Como pode ser verificado na fig. 3.1, o projeto final do con-
junto de válvulas simplificou a linha de desvio, que após sair da
válvula de alta pressão foi direcionada diretamente ao reservatório,
ao invés de passar antes pela válvula de baixa pressão.

3.2 APARATO EXPERIMENTAL

A Fig. 3.3 apresenta uma fotografia do aparato experimental,
com destaque para os componentes principais de cada sub-sistema:
o conjunto de cilindros concêntricos de Halbach (CCH) pertencente
ao circuito magnético; as válvulas rotativas do circuito hidráulico; e
o regenerador magnético ativo, que se encontra no interior do CCH.
Também é possível visualizar componentes auxiliares, como troca-
dores de calor, reservatório de fluido e alguns dos instrumentos de
medição utilizados. O objetivo do aparato é possibilitar a obtenção
de dados de calor transferido ao reservatórios e potências forneci-
das ao sistema durante o seu funcionamento, para assim avaliar sua
performance.

Figura 3.3 – Visão geral do aparato experimental.

O funcionamento da bancada inicia-se quando a bomba de
engrenagens é ligada e começa a bombear fluido, uma mistura de
20% do anticongelante etilenoglicol e 80% de água destilada, atra-
vés de uma das três linhas de fluxo possíveis (linha quente, linha
fria ou linha de desvio). Em seguida o motor de passo é ativado, ro-
tacionando o CCH - responsável por garantir as variações de campo
magnético sobre o RMA - e o conjunto de válvulas rotativas - res-
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ponsável por alternar a linha de fluxo conforme explicado na seção
anterior. Logo, existe um fino sincronismo entre as válvulas e o CCH,
na medida em que, quando este último fornece valores de campo
magnético 𝐵⃗ altos sobre o RMA, o escoamento se dá no sentido re-
servatório frio para o quente (escoamento frio), e quando 𝐵⃗ é baixo
o escoamento se dá no sentido contrário (escoamento quente).

A transferência de calor com os reservatórios térmicos neste
aparato é caracterizada em função da diferença entre a temperatura
média do fluido ao sair do regenerador e a do reservatório no qual
é realizada a troca de calor. Por exemplo, durante o ciclo frio, o
fluido deixa o regenerador a uma temperatura menor que da fonte
fria, sendo a capacidade de refrigeração proporcional a esta diferença
de temperatura. As potências inseridas no sistema para a realização
do ciclo são avaliadas diretamente por meio do produto da perda
de carga e vazão da bomba, e pelo torque fornecido pelo motor de
passo para acionar o CCH e as válvulas.

3.3 REGENERADOR MAGNÉTICO-ATIVO

O regenerador magnético ativo é o principal componente do
sistema de refrigeração magnetocalórica. A matriz porosa do RMA
utilizado neste trabalho é composta por esferas de Gadolínio1 (Gd),
com diâmetros na faixa de 0,5 a 0,6 mm e média de 0,55 mm
(Fig. 3.4(a)), compactadas em uma carcaça cilíndrica de G10 com
22,22 mm de diâmetro interno, 100 mm de comprimento e 1,65 mm
de espessura de parede, que ocupa integralmente o volume útil do
circuito magnético utilizado pelo sistema. Os detalhes da montagem
do regenerador podem ser encontrados em Trevizoli (2015).

O acoplamento do regenerador com o a tubulação é feito atra-
vés de um adaptador de poliacetal (POM) (fig. 3.4(b)). O formato
de tronco de cone apresentado por esse adaptador permite uma dis-
tribuição homogênea do fluido na entrada do regenerador, sem pe-
nalizar a sua efetividade devido ao volume morto. O volume morto
é definido como o volume de fluido que, ao sair do regenerador num
determinado escoamento, não entra em contato com o reservatório
térmico, e retorna ao regenerador durante a etapa seguinte sem ter
transferidor calor com as fontes. O volume morto para este rege-
nerador foi avaliado em 7,25% do volume total de fluido que pode
ser armazenado na fração de vazio do maio poroso. Trevizoli et al.

1 Gadolínio de grau comercial com pureza de 99,5% em fração mássica.
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(a) (b)

Figura 3.4 – Componentes do RMA: (a) Esferas de Gd de 0,55 mm de diâ-
metro médio e adaptador regenerador-tubo; (b) Termopares e
adaptadores montados na carcaça auxiliar.

(2016a) e Trevizoli e Barbosa Jr. (2017) apresentam uma discussão
detalhada acerca dos efeitos de volume morto e da má-distribuição
do escoamento em regeneradores térmicos.

O adaptador é montado em uma carcaça de G10 auxiliar
(Fig. 3.4 (b)), que é apoiada em mancais para centraliza-lá em re-
lação ao circuito magnético. As extremidades de medição dos ter-
mopares apresentados nesta figura estão posicionadas no centro do
adaptador regenerador-tubo e permitem a medição de temperatura
na saída do regenerador, que é utilizada para calcular a capacidade
de refrigeração e o calor rejeitado, como será apresentado na Seção
3.9. O resultado da montagem é o regenerador mostrado na fig. 3.5,
que foi utilizado nos testes e possui uma massa total de 194,77 g de
Gd e porosidade de 0,364.

3.4 CIRCUITO HIDRÁULICO

Conforme mostrado na fig. 3.1, o circuito hidráulico do apa-
rato é dividido em três linhas principais. O escoamento por elas é
garantido por uma bomba de deslocamento positivo de engrenagem
(MICROPUMP GC-M23 JS5F.6) acionada por um motor elétrico
(WEG GC M25 PV56). O conjunto bomba-motor succiona o fluido
contido em um reservatório principal, para o qual os fluxos de todas
as linhas são retornados.

Durante o ciclo do presente RMA existe uma diferenciação en-
tre qual linha de escoamento deve ser acionada em um determinado
período do ciclo, cujo controle é realizado pelo conjunto de duas



3.4. Circuito Hidráulico 101

Figura 3.5 – Montagem final do regenerador.

válvulas rotativas (Fig. 3.6), denominadas aqui de válvulas rotati-
vas de alta pressão (VAP) e de baixa pressão (VBP). A válvula de
alta pressão é responsável por receber fluido proveniente da bomba
e definir qual das linhas do regenerador ou se a linha de desvio será
ativada, habilitando assim a entrada desejada e vedando as demais.
Já a válvula de baixa pressão recebe o fluido vindo do regenerador
e o retorna para o reservatório, garantindo que o fluxo mantenha-se
na linha desejada através da vedação das demais saídas.

A Fig. 3.7 apresenta a vista explodida da VAP, a qual é com-
posta por uma câmara, face de vedação e saída e uma mola de
compressão. A câmara, feita em aço inoxidável, possui um furo de
entrada de fluido localizada na sua lateral. O fluido sai da VAP
através face de saída, também fabricada em aço inoxidável, a qual
possui um total de oito furos dispostos em dois padrões circulares,
como apresentado na Fig. 3.8.

No padrão circular de maior raio (64 mm) estão posicionados
quatro furos que atuam sempre aos pares2. O padrão circular de
menor raio (50 mm) é semelhante ao anterior, porém seus furos
ligam a válvula à linha de desvio. Na Fig. 3.8 os círculos azuis
indicam as saídas do escoamento frio, os vermelhos do quente, e
os verdes as saídas para a linha de desvio. São utilizados dois pares
de furos para a linha desvio, pois ela é acionada duas vezes ao longo
do ciclo para reduzir o tempo de escoamento tanto da etapa quente
quanto da fria, conforme a fig. 3.2.
2 Os furos opostos diametralmente sempre são acionados conjuntamente.
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Figura 3.6 – Conjunto de válvulas rotativas.

O princípio de vedação empregado é do tipo face-face. Para
tanto, a face de vedação (Fig. 3.7) é pressionada contra a face de
saída por meio de uma mola de compressão. A passagem de fluido
pela face é realizada através de aberturas (oblongos) que se alinham
aos furos da face de saída. Deste modo, os oblongos de maior raio (64
mm) (oblongos principais) permitem o escoamento pelas linhas do
regenerador, enquanto os oblongos de menor raio (50 mm) (oblongos
de desvio) dizem respeito à linha de desvio.

A redução da fração temporal do período de ciclo em que há
escoamento pelas linhas do regenerador, 𝐹E, tema central desta dis-
sertação, é feita através a redução do ângulo dos oblongos principais,
o que consequentemente reduz a duração dos tempos de escoamento
quente e frio. Para que a bomba continue operando continuamente,
essa redução é compensada pelo aumento dos oblongos de desvio.
Um total de cinco faces de vedação foram projetadas (Fig. 3.9), po-
rém apenas quatro faces foram avaliadas neste estudo devido aos
elevados níveis de pressão atingidos durante a operação da quinta
vedação (V50), cuja fração de escoamento prevista era de 50%. A
Tabela 3.1 resume os valores dos ângulos dos oblongos e frações
de escoamento pela linha principal promovidos por cada vedação
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Figura 3.7 – Vista explodida da VAP.

Figura 3.8 – Face de vedação e face de sáida da VAP. Furos azuis indicam as
saídas da etapa fria, os vermelhos da etapa quente e os verdes
da etapa de desvio.
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analisada. 𝐹E é calculada a partir da seguinte equação:

𝐹E = 𝜏EF + 𝜏EQ

𝜏
(3.1)

na qual os tempos de escoamento pela linha principal durante os
escoamentos frio e quente, 𝜏EF e 𝜏EQ respectivamente, foram defini-
dos segundo a metodologia apresentada na Seção 5.2. A fração de
tempo que o fluido escoa pela linha de desvio 𝐹D é dada por 1 −𝐹E.

Figura 3.9 – Faces de vedação da VAP.

Tabela 3.1 – Ângulo dos oblongos das faces de vedação e fração de escoamento
proporcionados pelas mesmas.

Vedação
Ângulo do

oblongo
principal(°)

Ângulo do
oblongo de
desvio (°)

Fração de escoamento
pela linha principal -

𝐹E (%)
V100 92,02 0,00 100
V90 80,77 11,27 90
V80 69,52 22,52 80
V65 58,27 33,77 65

A válvula rotativa de baixa pressão (VBP) segue o mesmo
princípio da VAP, porém ela não possui os furos relativos à etapa de
desvio, já que nesta etapa o fluido escoa diretamente da VAP para
o reservatório. O funcionamento sincronizado das duas válvulas é
essencial e garantido pelo acoplamento de ambas a um mesmo eixo
movido pelo motor de passo.
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A fig. 3.10 apresenta os perfis trapezoidais teóricos esperados
para o escoamento através das duas linhas principais do regenera-
dor para cada vedação avaliada, mantendo-se a mesma massa de
fluido deslocada (utilização constante). Para tanto, segundo a Eq.
2.9, há um aumento de vazão mássica à medida que o período de
escoamento é reduzido.
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Figura 3.10 – Perfis teóricos ideais de vazão mássica fornecidos por pelas
vedações estudadas para uma frequência e fator de utilização
constante. Os valores negativos indicam a inversão do sentido
do escoamento

3.5 CIRCUITO MAGNÉTICO

O circuito magnético empregado no aparato experimental é
um arranjo de cilindros concêntricos de Halbach, configuração que
vem sendo utilizada em vários aparatos de refrigeração magnética
(TURA; ROWE, 2011; ARNOLD et al., 2014; TREVIZOLI, 2015).
Um arranjo Halbach cilíndrico é caracterizado pela sua remanên-
cia de direção variável segundo coordenadas polares, que pode ser
arranjada a fim de restringir a aplicação de um campo magnético
apenas no seu núcleo e eliminar o campo no exterior do cilindro
(MHÍOCHÁIN et al., 1999). A associação de dois cilindros de Hal-
bach em uma configuração concêntrica permite que o campo mag-
nético gerado pelos ímãs varie entre um valor mínimo e máximo, de
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acordo com a rotação de um dos cilindros ou com a contra-rotação
de ambos. A Fig. 3.11 apresenta um esquema do arranjo CCH e as
posições de campo magnético máxima e mínima na região central
dos cilindros.

Figura 3.11 – Arranjo Halbach de cilindros concêntricos: (a) Na posição de
máximo campo magnético; (b) Na posição de mínimo campo
magnético. As setas pretas indicam a direção da densidade de
fluxo remanente dos segmentos de imã permanente, enquanto
que as setas vermelhas indicam 𝐵⃗ em sua região central (TRE-
VIZOLI et al., 2015)

O conjunto ou arranjo CCH utilizado nesta pesquisa foi pro-
jetado seguindo a metodologia de otimização apresentada em Tre-
vizoli et al. (2015), onde são destacadas as vantagens e desvanta-
gens desse tipo de arranjo para a aplicação em refrigeração mag-
nética. Dentre as principais vantagens estão: (i) serem capazes de
gerar elevados campos magnéticos; (ii) serem compactos e de concep-
ção estrutural simples; (iii) apresentarem flexibilidade em termos de
frequência de operação. Dentre as desvantagens destacam-se: (i) a
grande quantidade de ímãs permanentes requeridos para se fabricar
um HCC; (ii) campos magnéticos assimétricos em relação a duração
das etapas de campo magnético mínimo e máximo; (iii) a demanda
por elevados torques de rotação; (iv) o caráter oscilatório do torque
devido à segmentação dos cilindros.

O resultado da aplicação da metodologia de otimização foi o
arranjo apresentado nas Figs. 3.12 e 3.13, que mostram o imã em
sua forma final e uma vista em corte longitudinal. O conjunto foi fa-
bricado pela Bakker Magnetics B.V. e é composto por dois cilindros
de oito segmentos de Ne2Fe14B com as características apresentadas
na Tabela 3.2, na qual 𝐷i, 𝐷e e 𝐿 representam os diâmetros interno
e externo, e o comprimento, respectivamente.
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Tabela 3.2 – Dimensões do arranjo CCH resultante da metodologia de otimi-
zação (TREVIZOLI et al., 2015).

Cilindro Interno Cilindro Externo
𝐷i (mm) 𝐷e (mm) 𝐿 (mm) 𝐷i (mm) 𝐷e (mm) 𝐿 (mm)

27,0 58,0 115,0 64,0 135,0 130,0

Figura 3.12 – Arranjo de Cilindros Concêntricos de Halbach desenvolvido por
Trevizoli et al. (2015).

Figura 3.13 – Corte longitudinal do arranjo CCH com destaque para a es-
trutura de mancalização que permite a rotação do conjunto
(TREVIZOLI et al., 2015).
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A Fig. 3.14 apresenta o valor resultante de 𝐵⃗ em função do
ângulo de rotação dos imãs em 12 posições ao longo do eixo axial
(z). O campo magnético máximo gerado pelo CCH na posição z =
0 é de 1.69 T, enquanto o campo mínimo é de 0.04 T. Comparando
as diferentes posições axiais, é visível a redução de 𝐵⃗ próximo as
extremidades do CCH, onde, por exemplo, a intensidade de 𝐵⃗ na
posição z = 57.5 mm é aproximadamente a metade do seu valor em z
= 0. O regenerador utilizado neste trabalho ocupa a região entre z=-
50 mm e z=50 mm, portanto suas extremidades estão sujeitas a 𝐵⃗
menores que sua região central. Contudo, valores de 𝐵⃗ menores que 1
T não são observados em nenhuma posição. Na mesma figura, ainda
é possível verificar o perfil senoidal retificado do campo magnético
gerado pela contra-rotação dos cilindros.

Figura 3.14 – Valores experimentais de 𝐵⃗ medidos em diferentes posções ao
longo do eixo Z da figura 3.13 em função do ângulo de rotação
do cilindro interno (TREVIZOLI et al., 2015).

A Fig. 3.15 apresenta a variação de torque fornecido ao CCH
durante uma rotação completa dos cilindros. As oscilações de alta
frequência ocorrem devido à segmentação dos cilindros de Halbach
enquanto que a oscilação de baixa frequência é resultado do seu
comprimento finito (MHÍOCHÁIN et al., 1999; TREVIZOLI et al.,
2015). A redução da amplitude das oscilações para maiores valores



3.6. Sincronização entre Componentes Hidráulicos e Magnéticos 109

de frequência de rotação é atribuída ao aumento da inércia devido
a maiores velocidades angulares.

Figura 3.15 – Torque do arranjo CCH em função do ângulo de rotação em
diferentes frequências (TREVIZOLI et al., 2015).

3.6 SINCRONIZAÇÃO ENTRE COMPONENTES HIDRÁULI-
COS E MAGNÉTICOS

A Fig. 3.16 apresenta em detalhes a montagem da parte mo-
triz do aparato, além do acoplamento entre o circuito magnético e o
conjunto de válvulas rotativas. Um motor de passo (Kalatec Nema
34, modelo KML-HT34-487) acoplado a uma caixa de engrenagem
de redução 15:1 é utilizado para mover tanto o CCH como a VAP
e a VBP. Um fino controle da frequência de rotação do motor é
garantido pelo uso de um driver Applied Motion modelo ST10.

O eixo motriz do motor transmite torque a uma caixa de
engrenagens cônicas com dentes em espiral (Tandler STD00-EA-
III, 1:1). A caixa de engrenagens, por sua vez, é responsável por
contra-rotacionar os cilindros do CCH por meio de um sistema de
polias e correias. Em um dos eixos da mesma caixa de engrenagens,
o conjunto de válvulas rotativas é acoplado, garantindo assim seu
acionamento. Um terceiro eixo de saída da caixa de engrenagens é
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Figura 3.16 – Sistema de transmissão do aparato.

utilizado para acionar um potenciômetro linear, o qual é utilizado
no pós-processamento dos dados experimentais e para o cálculo da
frequência de operação do AMR.

O posicionamento relativo entre o CCH e as válvulas rota-
tivas foi ajustado tendo como base a posição de campo magnético
máximo. Esta posição indica que o ciclo do AMR está na metade do
escoamento frio, como apresentado na Fig. 3.17. Para que o escoa-
mento esteja na metade da etapa fria, a válvula rotativa foi ajustada,
com o auxílio de um transferidor, para que a posição dos furos da
face de saída relativos ao escoamento frio estivessem na metade do
oblongo principal. O potenciômetro, por sua vez, foi posicionado
na metade de seu curso, tendo em vista que cada curso realizado
representa uma etapa de ecoamento.

É importante salientar que quando contra-rotacionados, o
CCH retorna uma relação de 2:1 entre o número de ciclos mag-
néticos realizados e a frequência de rotação do eixo motriz. Por isso,
no projeto da VAP e da VBP são necessários pares de oblongos e de
furos de saída de fluido para cada escoamento, quente e frio. Deste
modo, garante-se o perfeito sincronismo entre os ciclos magnéticos
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Figura 3.17 – (a) Perfis de campo magnético, escoamento e posição de um
sistema ideal e sincronizado; (b) Perfis de escoamento e posição
obtidos após a sincronização do aparato experimental.
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e de escoamento. Destaca-se também que potenciômetro linear deve
respeitar a relação de rotação de 2:1. Para isso, o mesmo é movido
por uma segunda caixa de engrenagens cônicas em espiral (Tandler
STD00-III, 1:2), a qual garante o sincronismo do potenciômetro com
os demais componentes.

A Fig. 3.17(a) apresenta o sincronismo de projeto entre campo
magnético, vazão mássica e do potenciômetro, enquanto a Fig. 3.17(b)
mostra os perfis de queda de pressão no regenerador e do potenciô-
metro medidos experimentalmente (os instrumentos de medição são
apresentados na Seção 3.7). Neste caso, o perfil para a queda de
pressão é equivalente ao da vazão mássica. Uma defasagem entre os
dois sinais foi verificada, porém esta foi menor que 1% da duração
do ciclo para este caso.

Ainda na Fig. 3.17(b) é possível identificar uma diferença en-
tre os tempos do escoamento frio (𝜏EF) e quente (𝜏EQ). Isto ocorre
pois as flutuações de torque do CCH, apresentadas na Fig. 3.15, são
diretamente transmitidas ao conjunto de válvulas rotativas, haja
vista que estes componentes estão acoplados à mesma caixa de en-
grenagens. Conforme será discutido adiante, essa diferença de tempo
entre os ciclos frio e quente irá desencadear um desbalanceamento
de massa, a qual impacta a performance do sistema.

3.7 INSTRUMENTAÇÃO E SISTEMA DE AQUISIÇÃO

O sistema de aquisição utilizado para obter as métricas ne-
cessárias para a avaliação da performance do RMA foi composto
por transdutores posicionados no aparato segundo o diagrama da
Fig. 3.1 e especificados na Tabela 3.3. A leitura dos sinais forne-
cidos pelos mesmos foi realizada por um sistema de aquisição de
dados National Instruments, conectada a um computador equipado
com o Labview 2009, onde as variáveis fornecidas pelos transdutores
eram visualizadas graficamente e salvas em arquivos de dados para
a subsequente análise. Os detalhes do sistema de aquisição estão
apresentados na Tabela 3.4.

Os termopares dentro das linhas de escoamento (total de dez
termopares indicados na Fig. 3.1) apresentam incerteza de 0,15 K,
enquanto que os quatro termopares posicionados fora das linhas
para a medição da temperatura ambiente apresentam incerteza de
0,2 K. A calibração das sondas foi realizada com um termômetro
padrão com 0,1 K de incerteza. O transdutor de pressão posicionado
na saída da bomba possui fundo de escala de 20,7 bar e sua incerteza
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foi retirada do catálogo, enquanto que os cinco demais apresentam
fundo de escala de 13,8 bar, e suas incertezas foram obtidas a par-
tir da calibração com o auxílio de um testador de peso morto DH
Bundenberg série 580 em uma faixa de 1 bar a 10 bar. A diferença
entre fundos de escala é justificada pelo fato da pressão de saída da
bomba ser a maior de todo o sistema. A incerteza da balança foi
obtida através da calibração utilizando pesos padrões de 50 g a 500
g.

Tabela 3.3 – Resumo da instrumentação.

Sensor Fabricante Modelo Incerteza
Termopar Omega TMQSS-020G-6 0,15-0,2 K

Transdutor de Pressão Omega PX613-200G5V 0,5 kPa
Transdutor de Pressão Omega PX613-300G5V 0,1 kPa
Potênciometro Linear Omega LP802-50 -

Medidor de Vazão Coriolis Krone Optimass
3300C-S04 1%

Medidor de Vazão Turbina Sponsler MF100-CB-PH-A-
4x-V 0,5 L/h

Medidor de Vazão Turbina Sponsler MF20-CB-PH-A-
4x-V 0,1 L/h

Transdutor de Torque HBM T22/50Nm 0,5%
Balança Shimadzu UX4200H 0,02 g

Tabela 3.4 – Principais componentes do sitema de aquisição de dados National
Instruments.

Componente Modelo
Chassi SCXI-1001 12 slots
Placa NI PCI-6289 18-bits

Módulo de Temperatura SCXI-1112 8ch
Módulo de Tensão SCXI-1102 32ch

Bloco Terminal SCXI-1303 32ch

O medidor de vazão de turbinas posicionado na saída da
bomba fornece um pulso de tensão elétrica que é amplificado por
um amplificador de pulso (Sponsler SP714 REV.B) e transformado
em um sinal de corrente de 4 a 20 mA por um computador de vazão
(Sponsler SP2900). A calibração do medidor foi realizada com os
medidores de vazão do tipo Coriolis descritos na Tabela 3.3. Optou-
se por utilizar estes últimos devido a sua baixa incerteza catalogada,
que foi apresentada como 1% na Tabela 3.3 para efeito de cálculos,
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mas que segundo o fabricante está abaixo de 0,2% para 90% da es-
cala de medição. As demais incertezas foram obtidas dos catálogos
dos respectivos equipamentos.

Ainda sobre o medidor de vazão Coriolis, sua performance em
regime transiente está sujeita à sua constante de tempo, portanto
deve haver cautela em relação a utilização de sua medida para tes-
tes em altas frequências. Porém, para as frequências utilizadas neste
trabalho (0,25 Hz e 0,5 Hz), o valor fornecido pelo mesmo pôde
ser utilizado com confiança devido aos resultados apresentados na
Fig. 3.18. Nesta, as medidas dos Coriolis foram comparadas com
o valor esperado de vazão fornecida pelas bomba-pistão do traba-
lho de Trevizoli (2015). As frequências de 0,25 Hz e 0,5 Hz estão
contidas nos pontos até a vazão de 60 kg/h, e para estes valores
a concordância entre as medições foi satisfatória. Para valores mai-
ores de vazão (que nesta figura representa maiores frequências), a
performance transiente do medidor é comprometida.

Figura 3.18 – Média durante uma etapa de escoamento da vazão mássica
experimental fornecida pelo medidor Coriolis em função do valor
de vazão mássica de referência. Os símbolos cheios representam
as medições do medidor da etapa fria e os vazios da etapa
quente (TREVIZOLI, 2015).

A frequência de aquisição, 𝑓𝑑𝑎𝑞, foi definida através da se-
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guinte relação,

𝑓𝑑𝑎𝑞/𝑓 = 300 (3.2)

na qual 𝑓 é a frequência do ciclo do RMA, calculada através da
frequência do sinal do potenciômetro linear com o auxílio da ferra-
menta de Medição de Tom do Labview 2009. O valor de 300 significa
que a cada ciclo do RMA, 300 pontos de dados são salvos em um
arquivo para posterior processamento.

3.8 PROCEDIMENTO EXPERIMENTAL

Após a montagem e acoplamento de todos os sub-sistemas, o
aparato é acionado como descrito na Seção 3.2. No total, 40 condi-
ções de teste de desempenho do refrigerador foram previstas, resul-
tantes da combinação de três parâmetros:

• Quatro valores de 𝐹E: 100%, 90%, 80% e 65%;

• Dois valores de frequência do ciclo RMA: 0,25 Hz e 0,5 Hz;

• Cinco valores de utilização, os quais eram selecionados dentro
das faixas de 0,3 à 1,25 ou 0,3 à 1,0, dependendo dos níveis de
pressão atingidos no aparato experimental.

É importante ressaltar que algumas condições de testes acima
levavam a valores de pressão muito elevados, o que impediu que
alguns testes fossem realizados.

O fator de utilização de uma etapa de escoamento, (𝜑), para
os testes foi baseado na Eq. 2.9:

𝜑 = 𝑚̇E𝑐p,f𝐹E

2𝑚Gd𝑐Gd𝑓
(3.3)

sendo o valor de referência para 𝑚̇ medido pelo transdutor Coriolis
durante o escoamento quente. O subscrito Gd refere-se ao gadolínio.
A equação acima revela que, quando parâmetros como frequência e
fração de escoamento são alterados, é necessário ajustar o 𝑚̇ para
manter 𝜑 constante. Por exemplo, se 𝐹E é reduzido ou 𝑓 é aumen-
tado, 𝑚̇ deve aumentar. Desta forma, os ajustes necessários nestes
parâmetros para manter o fator de utilização constante levou o apa-
rato ao seu limite de operação, uma vez que a pressão fornecida pela
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bomba superou, em alguns casos, o limite de projeto das válvulas
rotativas. Para tais casos, os experimentos não foram realizados.

O objetivo de cada um dos testes realizados foi obter as cur-
vas de desempenho do RMA, que são as curvas de capacidade de
refrigeração (𝑄̇F) em função da diferença de temperatura entre os
reservatórios térmicos Δ𝑇R. Após selecionados os valores de 𝐹E, 𝑓
e 𝑚̇, as temperaturas das fontes quente e fria do RMA são ajusta-
das para 300 K, caracterizando o ponto de máxima capacidade de
refrigeração e início do teste.

A temperatura dos reservatórios, que é representada no expe-
rimento pela temperatura de entrada do regenerador, é ajustada por
meio de dois banhos térmicos Thermo Scientific - Neslab modelos
AC200 G50 e AC150 A25 - para os lados frio e quente, respectiva-
mente. Estes banhos entram em contato térmico com o fluido de
trabalho através de trocadores de calor de placas brazadas BP 25
- GEA Ecobraze AB tipo M12 - 10 - L2G2 (um para o lado frio e
outro para o quente), os quais são superdimensionados para tal apli-
cação, mas que garantem que o fluido saindo do trocador de calor
esteja na temperatura desejada.

Os demais pontos da curva de capacidade de refrigeração são
obtidos mantendo o reservatório quente a 300 K e reduzindo a tem-
peratura do lado frio, aumentando assim Δ𝑇R. Incrementos de 5 K
foram utilizados a cada ponto. À medida que o Δ𝑇R aumenta, a
capacidade de refrigeração do sistema é reduzida, até que valores
próximos a zero sejam observados, sendo este o último ponto me-
dido. Cada teste experimental leva em média 30 a 40 minutos para
que o regime periodicamente desenvolvido seja atingido.

Para cada teste, os valores medidos para as vazões mássicas
e volumétricas, temperaturas, pressões e torque são adquiridos du-
rante cinco ciclos do RMA e, então, utilizados para calcular a capa-
cidade de refrigeração, o Δ𝑇R, as potências de bombeamento e de
acionamento, o 𝐶𝑂𝑃 e a eficiência de segunda lei, como será apre-
sentado na Seção 3.9. Para todos os testes, a temperatura ambiente
foi mantida em 300 K, tal qual a do reservatório quente.

3.9 MÉTRICAS DE PERFORMANCE

As métricas de performance necessárias para a análise pro-
posta nesta dissertação são provenientes da combinação dos valores
médios das variáveis para um ciclo RMA. Para reduzir os erros ale-
atórios dos testes, as variáveis são avaliadas durante cinco ciclos
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consecutivos e, em cada um, o respectivo valor médio da variável
é calculado. Os resultados dos cinco ciclos são então combinadas
por meio de uma média aritmética para fornecer o valor final da
variável. Por exemplo, a vazão mássica de referência para o cálculo
da utilização do sistema foi baseada na vazão instantânea fornecida
pelo medidor Coriolis na entrada do lado quente:

𝑚̇EQ = 1
𝜍

𝜍∑︁
𝑖=1

[︃
1
𝜏EQ

∫︁ 𝜏

0
𝑚̇EQ(𝑡)𝑑𝑡

]︃
(3.4)

na qual 𝜍 é o número de ciclos AMR, 𝜏 e 𝜏EQ são os períodos do ciclo
e da etapa quente, e 𝑚̇EQ(𝑡) é o valor de vazão mássica fornecido
pelo medidor Coriolis do lado quente. Para o escoamento frio tem-se:

𝑚̇EF = 1
𝜍

𝜍∑︁
𝑖=1

[︃
1
𝜏EF

∫︁ 𝜏

0
𝑚̇EF(𝑡)𝑑𝑡

]︃
(3.5)

na qual 𝑚̇EF(𝑡) é o valor de vazão mássica fornecido pelo medidor
Coriolis do lado frio e 𝜏EQ o período da etapa fria. As integrais como
a apresentada nas Eqs. 3.4 e 3.5 foram aproximadas numericamente
pela regra de Simpson expandida (PRESS et al., 2007):

∫︁ 𝑡𝑁−1

𝑡0

𝑓(𝑡)𝑑𝑡 = 𝛿𝑡

[︃
3
8𝑓0 + 7

6𝑓1 + 23
24𝑓2 + 𝑓3 + 𝑓4 + · · · +

𝑓𝑁−5 + 𝑓𝑁−4 + 23
24𝑓𝑁−3 + 7

6𝑓𝑁−2 + 3
8𝑓𝑁−1

]︃
+𝑂

(︃
1
𝑁4

)︃
(3.6)

O intervalo de integração de zero a 𝜏 , correspondente à to-
talidade do ciclo, foi utilizado nos dois casos pois, devido ao com-
portamento de segunda ordem das leituras do medidor Coriolis e à
sua constante de tempo, as leituras das etapas não terminam exa-
tamente no período das mesmas, havendo certo atraso. Como no
restante do ciclo o valor de 𝑚̇(𝑡) do medidor é zero, não há acrés-
cimo de vazão devido à utilização de todo o período de ciclo 𝜏 para
a integração. Além disso essa é a mesma metodologia utilizada para
a obtenção da Fig. 3.18, que se mostrou coerente.

A definição dos valores de 𝜏EF e 𝜏EQ foi realizada de maneira
que, quando não houve etapa de desvio, 𝜏EF e 𝜏EQ foram admitidos
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como iguais a 𝜏/2. Caso contrário, a duração de cada etapa foi
reduzida de um tempo da etapa de desvio, 𝜏D. A definição de 𝜏D
é dada por 𝜏D = 𝜏𝐹D/100 e a metodologia para sua obtenção será
abordada na Seção 5.2.

A Fig. 3.19 apresenta as posições dos termopares e transduto-
res de pressão e de vazão dos quais são obtidas as principais medi-
ções para a análise de performance, além da direção do escoamento
durante as etapas do ciclo. Na figura os subscritos F e Q referem-se
aos lados frio e quente do aparato3, e os subscritos e e s referem-se
as entradas e saídas do regenerador. O subscrito reg refere-se aos
termopares localizados nas extremidades do regenerador, que são
submetidos tanto ao escoamento quente quanto frio. Os subscritos
TCF e TCQ representam os trocadores de calor do lado frio e quente,
respectivamente. O cálculo do valor médio dessas variáveis em cada
etapa foi realizado segundo as seguintes equações:

• Temperaturas na saída do regenerador na etapa quente, 𝑇 reg,Q,
e fria, 𝑇 reg,F:

𝑇 reg,Q = 1
𝜍

𝜍∑︁
𝑖=1

[︃
1
𝜏EF

∫︁
𝜏EF

𝑇reg,Q(𝑡)𝑑𝑡
]︃

(3.7)

𝑇 reg,F = 1
𝜍

𝜍∑︁
𝑖=1

[︃
1
𝜏EQ

∫︁
𝜏EQ

𝑇reg,F(𝑡)𝑑𝑡
]︃

(3.8)

• Temperaturas na entrada do regenerador na etapa fria, 𝑇RF
(temperatura do reservatório frio), e quente, 𝑇RQ (tempera-
tura do reservatório quente):

𝑇RF = 1
𝜍

𝜍∑︁
𝑖=1

[︃
1
𝜏EF

∫︁
𝜏EF

𝑇e,F(𝑡)𝑑𝑡
]︃

(3.9)

𝑇RQ = 1
𝜍

𝜍∑︁
𝑖=1

[︃
1
𝜏EQ

∫︁
𝜏EQ

𝑇e,Q(𝑡)𝑑𝑡
]︃

(3.10)

3 Não confundir com os subscritos EF e EQ, relativos as etapas quente e
fria do ciclo.
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• Queda de pressão na etapa fria:

Δ𝑃EF = 1
𝜍

𝜍∑︁
𝑖=1

{︃
1
𝜏EF

∫︁
𝜏EF

[𝑃e,F(𝑡) − 𝑃s,Q(𝑡)]𝑑𝑡
}︃

(3.11)

• Queda de pressão na etapa quente:

Δ𝑃EQ = 1
𝜍

𝜍∑︁
𝑖=1

{︃
1
𝜏EQ

∫︁
𝜏EQ

[𝑃e,Q(𝑡) − 𝑃s,F(𝑡)]𝑑𝑡
}︃

(3.12)

De posse dos valores de temperatura média foi possível calcu-
lar as diferenças de temperatura relevantes do sistema, resumidas no
diagrama da Fig. 3.20, que apresenta as diferença de temperatura e
transferências de energia relevantes do sistema.

Regenerador

TREG,Q TREG,F

TE,Q

PE,QTS,TCQ

TE,TCQ

TCQ

TE,F

PE,F

TCF

TE,TCF

TS,QPS,Q TS,F PS,F

RESERVATÓRIO
BOMBA DE 

ENGRENAGENS

PE,SIS PS,SIS

TS,TCF

mEQ mEF

Vb

Figura 3.19 – Posição dos principais termopares e transdutores de pressão e
de vazão do aparato. Setas indicam o sentido do escoamento.

As diferenças de temperatura apresentadas na Fig. 3.20 foram
calculados por:

Δ𝑇Q = 𝑇 reg,Q − 𝑇RQ (3.13)
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Δ𝑇F = 𝑇 reg,F − 𝑇RF (3.14)

Δ𝑇R = 𝑇RQ − 𝑇RF (3.15)

Δ𝑇 reg = 𝑇 reg,Q − 𝑇 reg,F (3.16)

Figura 3.20 – Representação esquemática das principais variáveis em um
RMA genérico. Adaptado de Trevizoli (2015).

Os valores de Δ𝑇F e Δ𝑇Q representam o potencial de trans-
ferência de calor do fluido na saída do regenerador em relação ao
respectivo reservatório. Δ𝑇R define a diferença de temperatura en-
tre reservatórios, que é uma das variáveis da curva de performance
do sistema juntamente com a capacidade de refrigeração. Δ𝑇 reg re-
presenta a diferença de temperatura correspondente ao fluido nas
saídas do regenerador. Esta é sempre maior que Δ𝑇R para que seja
possível a transferência de calor sensível nos reservatórios.
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A capacidade de refrigeração e calor rejeitado transferidos por
ciclo 𝑄̇F e 𝑄̇Q são definidos pelas seguintes equações:

𝑄̇F = 1
𝜏

∫︁
𝜏EQ

𝑚̇EQ(𝑡)𝑐p,f[𝑇reg,F(𝑡) − 𝑇RF]𝑑𝑡 (3.17)

𝑄̇Q = 1
𝜏

∫︁
𝜏EF

𝑚̇EF(𝑡)𝑐p,f[𝑇reg,Q(𝑡) − 𝑇RQ]𝑑𝑡 (3.18)

Devido à impossibilidade de utilizar as leituras instantâneas
dos medidores de vazão Coriolis para se obter 𝑚̇(𝑡), problemas este
advindo da elevada constante de tempo do instrumento, optou-se
por utilizar o valor médio de vazão calculado pelas Eqs. 3.4 e 3.5.
Desta forma, as Eqs. 3.17 e 3.18 são aproximadas por:

𝑄̇F ≃ 𝑚̇𝐸𝑄𝑐p,f

𝜏

∫︁
𝜏EQ

[𝑇reg,F(𝑡) − 𝑇RF]𝑑𝑡 = 𝜏EQ𝑚̇EQ𝑐p,f

𝜏
Δ𝑇F (3.19)

𝑄̇Q ≃ 𝑚̇EF𝑐p,f

𝜏

∫︁
𝜏EF

[𝑇reg,Q(𝑡) − 𝑇RQ]𝑑𝑡 = 𝜏EF𝑚̇EF𝑐p,f

𝜏
Δ𝑇Q (3.20)

em que 𝑐p,f é calculado em função da média entre as temperaturas
dos reservatórios.

A potência total fornecida ao sistema, 𝑊̇ , é a soma da potên-
cia de acionamento 𝑊̇ ac e de bombeamento 𝑊̇ b, que são calculadas
através das seguintes equações:

𝑊̇ ac = 2𝜋𝑓MΓ (3.21)

𝑊̇ b = 𝑉̇ bΔ𝑃 b (3.22)
na qual 𝑓M é a frequência do motor-de-passo. O torque médio Γ
utilizado na Eq. 3.21 é fornecido pelo torquímetro. Na Eq. 3.22, a
diferença de pressão Δ𝑃 b é fornecida pelos transdutores de pressão
localizados na entrada e saída da bomba de engrenagens e a vazão
volumétrica fornecida pela bomba 𝑉̇ b é dada pelo medidor de vazão
de turbina localizado em sua saída. As equações para calcular essas
quantidades são, respectivamente:

Γ = 1
𝜍

𝜍∑︁
𝑖=1

[︃
1
𝜏

∫︁ 𝜏

0
Γ(𝑡)𝑑𝑡

]︃
(3.23)
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Δ𝑃 b = 1
𝜍

𝜍∑︁
𝑖=1

{︃
1
𝜏

∫︁ 𝜏

0
[𝑃s,b(𝑡) − 𝑃e,b(𝑡)]𝑑𝑡

}︃
(3.24)

𝑉̇ b = 1
𝜍

𝜍∑︁
𝑖=1

[︃
1
𝜏

∫︁ 𝜏

0
𝑉̇b(𝑡)𝑑𝑡

]︃
(3.25)

A potência de acionamento pode ser ainda dividida em três
parcelas: uma necessária para vencer o atrito entre as faces de veda-
ção e de saída das válvulas rotativas, chamada de potência de acio-
namento de válvulas, 𝑊̇val; uma para rotacionar o conjunto CCH e
proporcionar a variação de campo magnético aplicado no regenera-
dor, chamada de potência magnética, 𝑊̇mag; e a potência dissipada
por ineficiências mecânicas, 𝑊̇per, não relacionadas às duas parcelas
anteriores.

Com o intuito de caracterizar cada uma dessas parcelas, foi
adotada uma metodologia similar às utilizadas por Capovilla et al.
(2016) e Trevizoli et al. (2016). A Fig. 3.21 apresenta um diagrama
esquemático dos componentes da potência de acionamento do sis-
tema, a partir da qual é possível concluir que a potência de aciona-
mento e o torque fornecidos pelo motor são representados por:

Figura 3.21 – Representação esquemática dos componentes da potência de
acionamento. Adaptado de (CAPOVILLA et al., 2016).

𝑊̇ ac = 𝑊̇per + 𝑊̇mag + 𝑊̇val (3.26)

Γac = Γper + Γmag + Γval (3.27)
O valor da potência total de acionamento foi caracterizada

pelo torque medido durante os testes descritos na Seção 3.8, cha-
mado de Γac. Para discretizar as parcelas de torque, realizaram-se
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testes de potência mecânica, nos quais o conjunto CCH foi desaco-
plado, isolando-se, dessa forma, a componente de torque para girar
o CCH, Γmag. Em seguida, as válvulas rotativas foram desacopladas,
restando apenas a parcela de torque devida a perdas mecânicas, Γper,
medida em testes de potência mecânica dissipada. Subtraindo este
resultado do anterior, foi possível isolar a contribuição de torque
das válvulas rotativas, Γval, conforme a Eq. 3.27. Ressalta-se que as
condições experimentais de Δ𝑇R, 𝑓 e 𝜑 dos testes de potência das
válvulas e perdas foram as mesmas dos testes descritos na Seção
3.8. Para os testes de quantificação das perdas mecânicas, variou-se
apenas 𝑓 .

Por fim, as medidas de performance termodinâmica do sis-
tema, COP e eficiência de segunda lei, foram obtidas pelas seguinte
equações:

𝐶𝑂𝑃 = 𝑄̇F

𝑊̇ ac + 𝑊̇ b
(3.28)

𝜂2nd = 𝐶𝑂𝑃

𝐶𝑂𝑃id
(3.29)

em que o 𝐶𝑂𝑃id foi calculado por:

𝐶𝑂𝑃id = 𝑇RF

𝑇RQ − 𝑇RF
(3.30)
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Capítulo 4

MODELAGEM MATEMÁTICA

As equações que governam o funcionamento de um regene-
rador magnético ativo são oriundas de balanços de quantidade de
movimento e de energia em um meio poroso. O modelo de solução
destas equações na forma unidimensional utilizada neste trabalho
foi desenvolvida por Trevizoli (2015), que utilizou o método dos volu-
mes finitos para obter os perfis térmicos e de escoamento transientes
em um RMA. Do ponto de vista térmico, o meio poroso foi tratado a
partir de uma formulação de dois meios, onde são admitidas diferen-
tes temperaturas entre as fases. As interações magnéticas próprias
dos RMAs são incluídas através da dependência das propriedades
físicas com o campo magnético e da inclusão do efeito magnetocaló-
rico, inserido por meio da chamada abordagem discreta (NIELSEN
et al., 2011; KITANOVSKI et al., 2015).

A consideração de perdas térmicas e magnéticas nos modelos
de RMA é essencial para que soluções melhor representem os resulta-
dos obtidos experimentalmente, como destacado por vários autores
(ENGELBRECHT, 2008; NIELSEN et al., 2009; TURA; ROWE,
2011; TREVIZOLI et al., 2014; TREVIZOLI; NAKASHIMA; BAR-
BOSA Jr., 2016). Trevizoli (2015) incluiu em seu modelo as perdas
devidas aos seguintes efeitos: (i) volume morto; (ii) troca de calor
com a carcaça do regenerador; (iii) não-uniformidade do campo mag-
nético na extremidade do regenerador. A comparação entre os re-
sultados do modelo e dados experimentais indicaram que, somente
após a inclusão destas perdas, o modelo foi capaz de reproduzir
com boa confiabilidade os valores e tendências experimentais. Po-
rém, dentre as três perdas indicadas, para as frequências baixas
(entre 0,25 Hz a 0,5 Hz) a perda de calor pela carcaça se mostrou
a mais relevante. Deste modo, para reduzir o tempo computacional
das simulações, optou-se por incluir apenas esta perda externa nas
simulações conduzidas no presente trabalho. A rotina de solução,
que inclui a possibilidade de utilizar diferentes perfis temporais de
escoamento, foi desenvolvida por Trevizoli (2015), e no presente tra-
balho o principal foco será validar as soluções do modelo com dos
experimentos para casos com fração de escoamento reduzidas.
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4.1 MODELAGEM DA MATRIZ POROSA REGENERATIVA

A matriz regenerativa consiste de um leito compacto poroso
de esferas não consolidadas, com fração de vazio 𝜀 ocupada pelo
fluido de trabalho. O sistema de equações que rege o problema é
composto pela conservação da quantidade de movimento e energia
do fluido, e pela conservação de energia do sólido, derivadas a par-
tir do conceito de média volumétrica local (KAVIANY, 1995). O
efeito magnetocalórico foi incluído diretamente na equação da ener-
gia do sólido através de uma variação adiabática de temperatura.
As hipóteses simplificadoras adotadas foram as seguintes:

1. Propriedades uniformes na seção transversal (variam apenas
axialmente e no tempo), ou seja, problema unidimensional;

2. Escoamento incompressível;

3. Meio poroso de baixa porosidade, i. e. 𝜀 < 0.6;

4. Ausência de forças de corpo.

É importante notar que a equação de conservação de massa
de fluido não é necessária no modelo, pois ao se admitir que o esco-
amento é unidirecional e incompressível, existirá penas uma veloci-
dade 𝑢(𝑡) que irá satisfazer a equação da quantidade de movimento
para um gradiente de pressão imposto. O modelo geométrico do
problema pode ser visualizado na figura 4.1.

Figura 4.1 – Geometria básica do modelo unidimensional de escoamento e
transferência de calor na matriz regenerativa. Adaptado de (TRE-
VIZOLI, 2015).
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4.1.1 Equação de Conservação da Quantidade de Movi-
mento

A equação de conservação da quantidade de movimento li-
near, conhecida também como equação de Brinkman-Forchheimer,
é obtida através de uma abordagem que inclui novos termos à lei
de Darcy do escoamento em meio porosos (KAVIANY, 1995; NI-
ELD; BEJAN, 2006). Aplicando as hipóteses simplificadoras, essa
equação pode ser escrita como:

𝜌f

𝜀

(︃
𝜕𝑢

𝜕𝑡

)︃
= −𝜕𝑃

𝜕𝑧
− 𝜇f

𝐾
𝑢− 𝑐E𝜌f

𝐾1/2 |𝑢|𝑢 (4.1)

na qual 𝑡 é o tempo, 𝜌f a massa específica do fluido, 𝑢 é a compo-
nente de velocidade superficial ou de Darcy na direção 𝑧, 𝑃 a pressão,
𝜇f a viscosidade dinâmica do fluido, 𝐾 a permeabilidade do meio
poroso e 𝑐E a constante de Ergun. O termo do lado esquerdo da
igualdade corresponde ao caráter transiente do problema. Do lado
direito da igualdade tem-se, respectivamente, os termos de gradi-
ente de pressão, da tensão viscosa microscópica (termo de Darcy)
e da força de inércia microscópica (termo inercial de Ergun). Nota-
se que na Eq. 4.1 não estão presentes termos referentes aos efeitos
macroscópicos de inércia e tensão viscosa devido ao caráter unidire-
cional e incompressível do escoamento e pela baixa porosidade da
matriz, respectivamente. Um termo de força de corpo também não
foi incluído por não se considerar nenhuma força desse caráter no
problema.

As variáveis 𝐾 e 𝑐𝐸 são definidas por relações de fechamento
para meios porosos. Para a geometria em questão, elas foram calcu-
ladas pelas expressões de Ergun (1952):

𝐾 = 𝜀

150𝑑
2
h (4.2)

𝑐E = 1, 75
(150𝜀3)1/2 (4.3)

em que o diâmetro hidráulico, 𝑑h, relaciona-se com o diâmetro de
partícula, 𝑑p, por:

𝑑h = 2
3

𝜀

1 − 𝜀
𝑑p (4.4)
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O gradiente de pressão é imposto como uma função temporal
característica de escoamentos oscilatórios (ZHAO; CHENG, 1996;
OLIVEIRA et al., 2012):

−𝜕𝑃

𝜕𝑧
= 𝜌f𝐴t𝑔(𝑡*) (4.5)

em que 𝐴t representa a amplitude da variação de queda de pressão
e 𝑔(𝑡*) refere-se à forma da curva, que é função do tempo adimen-
sionalizado 𝑡* = 2𝜋𝑓𝑡. Para o escoamento trapezoidal considerado
neste trabalho, a função 𝑔(𝑡*) obedece à seguinte relação:

|𝑔(𝑡*)| =

⎧⎪⎪⎪⎪⎨⎪⎪⎪⎪⎩

𝑡*−𝑡*
o,a

𝜏ramp
, para a rampa de aceleração;

1 , para o patamar;
(𝑡*

o,d−𝑡*)+𝜏ramp
𝜏ramp

, para a rampa de desaceleração;
0 , se for uma etapa sem escoamento.

(4.6)

que é ilustrada na Fig. 4.2, em que 𝑡*𝑜,𝑎 e 𝑡*𝑜,𝑑 representam o início
das rampas de aceleração e desaceleração do escoamento, respecti-
vamente, e 𝜏ramp a duração da rampa. O valor de 𝜏ramp foi obtido
a partir de uma metodologia a ser descrita na Seção 5.2. Quando
foram incluídas etapas sem escoamento no modelo, a duração destas
foi baseada no valor de 𝐹E apresentados na Tabela 3.1. Assim como
na Fig. 3.10, o perfil de escoamento foi centralizado em relação a
duração de meio ciclo, ou seja, metade do período sem escoamento
é realizado antes do escoamento, e a outra, após.

O perfil trapezoidal ideal gerado pela função 𝑔(𝑡*) descrita
pela Eq. 4.6 deve apresentar diferenças quando comparado ao perfil
obtido em uma situação real de escoamento, na qual a inércia do
fluido pode contribuir para a suavização do perfil no início e final dos
tempos de rampa. Porém, optou-se por manter o perfil trapezoidal
ideal para simplificar a rotina de cálculo.

4.1.2 Equação de Conservação de Energia do Sólido

A equação de conservação de energia do sólido é dada por:

𝜌s(𝑇 )𝑐s(𝑇 )(1 − 𝜀)𝜕𝑇s

𝜕𝑡
= ℎ(𝑧)𝛽(𝑇f − 𝑇s) + (1 − 𝜀)𝑘ef

s
𝜕2𝑇s

𝜕𝑧2 (4.7)
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Figura 4.2 – Perfil temporal da variável 𝑔(𝑡*).

na qual 𝜌s, 𝑐s, 𝑘ef
s e 𝑇s são, nesta ordem, a massa específica, capa-

cidade térmica específica, condutividade térmica efetiva e tempera-
tura da fase sólida. 𝑇f representa a temperatura da fase fluida e ℎ
o coeficiente de transferência de calor intersticial. A inércia térmica
do sólido é representada pelo termo à esquerda da igualdade, e à
direita estão os termos de transferência de calor intersticial, que é
responsável pelo acoplamento térmico entre as fases sólida e fluida,
e o termo de condução de calor axial. As propriedades físicas do
material magnetocalórico utilizado no modelo são apresentadas na
Seção 4.3. O parâmetro 𝛽 é a razão entre a área intersticial de troca
de calor 𝐴TC pelo volume total da matriz, que para um leito de
esferas é dada por:

𝛽 = (1 − 𝜀)6
𝑑𝑝

(4.8)

A condutividade térmica efetiva, 𝑘ef
s , é obtida através de uma

abordagem de média volumétrica do meio poroso, que visa avaliar
o comportamento macroscópico da condução de calor pelo sólido
(KAVIANY, 1995; NIELD; BEJAN, 2006). A equação para calcular
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𝑘ef
s para um leito de esferas foi retirada de Hadley (1986):

𝑘ef
s
𝑘f

= (1 − 𝛼0)
𝜀f0 + (1 − 𝜀f0)𝑘s

𝑘f

1 − 𝜀(1 − f0) + 𝑘s
𝑘f
𝜀(1 − f0)

+

𝛼0
2
(︀

𝑘s
𝑘f

)︀2(1 − 𝜀) + (1 + 2𝜀)𝑘s
𝑘f

(2 + 𝜀)𝑘s
𝑘f

+ (1 − 𝜀)
(4.9)

em que f0 = 0,8 e log𝛼0 = −1, 084 − 6, 778(𝜀 − 0, 298) são válidas
para 0, 298 ≤ 𝜀 ≤ 0, 58. 𝑘f e 𝑘s são a condutividade térmica do fluido
e do sólido.

O termo relativo à convecção intersticial entre sólido e fluido
requer que o coeficiente de transferência de calor ℎ seja definido.
Para tanto, foi utilizada correlação para o número de Nusselt base-
ado no diâmetro de partícula, 𝑁𝑢dp, para leitos de esferas proposta
por Pallares e Grau (2010):

𝑁𝑢dp = ℎ𝑑p

𝑘f
= 2

[︃
1 + 4(1 − 𝜀)

𝜀

]︃
+ (1 − 𝜀)1/2𝑅𝑒0,6

dp 𝑃𝑟
1/3 (4.10)

em que 𝑅𝑒dp = 𝜌f𝑢𝑑p/𝜇f é o número de Reynolds baseado no diâ-
metro de partícula e 𝑃𝑟 é o número de Prandtl.

Na Eq. 4.7 não existe um termo explícito referente ao efeito
magnetocalórico. A razão disto é que a implementação do EMC
neste trabalho é feita a partir da chamada forma discreta (NIELSEN
et al., 2011), através de um aumento na temperatura do sólido. Este
acréscimo, de magnitude Δ𝑇ad, está associado a uma variação de
campo magnético entre o instante de tempo avaliado e o anterior,
ou seja,

𝑇s(𝑡+ Δ𝑡, 𝑧) = 𝑇s(𝑡, 𝑧) + Δ𝑇ad(Δ𝐵, 𝑇s(𝑡, 𝑧)) (4.11)

em que Δ𝐵 = 𝐵(𝑡+ Δ𝑡, 𝑧) −𝐵(𝑡, 𝑧).

4.1.3 Equação de Conservação de Energia do Fluido

A equação de conservação da energia do fluido é dada por:

𝜌f(𝑇 )𝑐p,f(𝑇 )
(︂
𝜀
𝜕𝑇f

𝜕𝑡
+ 𝑢

𝜕𝑇f

𝜕𝑧

)︂
= ℎ(𝑧)𝛽(𝑇s − 𝑇f) +

⃒⃒⃒⃒
⃒𝑢𝜕𝑃𝜕𝑧

⃒⃒⃒⃒
⃒+
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𝜀
[︀
𝑘ef

f + 𝜌f(𝑇 )𝑐p,f(𝑇 )𝐷||
]︀𝜕2𝑇f

𝜕𝑧2 + 𝑞ca (4.12)

em que 𝑐p,f é o calor específico do fluido, 𝑘ef
f sua condutividade tér-

mica efetiva e 𝐷|| o coeficiente de dispersão térmica longitudinal,
característico da análise de meios porosos. Os termos à esquerda
representam, respectivamente, a inércia térmica do fluido e o termo
advectivo de transferência de calor, enquanto que os termos à di-
reita representam, nesta ordem, a convecção intersticial, a dissipa-
ção viscosa, a condução de calor axial, composta por um termo de
condução molecular e um de dispersão, e um termo referente à troca
de calor da matriz com a carcaça do regenerador, 𝑞ca (KAVIANY,
1995; NIELD; BEJAN, 2006).

As relações de fechamento para 𝑘ef
f e 𝐷|| foram retiradas de

Kaviany (1995) e Koch e Brady (1985), respectivamente:

𝑘ef
f
𝑘f

= 𝜀 (4.13)

𝐷||

𝛼f
=

√
2

60
(𝑃𝑒dp/2)2

(1 − 𝜀)1/2 , para
(︂
𝑃𝑒dp

2

)︂2
<< 1 (4.14)

𝐷||

𝛼f
= 0, 75𝑃𝑒dp

2 , para 𝑃𝑒dp

2 > 1 (4.15)

em que 𝛼f = 𝑘f/𝜌𝑓𝑐𝑝,𝑓 é a difusividade térmica do fluido e 𝑃𝑒dp =
𝑃𝑟𝑅𝑒dp é o número de Peclet baseado no diâmetro de partícula. As
propriedades físicas do fluido de trabalho, uma mistura de água e
etileno-glicol (80%/20% de fração mássica percentual), foram obti-
das da biblioteca do software Engineering Equation Solver (EES)
(KLEIN, 2013).

4.2 MODELAGEM DA PERDA TÉRMICA PELA CARCAÇA

Para modelar a transferência de calor pela carcaça é necessá-
rio considerar dois domínios de solução no problema, referentes ao
volumes do material sólido que forma a carcaça cilíndrica e a ca-
mada de ar que separa o regenerador do circuito magnético, como
pode ser visualizado na Fig. 4.3.

Para obter as equações de conservação para os dois domínios
foram consideradas as seguintes hipóteses simplificadoras:
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Figura 4.3 – Geometria básica do modelo unidimensional de escoamento e
transferência de calor na matriz regenerativa com a adição dos
domínios referentes ao cálculo da perda na carcaça. Adaptado
de Trevizoli (2015).

1. Transferência de calor bidimensional na carcaça e camada de
ar;

2. Curvatura do regenerador é desconsiderada, possibilitando a
adoção de um sistema de coordenadas cartesianas;

3. Propriedades do ar dependentes apenas da temperatura;

4. Propriedades do sólido da carcaça constante, porém dependen-
tes da direção (caráter anisotrópico da condutividade térmica);

5. Temperatura do circuito magnético constante devido à sua
alta inércia térmica comparada aos outros domínios.

Adotando as considerações acima, a equação de conservação
de energia do ar pode ser escrita como:

𝜌ar𝑐p,ar
𝜕𝑇ar

𝜕𝑡
= 𝑘ar

(︂
𝜕2𝑇ar

𝜕𝑦2 + 𝜕2𝑇ar

𝜕𝑧2

)︂
+ 𝑞ar (4.16)
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em que 𝑞ar representa a taxa de dissipação viscosa por unidade de
volume, que foi modelada assumindo um escoamento de Couette
laminar induzido pela rotação do ímã cilíndrico interno:

𝑞ar = 𝜇ar

(︃
𝜔𝑅i

𝑒ar

)︃2

(4.17)

em que 𝜔, 𝑅i e 𝑒ar são a velocidade angular de rotação do imã
interno, seu raio e a espessura da camada de ar, respectivamente.

O balanço de energia do sólido da parede do regenerador é
dado por:

𝜕𝑇pa

𝜕𝑡
= 𝑘y

𝜌𝑐

⃒⃒⃒
pa

𝜕2𝑇pa

𝜕𝑦2 + 𝑘z

𝜌𝑐

⃒⃒⃒
pa

𝜕2𝑇pa

𝜕𝑧2 (4.18)

na qual o caráter anisotrópico do material é incluído nos valores
distintos da condutividade térmica longitudinal e transversal 𝑘z e
𝑘y, respectivamente. O subscrito pa refere-se ao material da parede
da carcaça, que neste trabalho é uma fibra de vidro G10. As propri-
edades do G10 e do ar foram obtidas da biblioteca do EES (KLEIN,
2013). Após a solução acoplada das Eqs. 4.16 e 4.18, o valor de 𝑞ca
é calculado por:

𝑞ca = −ℎca
𝑃c,reg

𝐴c,reg
(𝑇f − 𝑇pa|(y=0)) (4.19)

em que 𝑃c,Reg e 𝐴c,reg são o perímetro interno e a área da seção
transversal da parede interna da carcaça, ℎca o coeficiente de trans-
ferência de calor entre o meio poroso e a carcaça, definido pela se-
guinte relação para o número de Nusselt proposta por Li e Finlayson
(1977):

𝑁𝑢ca
dp = ℎca𝑑p

𝑘𝑓
= 0, 17𝑅𝑒0,79

dp , para 20 ≤ 𝑅𝑒dp ≤ 7600 (4.20)

4.3 PROPRIEDADES MAGNÉTICAS

As interações magnéticas características do funcionamento de
um RMA são incluídas no modelo através da dependência das pro-
priedades do gadolínio com o campo magnético e do próprio efeito
magnetocalórico como descrito na Seção 4.1.2. As propriedades sen-
síveis à variação de campo magnético consideradas neste trabalho
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foram a entropia, calor específico, magnetização e variação de tem-
peratura adiabática. A condutividade térmica e massa específica do
gadolínio foram consideradas constantes e iguais a 10.5 W/m-K e
7900 kg/m3, respectivamente (PETERSEN et al., 2008).

A Fig. 4.4 apresenta as demais propriedades da amostra de
gadolínio utilizada neste trabalho. Estas propriedades são resultados
da combinação da medição experimental do calor específico e da
magnetização do gadolínio, realizada pela empresa BASF para uma
faixa ampla de temperaturas (250 K a 320 K em intervalos de 1K)
e campo magnético (de 0 a 2 T em intervalos de 0,1 T). Os valores
foram posteriormente refinados usando interpolações não lineares
(R2>0.9999) em intervalos de 0,01 T e 0,1 K para serem incluídos na
biblioteca do modelo. Durante a solução do problema, os valores das
propriedades para determinada temperatura e campo magnético são
obtidos através de uma interpolação bi-linear dos dados refinados.

4.3.1 Fator de Desmagnetização

A intensidade de campo magnético 𝐻⃗ef , que efetivamente in-
fluencia as propriedades físicas de um material magnético e gera
um Δ𝑇ad, é diferente daquela aplicada ao material por uma fonte
externa, 𝐻⃗apl. Essa diferença decorre da existência de um campo
desmagnetizante interno, 𝐻⃗dem, relacionado à magnetização, 𝑀⃗ , do
material. O 𝐻⃗dem se opõe ao campo aplicado da seguinte forma
(BAHL et al., 2008; SMITH et al., 2010; TREVIZOLI et al., 2012;
TREVIZOLI et al., 2013):

𝐻⃗ef = 𝐻⃗apl − 𝐻⃗dem(𝐻⃗apl, 𝑇 ) (4.21)
em que o campo desmagnetizante é relacionado à magnetização do
material através de um tensor de desmagnetização 𝑁D:

𝐻⃗dem(𝐻⃗apl, 𝑇 ) = 𝑁D · 𝑀⃗(𝐻⃗apl, 𝑇 ) (4.22)
Para uma temperatura constante, o tensor de desmagnetiza-

ção é reduzido a um escalar. Portanto, a combinação das Eqs. 4.21
e 4.22 para a condição de temperatura homogênea no sólido resulta
em:

𝐻ef = 𝐻apl −𝑁D𝑀(𝐻apl, 𝑇 ) (4.23)
No presente modelo, o valor da magnetização é calculado lo-

calmente no regenerador em função das propriedades magnéticas do
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(a) (b)

(c) (d)

Figura 4.4 – Propriedades termo-magnéticas interpoladas das amostras de
gadolínio utilizadas neste trabalho em função da temperatura e
da densidade de fluxo magnético:(a) Diagrama 𝑠-𝑇 ; (b) Δ𝑇ad;
(c) Calor específico; (d) Magnetização específica.

gadolínio considerando um perfil de temperatura linear entre 𝑇RF e
𝑇RQ. O fator de desmagnetização, 𝑁D, depende apenas da geometria
da carcaça e da matriz do regenerador, podendo ser obtido através
da seguinte correlação para um leito de esferas (COEY, 2010):

𝑁D = 𝑁D,geo + (1 − 𝜀)(𝑁D,ca −𝑁D,geo) (4.24)

em que o fator 𝑁D,ca, relativo à geometria da carcaça, foi obtido
de Sato e Ishii (1989) para geometrias cilíndricas. Ao fator 𝑁D,geo,
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referente à geometria do meio poroso, foi atribuído o valor 𝑁D,geo =
1/3, para uma única esfera.

Após o cálculo de𝐻ef, o valor de densidade de fluxo magnético
utilizado para definir as propriedades do material e o EMC é dado
por 𝐵ef(𝑡, 𝑧) = 𝜇0𝐻ef.

4.4 IMPLEMENTAÇÃO NUMÉRICA

A solução das equações de conservação 4.1, 4.7, 4.12, 4.16 e
4.18 foi realizada através do Método de Volumes Finitos (PATAN-
KAR, 1980; MALISKA, 2004). Para tanto, versões adimensionali-
zadas das equações foram integradas em volumes discretos ao longo
do domínio de cálculo, resultando em um sistema de equações algé-
bricas para a solução de 𝑢, 𝑇f , 𝑇s, 𝑇ar e 𝑇pa. A linguagem de progra-
mação utilizada na rotina foi Pascal. A seguir, as condições iniciais
e de contorno, esquemas de discretização e de solução do sistema e
os critérios de convergência para cada equação serão apresentados.

4.4.1 Equação de Conservação de Quantidade de Movi-
mento

Como a Eq. 4.1 é independente da posição, foi adotado um
esquema de discretização explícito, e a solução para 𝑢(𝑡) em um
determinado instante de tempo é dependente apenas do valor no
tempo anterior 𝑢(𝑡− Δ𝑡) e do termo fonte. Este último é composto
por um termo referente ao 𝑔(𝑡*) e um referente à não linearidade
termo inercial de Ergun, que apresenta |𝑢| em sua formulação. Para
a solução dessa não-linearidade foi aplicado uma metodologia de
linearização do termo fonte (MALISKA, 2004), que requereu uma
solução iterativa da equação para cada instante de tempo.

Para iniciar o procedimento de solução, é necessário definir
um valor da amplitude do gradiente de pressão, 𝐴t, baseado na va-
zão mássica desejada, que é um dado de entrada do modelo. Após
definida uma estimativa de 𝐴t, a solução da versão adimensionali-
zada da equação 4.1 para o escoamento frio e quente é realizada a
partir da condição inicial de 𝑢(𝑡) nulo para 𝑡 = 0, até que as velo-
cidades para todos os instantes do ciclo do RMA sejam definidas.
Esse procedimento é repetido até que a diferença entre os valores de
velocidade adimensional obtidos em um ciclo iterativo e o anterior
seja menor que 10−8.
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Atingido o critério de convergência entre ciclos iterativos, os
valores de 𝑢(𝑡) são utilizados para calcular a vazão mássica 𝑚̇num
obtida pela solução numérica através da equação 4.25. Este valor é
então comparado com a vazão mássica de entrada do modelo. Caso
a diferença entre os dois valores seja maior ou igual a 10−10 kg/s,
um novo valor de 𝐴t é ajustado e o procedimento é repetido até que
o critério seja respeitado.

𝑚̇num = 1
𝜏E

∫︁ 𝜏E

0
𝜌f𝐴c,reg𝑢(𝑡)𝑑𝑡 (4.25)

4.4.2 Equações de Conservação de Energia

As Eqs. 4.7 e 4.12 são dependentes tanto do tempo quanto do
espaço, portanto uma abordagem de discretização totalmente implí-
cita foi adotada e um procedimento iterativo de solução foi necessá-
rio. Além disso, as propriedades físicas do material são dependentes
das temperaturas e existe um acoplamento entre as fases devido ao
termo de transferência de calor intersticial, o que contribui para a
não-linearidade do sistema.

O esquema de discretização adotado para a equação do fluido
foi o Weighted Upstream Differencing Scheme (WUDS) que pon-
dera a relevância dos termos advectivos e difusivos baseando-se no
número de Peclet (MALISKA, 2004). Para o sólido, como não há
escoamento, foi adotado o esquema de diferenças centrais (CDS em
inglês) para tratar os termos de difusão de calor.

As condições de contorno para a equação de energia do só-
lido foram de fronteiras adiabáticas tanto em 𝑧 = 0 (fronteira do
lado frio) quanto em 𝑧 = 𝐿reg (fronteira quente), sendo 𝐿reg o com-
primento do regenerador. Para o fluido, as condições de contorno
para o escoamento frio foram de temperatura prescrita igual a 𝑇RF
em 𝑧 = 0 e de advecção pura em 𝑧 = 𝐿reg. Na segunda etapa do
ciclo, durante o escoamento quente, foi adotada uma temperatura
prescrita em 𝑧 = 𝐿reg igual a 𝑇RQ e, em 𝑧 = 0, uma condição de ad-
vecção pura. Todas as condições de contorno descritas foram imple-
mentadas segundo a metodologia de volumes fictícios (MALISKA,
2004).

A rotina de solução é iniciada assumindo a condição inicial
de temperatura igual a um perfil linear de 𝑇RF a 𝑇RQ ao longo do
regenerador. A partir dessa condição, as versões adimensionalizadas
das Eqs. 4.7 e 4.12 são solucionadas repetidas vezes para um instante
de tempo a fim de tratar as não-linearidades e o acoplamento entre
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as equações até que a diferença entre os valores de temperatura
adimensionais obtidos entre duas iterações seguidas seja menor que
10−6.

O efeito magnetocalórico é incluído na rotina durante a solu-
ção para o sólido mediante a adição de Δ𝑇ad às temperaturas do
instante de tempo anterior, que são utilizadas como um termo fonte
das temperaturas no instante seguinte. Adaptando a equação 4.11
para uma nomenclatura típica do Método de Volumes Finitos, a
temperatura do instante anterior que será utilizada no termo fonte,
𝑇 𝑜

s (𝑧), pode ser escrita como:

𝑇 𝑜
s (𝑧) = 𝑇 𝑜

s (𝑧) + Δ𝑇ad(Δ𝐵, 𝑇 𝑜
s (𝑧)) (4.26)

em que o sobrescrito o representa um valor no instante anterior
ao que está sendo solucionado no momento. Ao final da solução
para todo o ciclo do RMA, os resultados são comparados com os
do ciclo iterativo anterior até que a diferença entre os valores de
temperatura adimensional seja menor que 10−6. O algoritmo de
solução do sistema de equações utilizados foi o Tri-Diagonal Matrix
Algorithm (TDMA).

4.4.3 Perda Térmica pela Carcaça

As versões adimensionalizadas das Eqs. 4.16 e 4.18 também
foram resolvidas através de uma abordagem totalmente implícita,
considerando para as duas a condição inicial de perfil de tempera-
tura linear. Como as equações para os dois meios são puramente
difusivas, foi adotado o esquema de diferenças centrais. O método
de solução do sistema resultante também foi o TDMA.

Como as equações são bidimensionais, foi necessário definir
quatro condições de contorno para cada equação. Considerou-se que
as fronteiras na direção 𝑧 tanto do ar quanto da carcaça eram adi-
abáticas. Para a fronteira da parede da carcaça em contato com o
meio poroso (𝑦 = 0) foi adotada uma condição de contorno convec-
tiva baseada na Eq. 4.19. Para as fronteiras superior da carcaça e
inferior da camada de ar (𝑦 = 𝑒pa, em que 𝑒pa é a espessura da
parede) foi considerada a continuidade do fluxo de calor, e para a
fronteira superior do ar (𝑦 = 𝑒pa + 𝑒ar, em que 𝑒ar é a espessura
da camada de ar) foi assumida uma temperatura constante igual à
temperatura ambiente, 𝑇amb, pois considerou-se que a temperatura
do circuito magnético se mantém constante e igual a 𝑇amb devido à
sua alta inércia térmica em relação a dos outros meios.
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Para os casos onde existem etapas sem escoamento, a condição
de contorno na fronteira entre o meio poroso e a carcaça é alterada
de uma condição de fluxo prescrito para uma de temperatura pres-
crita 𝑇pa(𝑦 = 0). A definição desta foi baseada na condução pura
de calor entre os meios e descrita em termos da efusividade térmica
𝑒f =

√
𝜌𝑘𝑐:

𝑇pa(𝑦 = 0) =
𝑒y

f,pa𝑇pa(𝑦 = 𝑒pa) + (1 − 𝜀)𝑒f,s𝑇s + 𝜀 𝑒f,f𝑇f

𝑒y
f,pa + (1 − 𝜀)𝑒f,s + 𝜀 𝑒f,f

(4.27)

em que 𝑒y
f,pa é a efusividade térmica da parede considerando apenas

a condutividade na direção 𝑦. 𝑒f,s e 𝑒f,f são as efusividades do sólido
e do fluido do meio poroso.

É válido ressaltar que o modelo permite incluir ou não o cál-
culo da perda de calor pela carcaça. Quando ela é incluída, a cada
instante de tempo as equações de energia do sólido, do fluido, da
carcaça e do ar são resolvidas em sequência e iteradas para resolver
o acoplamento entre elas devido as condições de contorno. Quando a
diferença entre os resultados de temperatura adimensional de duas
iterações consecutivas for menor que 10−6, a solução para o instante
de tempo é concluída e o modelo avança para o próximo até finali-
zar o ciclo do RMA. Esse processo é repetido até que o critério de
convergência dos ciclos iterativos de 10−6 seja atingido.

4.4.4 Rotina Final

A Fig. 4.5 apresenta a rotina completa do modelo numérico
utilizado. O procedimento começa com a solução da equação da
quantidade de movimento. Em seguida, as perdas magnéticas devido
ao fator de desmagnetização são calculas e, de posse da velocidade
e da variação de campo magnético, o processo iterativo de solução
das equações de energia é realizado. Ao final, após os critérios de
convergência serem satisfeitos, é realizado o pós processamento das
variáveis, no qual são calculados a capacidade de refrigeração, calor
rejeitado e queda de pressão durante as duas etapas de escoamento,
dados respectivamente pelas Eqs. 3.17, 3.18, 3.11 e 3.12. Além disso,
a entropia gerada por diversas fontes de irreversibilidades é calcu-
lada, conforme será apresentado no Capítulo 7.

A malha numérica utilizada para descrever os domínios foram
compostas de 200 volumes finitos igualmente espaçados ao longo da
direção 𝑧, e 360 incrementos de tempo para todas as equações. Nas
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Início

Equação do movimento

Perdas magnéticas

Início do ciclo

Escoamento:

Escoamento frio Escoamento quente

EMC EMC

Transferência de 
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Eqs. 4.16 e 4.18

Transferência de 
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Eqs. 4.16 e 4.18
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τ*

 

Figura 4.5 – Rotina final do modelo para um regenerador magnético ativo.
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equações de balanço de energia pela carcaça, a direção 𝑦 teve 20
volumes finitos. Um estudo de convergência de malha semelhante
ao realizado por Trevizoli (2015) foi conduzido a fim de garantir a
validade dos resultados obtidos com o modelo.
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Capítulo 5

BALANCEAMENTO DE MASSA
ENTRE ESCOAMENTOS

Como apresentado no Capítulo 2, o controle do balancea-
mento de massa entre os escoamentos quente e frio é imprescindível
para a correta operação de um RMA. Identificar e corrigir esse tipo
de deficiência não é intuitivo, sendo necessário o uso de instrumen-
tos de medição de vazão mássica e pressão nas duas linhas de fluxo
para verificar a diferença entre os escoamentos. A presença desse
tipo de instrumentação no aparato em questão viabilizou a avalia-
ção experimental do balanceamento de massa tendo como base os
resultados numéricos obtidos por Eriksen et al. (2016), que apresen-
taram tendências semelhantes e nortearam a correta operação do
presente sistema.

O primeiro passo desta análise foi identificar as prováveis cau-
sas do desbalanceamento neste aparato, a partir de informações ob-
tidas na literatura e de indícios fornecidos pela instrumentação. Em
seguida, realizou-se a caracterização da diferença entre tempos de
escoamento, indicada como uma das principais razões para o des-
balanceamento observado. A impossibilidade de corrigir os tempos
direcionou a solução da questão para a correção da quantidade de
fluido deslocada na etapa de maior duração, através de válvulas de
controle de fluxo. A metodologia adotada para realizar o ajuste é
descrita ao final do capítulo.

5.1 IDENTIFICANDO A ORIGEM DO DESBALANCEAMENTO
DE MASSA

O sistema de bombeamento do presente aparato é formado
pelo conjunto bomba de engrenagens e válvulas rotativas, o qual não
é inerentemente balanceado, ao contrário de sistemas que utilizam
um bomba-pistão por exemplo. Portanto, foi necessário caracterizar
a quantidade de massa que escoa através do regenerador em cada
etapa do ciclo. Essa quantidade 𝑚𝐸 pode ser calculada por:

𝑚E = 𝜌f 𝑉̇E𝜏E (5.1)
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onde a vazão volumétrica fornecida pela bomba em uma etapa, 𝑉̇E,
para uma velocidade de rotação constante, depende dos seguintes
fatores:

• Perda de carga ao longo do regenerador em ambos os sentidos
de escoamento;

• Perdas de carga locais e distribuídas ao longo da tubulação e
componentes acessórios das linhas de escoamento;

• Propriedades físicas, como a massa específica e a viscosidade
do fluido.

Diferenças entre os itens acima para os escoamentos quente
e frio podem levar a um desbalanceamento de massa. Mitigar a di-
ferença de resistências hidráulica devido aos dois primeiros itens é
possível através da montagem cautelosa do regenerador e do dimensi-
onamento equivalente da tubulação e acessórios para as duas linhas.
Entretanto, as tolerâncias de montagem dos componentes sempre
implicará em algum nível de variação entre as resistências nas duas
direções de fluxo. Além disso, o terceiro item é inevitável devido à
diferença de temperaturas entre as fontes e à consequente variação
temporal de propriedades físicas do fluido entre cada escoamento.

A Fig. 5.1 apresenta o comportamento transiente da vazão
volumétrica fornecida pela bomba durante cinco ciclos de operação
para 𝐹E de 65%. É possível identificar dois padrões de oscilação.
O primeiro, de alta frequência, ocorre devido à mudança do esco-
amento de linhas de baixa resistência hidráulica (linha de desvio)
para as de alta resistência (linhas quente e fria). Logo, considerando
que a rotação da bomba continua a mesma, a vazão fornecida ora
aumenta, durante a etapa de desvio, ora diminui, durante as demais.

O segundo, de baixa frequência, pode estar relacionado ao
comportamento dinâmico da própria bomba e sua interação com o
padrão oscilatório do escoamento. Este tipo de oscilação impossibili-
tou a quantificação do desbalanceamento usando apenas cinco ciclos
do RMA, conforme realizado na análise para as métricas definidas
na Seção 3.8. Dessa forma, foi necessário avaliar os dados da análise
de desbalanceamento em um intervalo de tempo maior. Apesar des-
sas oscilações, a média tendeu a se manter constante. A Seção 5.3
apresentará em detalhes a metodologia adotada para caracterização
do desbalanceamento.
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Figura 5.1 – Variação temporal da vazão volumétrica do sistema.

Fatores adicionais podem contribuir para o desbalanceamento
de 𝑉̇E entre os dois escoamentos. Dentre eles destacam-se vazamen-
tos, entrada e aprisionamento de bolhas de ar e a deficiência na
vedação promovida pelas faces das válvulas rotativas. Esta última
ocorre devido à limitação da rigidez da mola de compressão, que
ao não suportar pressões de trabalho elevadas, permite o desvio de
fluido que deveria entrar no regenerador para a linha de saída do
mesmo lado. Este desvio indesejado deveria ser evitado pela per-
feita vedação da válvula de baixa pressão. Entretanto, não há no
sistema instrumentos de medição de vazão suficientes para verifi-
car a existência desse tipo de problema, não sendo possível a sua
caracterização neste trabalho.

Ainda neste contexto, Ebel et al. (2016) avaliaram o compor-
tamento hidráulico de um conjunto bomba-válvulas rotativas para
aplicação em refrigeração magnética por meio de um software comer-
cial, e observaram o comportamento da pressão durante a transição
entre os períodos de escoamento na VAP. Durante essa mudança de
sentido do fluxo, ocorre uma interseção entre os furos da linha de
escoamento anterior e seguinte, tanto na VAP como na VBP, o que
define a rampa do fluxo.

A Fig. 5.2 apresenta o comportamento da pressão de entrada
da VAP, onde é possível perceber dois fenômenos que ocorrem du-
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rante a interseção dos escoamentos. O primeiro é uma súbita queda
de pressão, que segundo os autores ocorre devido à diminuição da
resistência ao escoamento na medida em que as saídas e entradas do
mesmo lado do regenerador estão simultaneamente abertas. Dessa
forma, o fluido tende a evitar escoar pelo caminho de maior resis-
tência, nesse caso o regenerador, e é desviado diretamente para a
VBP. O segundo fenômeno é um súbito aumento de pressão, que
é causado pelo fechamento de uma das entradas de escoamento e
caracteriza o golpe de aríete. Os dois fenômenos podem contribuir
para a alteração da massa total deslocada nos escoamentos e para
o desbalanceamento de massa: o primeiro modifica a quantidade de
massa que escoa pelo regenerador e o segundo submete o sistema a
altos níveis de pressão que excederiam a rigidez da mola da VBP.

Figura 5.2 – Perfil transiente de pressão absoluta na entrada da VAP para
diferentes vazões volumétricas (EBEL et al., 2016).

Além da diferença entre vazões volumétricas, diferenças no
tempo dos escoamentos quente e frio (𝜏E na Eq. 5.1) também levam
a uma condição de operação desbalanceada. No presente aparato,
bem como reportado por Teyber et al. (2016a), tal desigualdade
em 𝜏E para os escoamentos quente e frio decorre do acoplamento
mecânico entre o acionamento das válvulas e o circuito magnético.

A Fig. 5.3 apresenta uma medição de torque do aparato com
todos os seus sistemas acoplados. É possível verificar o efeito das os-
cilações de alta e baixa frequência induzidos pelo conjunto Halbach
apresentadas na Fig. 3.15. A transmissão destas oscilações para o
eixo de acionamento das VAP e VBP resultou em uma velocidade
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angular não uniforme durante o ciclo. Logo, a linha de escoamento
acionada durante os períodos de maior velocidade angular apresenta
um 𝜏E menor do que a linha acionada durante os períodos de me-
nor velocidade angular. No caso do presente aparato, a linha fria
apresentou maior 𝜏E.

A Fig. 5.4 apresenta os perfis temporais de escoamentos re-
presentados pela queda de pressão ao longo do regenerador para o
funcionamento do aparato com o imã acoplado e desacoplado ao
eixo (ou seja, com e sem a variação de campo magnético). Percebe-
se que para o caso desacoplado o perfil é muito semelhante a um
trapezóide e a diferença de tempos entre os dois escoamento é imper-
ceptível, enquanto que para o caso acoplado o perfil de escoamento
apresenta uma diferença de tempo considerável, revelando assim os
efeitos prejudiciais do torque oscilatório do imã.
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Figura 5.3 – Variação do torque no aparato experimental.

5.2 CARACTERIZAÇÃO DE TEMPOS DE ESCOAMENTO

Os indícios apresentados na seção anterior apontam a exis-
tência de uma diferença entre os períodos das etapas quente e fria.
Nesse contexto, foi elaborada a presente análise experimental para
caracterizar individualmente tais períodos. A metodologia aqui pro-
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posta utiliza os dados de perda de carga Δ𝑃EF, uma vez que os
transdutores de pressão não apresentam efeitos de segunda ordem
como os medidores de vazão Coriolis. Portanto, a aquisição de da-
dos da pressão apresenta menor tempo de resposta. Além disso, a
análise dos tempos de escoamento permitiu avaliar também a fração
𝐹E, necessária para a caracterização das diferentes faces de vedações
e para a definição do período de 𝜏E utilizada na Seção 3.9.
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Figura 5.4 – Comportamento da queda de pressão do escoamento frio para
testes com e sem o arranjo CCH.

A Fig. 5.5(a) apresenta uma curva de Δ𝑃EF em função do
tempo para 𝐹E de 65%. Os valores positivos de Δ𝑃EF referem-se
ao escoamento da etapa fria, enquanto os valores negativos à etapa
quente. Esta curva pode ser derivada em relação ao tempo, origi-
nando o gráfico da Fig. 5.5(b). Com os valores de 𝑑Δ𝑃Ef/𝑑𝑡 é pos-
sível identificar picos e vales, os quais se referem aos período de
aceleração (ou rampa) dos escoamentos, ao passo que os valores nu-
los são referentes aos patamares (máximos) ou às etapas de desvio.

Para o cálculo das frações de tempo desejadas, adotou-se um
limite igual a 15% do

⃒⃒
𝑑Δ𝑃/𝑑𝑡

⃒⃒
máximo, acima do qual considerou-

se que o escoamento estava em um período da rampa. Os períodos
entre picos (e vales) foram quantificados para determinar as frações
de cada etapa de escoamento e desvio.
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Figura 5.5 – (a) Queda de pressão e (b) sua derivada em relação ao tempo para
o escoamento frio com 𝐹𝑓𝑙𝑜𝑤 de 65% e 𝑉̇ de 60 L/h. EF, EQ e D
indicam os escoamentos frio, quente e de desvio, respectivamente.
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Os testes realizados para essa análise foram conduzidos à
frequência de 0,1 Hz para quatro valores de 𝑉̇ entre 20 e 80 L/h. Os
valores de 𝐹E obtidos para as quatro vedações foram calculados pela
Eq. 3.1 e são apresentados novamente na Tabela 5.1, juntamente
com os valores de 𝐹D, 𝐹ramp e da fração de escoamento de projeto
das vedações 𝐹E,ref . A Fig. 5.6 apresenta os períodos referentes a
cada fração calculada utilizando como base a variação temporal de
Δ𝑃EF. A equação para 𝐹ramp envolve o 𝜏ramp de forma que:

𝐹ramp = 𝜏ramp

𝜏
(5.2)
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Figura 5.6 – Variação temporal de Δ𝑃EF. Destaque para os períodos corres-
pondentes a cada fração de tempo avaliada. Para 𝐹D e 𝐹ramp
foram destacados apenas a metade de seus períodos totais refe-
rente a etapa fria: 𝐹𝑓𝑙𝑜𝑤 = 65% e 𝑉̇ = 60 L/h

Tabela 5.1 – Caracterização das frações de tempo do ciclo correspondentes
às etapas e rampas.

𝐹E,ref 𝐹E [%] 𝐹D [%] 𝐹ramp [%] 𝐹EF/𝐹EQ

100,0 100 0 15 1,19
87,5 90 10 27 1,11
75,0 80 20 28 1,03
62,5 65 35 25 1,17



5.2. Caracterização de Tempos de Escoamento 151

𝐹EF e 𝐹EQ são calculadas analogamente à Eq. 5.2 substituindo
𝜏ramp por 𝜏EF e 𝜏EQ respectivamente. O valor de 𝐹ramp refente à ve-
dação 𝐹E de 100% foi menor em relação às demais vedações. Esta
característica pode ser explicada devido à ausência da etapa de des-
vio, o que resultou em uma mudança de direção do escoamento mais
rápida. A Fig. 5.7 exemplifica o comportamento da queda de pres-
são e das rampas para 𝐹E de 100%. Percebe-se que o número de
picos de 𝑑Δ𝑃/𝑑𝑡 para esses casos é metade do observado quando
existe a etapa de desvio.

Analisando os valores de 𝐹EF/𝐹EQ, observa-se que de fato esta
razão é maior que a unidade. Logo, o escoamento frio é mais longo
que o quente. Como consequência, mantendo-se a vazão volumétrica
igual para ambos os escoamentos, a massa deslocada nas duas etapas
não é igual e, portanto, existe a necessidade de compensar o período
reduzido do escoamento quente para corrigir o desbalanceamento de
massa. Essa correção foi enfim realizada através da redução da vazão
mássica disponível para o escoamento frio, como será apresentado
a seguir.
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Figura 5.7 – (a) Queda de pressão e (b) sua derivada em relação ao tempo
para o escoamento frio com a 𝐹𝑓𝑙𝑜𝑤 de 100% e 𝑉̇ de 60 L/h. EF
e EQ indicam os escoamentos frio e quente, respectivamente.

5.3 CARACTERIZAÇÃO DO DESBALANCEAMENTO

Devido às diferenças no tempo de escoamento e perdas de
carga entre as linhas do escoamento quente e frio, foram estudadas
diferentes estratégias para evitar o desbalanceamento de massa. A
solução de menor complexidade e mais fácil execução foi adicionar à
linha fria do circuito hidráulico uma linha secundária para o controle
de massa (Fig. 3.1). Esta linha é composta simplesmente por uma
válvula agulha que, por meio do ajuste de sua resistência hidráulica,
tem por finalidade desviar uma determinada quantidade de fluido
em direção ao reservatório. É importante não confundir esse desvio
secundário com o escoamento de desvio promovido pelas válvulas
rotativas.

Para definir a resistência hidráulica que deveria ser imposta
na válvula agulha foram realizados testes de balanceamento de massa.
Estes testes basearam-se nos resultados numéricos obtidos por Erik-
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sen et al. (2016), apresentados na Fig. 2.16. O procedimento ex-
perimental adotado foi similar ao detalhado na Seção 3.8, com a
diferença de que foi selecionada apenas um valor de utilização e
um valor de Δ𝑇R para cada combinação de 𝑓 e 𝐹E. O parâmetro
utilizado para avaliar o desbalanceamento foi similar ao utilizado
por Eriksen et al. (2016), porém fazendo uso da massa ao invés do
volume deslocado:

𝑢m = 𝑚EQ −𝑚EF

𝑚med
(5.3)

em que 𝑚EQ e 𝑚EF são as massas deslocadas no escoamento quente
e frio, respectivamente, e 𝑚med é a média desses dois valores. A
rigor, o parâmetro de desbalanceamento deveria considerar a dife-
rença entre as utilizações de cada escoamento (Eq. 3.3), de forma
similar ao parâmetro 𝜓 de regeneradores térmicos (Eq. 2.11). To-
davia, como a massa do material magnetocalórico é a mesma para
as duas etapas e a capacidade térmica específica do sólido e calor
específico do fluido são avaliados em uma temperatura média entre
as dos reservatórios, a diferença entre o fator de utilização dos dois
escoamentos será avaliada apenas pela diferença de massa de fluido
escoada.

Como o objetivo da análise do balanceamento de massa é
definir o ponto de ajuste da válvula agulha ao longo dos testes,
optou-se por realizar este cálculo durante a operação do aparato,
através da ferramenta de integração discreta Integral x(t) PtByPt
do Labview 2009, que calcula os valores de massa deslocada através
da integração em tempo real das vazões mássicas fornecidas ao longo
de um ciclo pelos medidores Coriolis. A Fig. 5.8 apresenta os perfis
temporais de vazão mássica resultantes do ajuste da válvula agulha
para três valores de 𝑢m.

A frequência de aquisição, 𝑓DAQ, destes testes foi diferente da
definida pela Eq. 3.2, sendo o valor de 300 substituído por 100. Isso
resulta em uma menor frequência de aquisição (ou menos pontos
experimentais medidos), mas que permitiu o acompanhamento dos
dados de forma mais precisa em uma janela de tempo maior ao
longo dos testes. Para compensar essa redução de 𝑓DAQ, utilizou-
se um maior número de ciclos (dez ou mais) para o cálculo das
massas deslocadas. A Fig. 5.9 mostra os resultados de capacidade de
refrigeração e calor rejeitado para quatro combinações 𝑓 e 𝐹E, além
de ajustes polinomiais de segunda ordem utilizados para auxiliar a
escolha do ponto de operação. É possível concluir que os resultados
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apresentaram boa concordância com os obtidos por Eriksen et al.
(2016) (Fig. 2.16).

0 π/2 π 3π/2 2π
0

4

8

12

16

20

24

28

32

36

t∗ [rad]

ṁ
[k
g/
h
]

 

 

um 0,5%
um 7,3%
um -7,5%
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Figura 5.9 – Curvas de desbalanceamento de 𝑄̇F e 𝑄̇Q em função de 𝑢m. As
linhas tracejadas indicam o ajuste polinomial de segunda ordem.

De acordo com os dados experimentais e as linhas de ajuste
polinomial de segunda ordem, percebe-se que o ponto no qual 𝑄̇F e
𝑄̇Q são iguais varia para diferentes condições de operação. Isso re-
força a necessidade de realizar a caracterização detalhada da massa
deslocada. Além disso, conforme discutido na Seção 5.1, os resul-
tados mostram que além da diferença entre as frações 𝐹EF e 𝐹EQ
existem também outros aspectos, principalmente construtivos e de
montagem do sistema, que influenciam na quantidade de fluido que
escoa através do regenerador.

Portanto, seria importante realizar tal análise cada vez que
as condições de operação (𝑓 , 𝐹E, 𝜑 e Δ𝑇R) fossem alteradas antes
do respectivo teste de desempenho. Contudo, o tempo que deman-
dado para realizar tal tarefa a torna proibitiva. Assim, optou-se por
conduzir o teste de desbalanceamento sempre que a frequência 𝑓 ou
a fração de escoamento fosse 𝐹E fossem alteradas, mantendo-se um
valor de utilização fixo à Δ𝑇R de 10 K.

Após a obtenção das curvas de desbalanceamento, optou-se
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por definir o ponto de operação 𝑢m,op para cada combinação de 𝑓 e
𝐹E a partir do valor de 𝑢m no qual os valores de 𝑄̇F e 𝑄̇Q são iguais,
definido como 𝑢m,o na Fig. 5.9. Este ponto é importante pois, abaixo
dele o valor de 𝑄̇F é maior que o de 𝑄̇Q, o que é termodinamicamente
inconsistente, e só é obtido nos experimentos graças ao controle de
temperatura dos reservatórios realizado pelos trocadores de calor.

Nesse sentido, optou-se inicialmente por operar os testes sem-
pre com o 𝑢m,op dois a três pontos percentuais acima de 𝑢m,o. To-
mando a Figura 5.9(b) como exemplo, o valor de 𝑢m onde as curvas
se cruzam é de aproximadamente -1,1, então o ponto de operação
𝑢m,op foi ajustado em a 1,1. Para a Fig. 5.9(c) o valor de 𝑢m,o e
𝑢m,op foram de 0,6 e 3,6 respectivamente.

Originalmente, tentou-se aplicar o mesmo critério utilizado
para todas combinações de 𝑓 e 𝐹E. Entretanto, para a frequência
de 0,25 Hz, observou-se durante o pós processamento dos resultados
que, na realidade, os testes nesta frequência foram realizados com
𝑢m,op entre 4 e 5 pontos percentuais acima de 𝑢m,o. Então, para as
Figs. 5.9(a) e 5.9(d), 𝑢m,op foi igual a 1,2 e 0.

Por fim, seguindo a metodologia apresentada por Eriksen et al.
(2016), a Fig. 5.10 compara os resultados experimentais dos testes
de balanceamento com os obtidos pelo modelo numérico apresen-
tado no Capítulo 4. Percebe-se uma boa concordância entre as ten-
dências das curvas experimentais (linhas tracejadas) e as numéricas
(linhas cheias), mas com um desvio em termos dos valores previstos.
Esta diferença pode ser explicada primeiramente pelo fato de que
o modelo desconsiderou alguns mecanismos de perdas existentes no
experimento, como volume morto e perdas de calor externas ao re-
generador, o que pode explicar os valores experimentais abaixo dos
numéricos na Fig. 5.10(b).

Em segundo lugar, para os casos em que os valores experi-
mentais foram maiores que os numéricos, como na Fig. 5.10(a), a
discordância pode ter ocorrido uma vez que o modelo numérico as-
sume tempos iguais entre as etapas quente e fria. Logo, o mesmo
percentual de desbalanceamento é atingido com níveis diferentes de
vazão mássica quando comparados aos experimentais, apesar de 𝜑
ser o mesmo. O deslocamento do ponto onde os valores de taxa
de transferência de calor são iguais quando comparados os testes
experimentais e numéricos pode ser consequência das dificuldades
construtivas e geométricas previamente mencionadas.
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Figura 5.10 – Curvas de desbalanceamento de 𝑄̇F e 𝑄̇Q numéricos (subscrito
num − linhas cheias) e experimentais (símbolos) em função
de 𝑢m. As linhas tracejadas indicam o ajuste polinomial de
segunda ordem dos dados experimentais.
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Figura 5.11 – Perfil de temperatura do regenerador na metade do escoamento
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Finalizando, as Figs. 5.11 e 5.12 apresentam resultados seme-
lhantes às Figs. 2.18, 2.19 e 2.20 dos perfis de temperatura internos
retirados de Eriksen et al. (2016) e Teyber et al. (2016a), o que re-
força os resultados obtidos no modelo e esclarecem como o sistema
responde ao desbalanceamento de massa, através do deslocamento
das suas temperaturas em favor do escoamento de maior massa des-
locada. Ou seja, se a quantidade de fluido entrando no regenerador
na temperatura do reservatório frio (etapa frio) for maior quando
comparada com a que entra na temperatura do reservatório quente
(etapa quente), o perfil de temperatura do sólido ao longo do ciclo
tende a ser reduzido (Fig. 5.11), o que acaba sendo refletido em
menores temperaturas de saída do fluido, exemplificado para escoa-
mento quente na Fig. 5.12.
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Capítulo 6

RESULTADOS

Neste capítulo serão apresentados os resultados experimentais
e numéricos, além de comparações entre eles. Primeiramente, serão
apresentados os perfis transientes das variáveis mensuradas: tempe-
raturas, pressões, vazões e torque; além dos efeitos da variação dos
diferentes parâmetros de operação sobre as mesmas. Em seguida, se-
rão apresentados os resultados de comparações entre o desempenho
do RMA sujeito a diferentes frações de escoamento. Ao longo deste
capítulo, os resultados da análise numérica serão comparados com
os experimentais a fim de validar o modelo para o estudo proposto e
habilitar o uso do mesmo para a análise de minimização de geração
de entropia no Capítulo 7. Nas próximas seções, a barra indicativa
de uma quantidade média será omitida das variáveis para simplificar
a nomenclatura, por exemplo, 𝑄̇F será apresentado como 𝑄̇F.

6.1 PERFIS TRANSIENTES

Esta seção dedica-se principalmente às medições de tempe-
ratura e de torque, além de apresentar uma discussão sobre a de-
pendência destas medidas em relação aos diferentes parâmetros de
operação do aparato.

6.1.1 Medições de Temperatura

Um total de dez termopares foi utilizado para a aquisição
de temperatura do fluido em diferentes posições do circuito hidráu-
lico, como mostra a Fig. 3.19. A Fig. 6.1 apresenta um exemplo
das medições dos termopares obtidas para um caso de 𝐹Ede 65 %,
na qual é possível verificar o perfil periódico das temperaturas ao
longo de cinco ciclos. As temperaturas principais do sistema são
as temperaturas da saída dos trocadores (𝑇s,TCF e 𝑇s,TCQ) e extre-
midades quente e fria do regenerador (𝑇reg,F e 𝑇reg,Q), utilizadas
para os cálculos das métricas de 𝑄̇F, 𝑄̇Q e Δ𝑇R. Porém, as demais
temperaturas fornecem algumas informações importantes acerca da
operação do sistema:
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Figura 6.1 – Variações de temperatura para cinco ciclos de operação: 𝐹E=
65 %, 𝑓 = 0,25 Hz, 𝜑 = 0,65 e Δ𝑇R = 5 K.

• As temperaturas de saída do regenerador (𝑇s,F e 𝑇s,Q) apre-
sentam certa defasagem em relação às temperaturas das ex-
tremidades do regenerador (𝑇reg,F e 𝑇reg,Q), o que pode ser
explicado pela presença do volume morto localizado entre o
regenerador e a posição do termopar de saída, que fica inativo
quando não há escoamento em sua direção (ver Fig. 3.19);

• Existe uma boa concordância entre as temperaturas de saída
dos trocadores (𝑇s,TCF e 𝑇s,TCQ) e entrada dos regeneradores
(𝑇e,F e 𝑇e,Q), na medida em que os dois termopares estão po-
sicionados em série. Optou-se então por utilizar as primeiras
como temperaturas dos reservatórios térmicos;

• Como o fluido ao fim de cada escoamento, quente ou frio, re-
torna ao reservatório, ocorre neste uma mistura de fluidos a
diferentes temperaturas, como pode ser verificado pelos valores
das temperaturas de entrada nos trocadores de calor (𝑇e,TCF
e 𝑇e,TCQ). Portanto, pode-se concluir que o controle da tem-
peratura realizado pelos trocadores de calor foi essencial para
a eliminação das perdas ao longo do circuito externo ao rege-
nerador, bem como para o controle do Δ𝑇R desejado.
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• A temperatura ambiente, apesar de variar ao longo do teste,
permaneceu sempre na faixa de 300 K ± 0.5 K.

A Fig. 6.2 apresenta uma visão detalhada dos resultados da
Fig. 6.1 para apenas dois ciclos e para as principais temperaturas. É
possível compreender melhor o funcionamento do aparato a partir
de uma análise detalhada da 𝑇reg,F ao longo do ciclo:
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Figura 6.2 – Variações de temperatura ao longo de dois ciclos de operação:
𝐹E = 65 %, 𝑓 = 0,25 Hz, 𝜑 = 0,65 e Δ𝑇R = 5 K. As linhas
pretas representam os valores médios das temperaturas internas
e os períodos nos quais elas são calculadas.

• 0 a 𝜏*: Primeiro período de desvio, no qual 𝑇reg,F permanece
constante por não haver escoamento.

• 𝜏* a 𝜋: Escoamento frio, durante o qual 𝑇reg,F assume o valor
do reservatório frio, 𝑇s,TCF.

• 𝜋 a 𝜏**: Segundo período de desvio, quando 𝑇reg,F continua
igual a 𝑇s,TCF devido a ausência de escoamento.

• 𝜏** a 2𝜋: Escoamento quente, durante o qual o fluido que entra
do lado quente do regenerador a 𝑇s,TCQ é resfriado e sai a uma
temperatura abaixo do reservatório frio 𝑇s,TCF.
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No final do último período, para o caso ilustrado na Fig. 6.2,
a temperatura de saída passa a ser maior que a do reservatório,
o que representa uma perda de desempenho e pode ser explicada
pela combinação de alguns fatores, incluindo o perfil magnético não-
simétrico com um curto período ao redor do campo mínimo, de
maneira que a magnetização se inicia ainda durante o escoamento
quente.

O comportamento da temperatura do lado quente, 𝑇reg,Q, é
análogo, porém o caso em questão não ocorreu a perda no final
do escoamento quente, similar ao descrito para 𝑇reg,F. Isto pode
ser explicado pelo fato de o perfil senoidal retificado apresentar um
período mais longo ao redor do campo máximo, como pode ser visto
na figura 3.17(a).

Na Fig. 6.2 também é possível observar as diferenças de tem-
peraturas Δ𝑇Q, Δ𝑇F e Δ𝑇R utilizadas na análise de performance
do AMR e constatar que o valor de Δ𝑇reg é maior que Δ𝑇R para
que haja troca de calor sensível nas fontes.

A Fig. 6.3 apresenta a influência da redução de 𝐹E nas tem-
peraturas medidas nas extremidades quente e fria do regenerador,
mantendo-se os demais parâmetros de operação constantes. Verifica-
se, nesse caso, que a variação das temperaturas 𝑇reg,Q e 𝑇reg,F é
maior e ocorre durante um intervalo de tempo menor à medida que
𝐹E é reduzido. Portanto, a média da diferença de temperaturas Δ𝑇Q
e Δ𝑇F e, consequentemente, os valores de 𝑄c e 𝑄h, são maiores. Este
comportamento representa o benefício que se espera com a redução
de 𝐹E com a adoção de valores menores que 100%.

Por fim, a Fig. 6.4 mostra que, à medida que Δ𝑇R é reduzido
a partir da condição de Δ𝑇R máximo, ou 𝑄̇F nulo, o valor de −Δ𝑇F
aumenta. Este comportamento é característico de sistemas RMA,
nos quais a redução de Δ𝑇R é acompanhada de um aumento da ca-
pacidade de refrigeração (proporcional a −Δ𝑇F), como foi ilustrado
na Fig. 2.10.

A Fig. 6.4 mostra também que o pico de −Δ𝑇F inicialmente
aumenta quando Δ𝑇R varia de 0 K até 10 K, o que pode ser ex-
plicado pelo fato de que a temperatura de Curie do gadolínio uti-
lizado no regenerador está ao redor de 290 K. Isto quer dizer que
Δ𝑇adpróximo ao lado frio do regenerador aumenta à medida que
Δ𝑇R aumenta. Porém, quando a temperatura do lado frio se afasta
de 𝑇c, o que ocorre no momento em que Δ𝑇R está além de 10K,
Δ𝑇ad passa a diminuir.
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Figura 6.3 – Influência da redução da fração de escoamento 𝐹E nas variações
de temperatura (a) para o lado quente, 𝑇reg,Q, e (b) para o lado
frio, 𝑇reg,F: 𝑓 = 0,25 Hz, 𝜑 = 0,5 e Δ𝑇R = 5 K.
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Figura 6.4 – Efeito de Δ𝑇R nas variações temporais de −Δ𝑇F: 𝐹E = 90%, 𝑓
= 0,5 Hz e 𝜑 = 0,7.

6.1.2 Medições de Queda de Pressão

A Fig. 6.5 apresenta o comportamento da queda de pressão
com a variação de 𝐹E para uma utilização constante. Para manter
𝜑 fixo à medida que 𝐹E é reduzida, é necessário aumentar a vazão
mássica, portanto maiores serão os níveis de queda de pressão. É
importante ressaltar que, apesar do período de escoamento ao longo
do regenerador ser reduzido, a bomba funciona continuamente. Logo,
valores menores de 𝐹E, que exigem maiores vazões, resultam em
potências de bombeamento maiores.

A Fig. 6.6 apresenta o comportamento da queda de pressão do
sistema, medida entre a entrada e a saída da bomba, para 𝐹E = 65%.
Percebe-se que quando o ciclo se encontra em uma etapa de desvio,
a queda de pressão do sistema cai devido à baixa resistência ao
escoamento (efeito similar ao observado na fig. 5.1). Ainda, os níveis
de queda de pressão são menores para o escoamento frio (localizado
entre 0 e 𝜋), devido à presença da linha de desvio secundária que,
para realizar o balanceamento, praticamente não oferece resistência
ao escoamento, e acaba por reduzir o fluxo através da matriz porosa.
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Figura 6.5 – Efeito de 𝐹E nas variações temporais de queda de pressão no
escoamento frio, Δ𝑃EF: 𝑓 = 0,5 Hz, 𝜑 = 0,3 e Δ𝑇R = 10 K.
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Figura 6.6 – Perfil transientes de queda de pressão do sistema, Δ𝑃b: 𝐹E =
65%, 𝑓 = 0,25 Hz, 𝜑 = 0,3 e Δ𝑇R = 15 K.
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6.1.3 Medições de Torque

O comportamento do torque foi exemplificado na Figura 5.3,
sendo este o resultado da combinação de contribuições magnéticas
e mecânicas devido às válvulas e perdas (Eq. 3.27).

A componente magnética de torque pode ser dividida em duas
partes: uma necessária apenas para rotacionar os ímãs concêntricos;
e a segunda para vencer a atração magnética entre o ímã e o regene-
rador. Para ambas, valores positivos estão relacionados à remoção
do campo magnético aplicado no regenerador (etapa de desmagne-
tização) uma vez que na posição de campo máximo o ímã está em
equilíbrio e existe uma forte atração magnética entre ímã e rege-
nerador. Já valores negativos estão relacionados a magnetização da
matriz, uma vez que o perfil magnético retificado é instável ao re-
dor do campo mínimo e portanto a força de atração entre ímã e
regenerador promove a auto-rotação do ímã (TREVIZOLI et al.,
2016).

A parcela do torque devida à interação magnética entre ímã e
regenerador pode ser influenciada pelos parâmetros operacionais do
sistema. A Fig. 6.7 mostra o comportamento do torque em relação
a Δ𝑇R, na qual é possível visualizar o aumento da amplitude de os-
cilação de baixa frequência, tanto no pico positivo quanto negativo
do torque, à medida que Δ𝑇R aumenta. Isto é atribuído ao com-
portamento magnético do regenerador, que se torna ferromagnético
com o aumento de Δ𝑇R.

Já o aumento da utilização, mantendo-se fixos os demais parâ-
metros, não resulta em uma alteração significativa na amplitude do
torque. Entretanto, é possível verificar um deslocamento do perfil, o
qual está relacionado à parcela mecânica do torque, como apresenta
a Fig. 6.8. Como o aumento de 𝜑 é decorrente do aumento da vazão
mássica, isso eleva a pressão na entrada do sistema. Logo, a maior
pressão exercida pelo fluido de trabalho sobre a face de vedação da
VAP aumenta o atrito entre as faces e, consequentemente, altera o
seu perfil do torque. Este comportamento também foi verificado em
medições de torque mecânico (desacoplando o circuito magnético do
sistema), apresentadas na Fig. 6.9, que confirmam que o aumento de
𝜑 contribui para o crescimento do torque. Além disso, nessa figura
é possível verificar um padrão similar ao da Fig. 6.6, o que reforça
a influência de 𝜑 e do escoamento no torque exigido pelas válvulas.
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Figura 6.7 – Variação temporal do torque do sistema em função de Δ𝑇R:
𝐹E = 100%, 𝑓 = 0,5 Hz e 𝜑 = 0,3.
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Figura 6.8 – Comportamento do torque do sistema em função de 𝜑: 𝐹E =
80%, 𝑓 = 0,5 Hz e Δ𝑇R = 0 K.
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Figura 6.9 – Comportamento do torque de acionamento das válvulas, Γval,
em função de 𝜑: 𝐹E = 80%, 𝑓 = 0,5 Hz e Δ𝑇R = 0 K.

A Fig. 6.10 apresenta a diferença de torque mecânico exigido
por cada vedação. Optou-se por comparar casos com vazão más-
sica semelhante, e não utilização, haja vista que caso esta última
fosse mantida constante, a vazão iria mudar com 𝐹E. Percebe-se que
existe uma grande variação de torque entre as diferentes vedações, e
isto pode ser atribuído às tolerâncias geométricas da fabricação de
cada face. Em especial, as vedações de 100% e 80% apresentaram
elevados níveis de vibração e ruído durante sua operação, sendo as
que apresentaram maior valor de torque e maior sensibilidade a vari-
ações de vazão. Já era esperado que a vedação de 100% apresentasse
maior torque devido aos picos de pressão exemplificados na Fig. 5.2.
Estes picos de pressão causados pelas trocas de escoamento, são
suavizados pela presença dos furos de desvio nas demais vedações.
Porém, os níveis de torque apresentados pela válvula de 80% refor-
çam a possível existência de diferenças geométricas e defeitos de
fabricação.

Neste sentido, medições de espessura das faces de vedação fo-
ram realizadas com o auxílio de um micrômetro (MITUTOYO, 𝑢R
= 0,001mm) e um relógio comparador (INSIZE, 𝑢R = 0,01) a fim
de verificar se existia de fato tal diferença. A espessura em ques-
tão representa a distância entre a superfície da face de vedação em
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contato com a face de saída, e a superfície da face da vedação em
contato com a mola (ver Fig. 3.7). Dessa forma, maiores espessu-
ras implicam uma maior deformação da mola e, consequentemente,
maior força, atrito e torque necessário para vencê-lo. Os resulta-
dos indicaram que a vedação de 80% apresentou maior espessura
como esperado, com um valor de 10,97 mm, enquanto que a de 65%
apresentou o menor valor, 10,87 mm. A vedação de 90% e de 100%
apresentaram espessuras de 10,97 e 10,95 mm, respectivamente. O
valor elevado da espessura de 90% contradiz os resultados da fig.
6.10, que indica esta vedação como a de menor torque. Isto implica
que além da espessura outros fatores podem contribuir para o ní-
vel de torque mecânico exigido pelas vedações, como por exemplo a
rugosidade da face e também sua deflexão.
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Figura 6.10 – Comportamento do torque de acionamento das válvulas Γval
em função de 𝐹E: 𝑓 = 0,25 Hz, 𝑚̇E = 30 kg/h e Δ𝑇R = 0 K.

6.2 INCERTEZA DOS RESULTADOS EXPERIMENTAIS

A análise de incertezas das métricas de performance obtidas
experimentalmente foi realizada segundo a metodologia Apresen-
tada no Apêndice A. A Tabela 6.1 apresenta a média das incertezas
expandidas associadas com as principais métricas e parâmetros.

As incertezas das taxas de transferência, 𝑄̇F e 𝑄̇q (Eqs. 3.17 e
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Tabela 6.1 – Incerteza expandida média das métricas experimentais.

Métricas Incerteza Expandida Média
𝜑 [-] 0,006
𝑓 [Hz] 0,0002

Δ𝑇R [K] 0,3
𝑊̇ [W] 0,48
𝑊̇b [W] 0,03
𝑊̇ac [W] 0,48

3.18), são calculadas com base nas diferenças de temperatura Δ𝑇F
e Δ𝑇Q, para as quais a ordem de grandeza tanto de seus valores
absolutos quanto de suas incertezas é, por vezes, igual a 10−1 K.
Desta forma, considerando o 𝑄̇F, por exemplo, é possível que, em
determinada condição de operação, a contribuição da incerteza de
Δ𝑇F resulte em uma incerteza de 𝑄̇F da mesma ordem de grandeza
que seu valor absoluto.

Para garantir a credibilidade dos resultados experimentais
dos calores trocados nas fontes e, consequentemente, do 𝐶𝑂𝑃 e
𝜂2nd, todas as medições foram realizadas com termopares calibra-
dos segundo a metodologia descrita na Seção 3.7. Além disso, o pro-
cedimento de montagem e posicionamento dos termopares seguiu
a experiência adquirida em trabalhos anteriores, que se mostrou
robusta e confiável (TREVIZOLI; PEIXER; BARBOSA Jr., 2016;
TREVIZOLI et al., 2016; TREVIZOLI; NAKASHIMA; BARBOSA
Jr., 2016; TREVIZOLI et al., 2017; TREVIZOLI; BARBOSA Jr.,
2017).

A fim de ilustrar quantitativamente a faixa de incerteza dos
valores de 𝑄̇F, a Tabela 6.2 apresenta a incerteza expandida esti-
mada para casos selecionados de 𝐹E de 90%:
Tabela 6.2 – Incerteza expandida de 𝑄̇F para casos selecionados dos testes

de 𝐹E de 90%.

𝜑 [-] Frequência [Hz] 𝑈Q̇F
[W] 𝑄̇F máximo [W] 𝑄̇F mínimo [W]

0,3 0,25 1,22 5 2,4
0,31 0,5 2,45 8,9 3,3
1,24 0,25 4,98 19,3 9,7
0,98 0,5 7,85 30,2 21,7

Portanto, para os casos apresentados, a incerteza de 𝑄̇F varia
de 20%, para os casos de capacidade de refrigeração máxima, até
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valores próximos a 75%, para os casos de menor 𝑄̇F. As incertezas
de 𝐶𝑂𝑃 e 𝜂2nd apresentam a mesma faixa percentual de incertezas
que 𝑄̇F. A incerteza de 𝑄̇Q, por sua vez, apresenta mesma faixa
de valores absolutos que a de 𝑄̇F, porém, percentualmente os valo-
res estiveram, em média, ao redor de 27% devido aos seus maiores
valores absolutos.

6.3 REPRODUTIBILIDADE DOS RESULTADOS EXPERIMEN-
TAIS

Diante dos valores consideráveis de incerteza apresentados
para o valor de 𝑄̇F, testes de reprodutibilidade experimental foram
realizados tanto para as curvas de 𝑄̇F por Δ𝑇R quanto para os testes
de balanceamento. Os testes foram realizados por dois operadores
(#1 e #2) em dias distintos.

A reprodutibilidade do teste de desbalanceamento de massa
foi realizada primeiro, haja vista que a metodologia de obtenção
dos resultados experimentais depende da caracterização deste efeito
(ver Seção 5.3). A Fig. 6.11 demonstra que, de fato, o teste de des-
balanceamento pode ser reproduzido e é uma alternativa plausível
para a definição do ponto de operação do sistema.
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Figura 6.11 – Teste de reprodutibilidade para o balanceamento de massa:
𝐹E = 65%, 𝑓 = 0,25 Hz, 𝜑 = 0,76 e Δ𝑇R = 10 K.
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Figura 6.12 – Testes de reprodutibilidade para curvas de 𝑄̇F em função de
Δ𝑇R.

Em seguida, a Fig. 6.12 apresenta a reprodutibilidade dos tes-
tes de 𝑄̇F em função de Δ𝑇R (curvas de performance). Novamente,
os resultados se mostraram reproduzíveis. Portanto, considerando
os resultados aqui apresentados, bem como aqueles da Seção 6.2,
é possível afirmar que os resultados experimentais obtidos são ade-
quados para uma análise quantitativa da performance do sistema,
respeitando suas limitações concernentes ao gerenciamento do esco-
amento.

6.4 COMPARAÇÃO DE PERFORMANCE EXPERIMENTAL PARA
DIFERENTES 𝐹E

Nesta seção, a performance do RMA submetido a diferentes
frações de escoamento será avaliada em termos de capacidade de re-
frigeração, consumo de potência e eficiências termodinâmicas. Para
a frequência de 0,25 Hz, serão comparados os percentuais de 𝐹E de
100%, 90% e 65%, enquanto que para 0,5 Hz serão confrontados os
resultados de 100%, 90% e 80%. A faixa de Δ𝑇R avaliada será de 0
a 10 K.
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6.4.1 Curvas de Capacidade de Refrigeração

O potencial para melhorar o desempenho de um RMA através
da modificação do perfil de escoamento baseia-se no aumento da
variação de campo magnético médio durante a etapa de escoamento
Δ𝐵. A Fig. 6.13 apresenta graficamente a variação dessa quantidade
com a redução da fração de escoamento para o presente aparato.
Apesar da sugestão de se calcular a média de campo magnético
ponderada pela vazão mássica (TEYBER et al., 2016a; NIKNIA et
al., 2016), o cálculo da Fig. 6.13 foi realizado com apenas uma média
simples, pois o perfil trapezoidal de escoamento apresenta valores
constantes de vazão quando descontadas as rampas. Os valores de
Δ𝐵 obtidos por essa análise são apresentados na Tabela 6.3, na qual
verifica-se um aumento de aproximadamente 36% de Δ𝐵 ao reduzir
𝐹E de 100% para 65%.
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Figura 6.13 – Campo magnético médio durante o escoamento para diferentes
𝐹E. Setas indicam a variação média de campo magnético para
𝐹E iguais a 100% e 65%; linha tracejada indica a variação
temporal de campo magnético

As Figs. 6.14 e 6.15 apresentam os valores de 𝑄̇F em função
de 𝜑 e Δ𝑇R a diferentes 𝐹E para as frequências de 0,25 e 0,5 Hz,
respectivamente. Observou-se que, exceto para a maior utilização
dos testes a Δ𝑇R de 10 K e 𝑓 de 0,5 Hz (fig. 6.15 (c)), o valor de
𝑄̇F aumentou com a redução de 𝐹E. Portanto, é possível concluir
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Tabela 6.3 – Variação de 𝐵 com 𝐹E.

𝐹E [%] 𝐵 [T] NUT [-] - 0,25 Hz NUT [-] - 0,5 Hz
max min Δ 𝜑 ∼ 0,3 𝜑 ∼ 1,0 𝜑 ∼ 0,3 𝜑 ∼ 0,95

100 1,51 0,63 0,88 449 168 264 94
90 1,54 0,57 0,97 436 158 235 91
80 1,57 0,51 1,06 - - 210 90
65 1,61 0,41 1,20 318 120 - -

que de fato é viável aumentar a capacidade de refrigeração de um
RMA através redução da fração de escoamento para um Δ𝑇R fixo.

O fator limitante para o incremento de 𝑄̇F por meio da redu-
ção de 𝐹E está relacionado à diminuição do 𝑁𝑈𝑇 devido o aumento
de vazão mássica necessário para manter uma utilização fixa. Nesse
sentido, a Tabela 6.3 apresenta os valores de 𝑁𝑈𝑇 para os casos
extremos de utilização para as frequências e 𝐹E analisados. Nota-se
que os valores são maiores que 90. Então, apesar da redução, os
valores de 𝑁𝑈𝑇 ainda resultam em matrizes com efetividade acima
de 95%, conforme demonstrado por Trevizoli, Peixer e Barbosa Jr.
(2016) para um regenerador similar ao utilizado. Além disso, se-
gundo estes autores, para valores de 𝑁𝑈𝑇 acima de 80, a efetivi-
dade apresenta um comportamento assintótico. Logo, mesmo com
variações consideráveis de 𝑁𝑈𝑇 , a efetividade é pouco afetada.
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Figura 6.14 – Comparação de 𝑄̇F em função de 𝜑 para 𝑓 de 0,25 Hz e di-
ferentes 𝐹E: (a) Δ𝑇R = 0 K; (b) Δ𝑇R = 5 K; (c) Δ𝑇R = 10
K.
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Figura 6.15 – Comparação de 𝑄̇F em função de 𝜑 para 𝑓 de 0,5 Hz e diferentes
𝐹E: (a) Δ𝑇R = 0 K; (b) Δ𝑇R = 5 K; (c) Δ𝑇R = 10 K.

Portanto, como a efetividade é pouco afetada, o ganho no
EMC devido à maior variação de Δ𝐵 decorrente do desvio de fluido
garante uma maior capacidade de refrigeração ao sistema. O limite
discutido por Teyber et al. (2016a), no qual 𝑁𝑈𝑇 se reduz a ponto
de a penalização da efetividade superar o aumento de EMC, não foi
observado para a faixa de 𝐹E avaliada neste trabalho.

É importante contextualizar os resultados da capacidade de
refrigeração obtidos neste trabalho com aqueles gerados por Trevi-
zoli et al. (2016) na mesma bancada e condições de operação simila-
res, porém com uma bomba-pistão e sem avaliar o efeito de 𝐹E. De
uma forma geral, maiores valores de 𝑄̇F foram obtidos por Trevizoli
et al. (2016) - entre cerca 1 a 10 W, dependendo da condição - os
quais podem ser atribuídos ao desbalanceamento de massa presente
nestes experimentos e inexistentes nos testes com bomba-pistão.

6.4.2 Análise de Potência

A variação de 𝐹E com o intuito de melhorar os valores de
𝑄̇F desenvolvidos pelo sistema é acompanhada de uma alteração do
consumo energético do aparato. Neste caso, a redução de 𝐹E implica
em maiores vazões mássicas e maiores potências de bombeamento
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necessárias para manter a utilização constante. Adicionalmente, o
método aqui aplicado para redução de 𝐹E envolve a troca de veda-
ções, as quais exigem diferentes níveis de torque para seu aciona-
mento.

As Figs. 6.16 e 6.17 apresentam os valores de potência das
válvulas, de bombeamento e total, além da contribuição percentual
de cada. Na Fig. 6.16(a), quando comparado o torque das válvulas,
verificou-se que a vedação com 𝐹E de 100% foi a que solicitou maior
potência, enquanto que a de 90% foi a menor. Este resultado segue
o padrão de torque apresentado na Fig. 6.10. O mesmo pode ser
dito para a Fig. 6.17(b), na qual a vedação de 80% foi a de maior
𝑊̇val, seguida da 100% e 90%.

Em relação à potência total para as duas frequências, observou-
se que, quando comparados os casos de mesma utilização, a veda-
ção de 90% consumiu menor potência que a de 100%. Apesar da
primeira requerer maior vazão, o aumento da potência de bombe-
amento foi compensado pela menor potência de válvulas. Os casos
de 𝐹E de 65% para a frequência de 0,25 Hz e de 80% para 0,5 Hz
foram os que apresentaram maior potência total. A 𝐹E de 65% (0,25
Hz) exigiu potências de bombeamento mais elevadas para garantir
a operação em condições de utilização fixa. Já a 𝐹E de 80% (0,5 Hz)
apresentou um maior consumo de potência para seu acionamento,
além de exigir valores altos de vazão comparados com as vedações
de 90 % e 100%.

As Figs. 6.16 (b) e 6.17 (b) mostram que, de um forma geral,
o percentual de potência relativo às válvulas foi reduzido tanto com
o aumento de 𝜑 quanto com a redução de 𝐹E. Apesar da única
exceção ter sido o caso de 𝐹E = 80% para 𝑓 = 0,5 Hz, os resultados
confirmaram que a maior fonte de perdas no sistema são as válvulas,
que apresentaram contribuições acima de 50% para 18 dos 23 casos
mostrados nas Figs. 6.16 e 6.17.

As Tabelas 6.4 e 6.5 apresentam quantitativamente os com-
portamentos apresentados anteriormente, e tornam claro o aumento
da potência de bombeamento com a redução de 𝐹E.

Resultados gerados para a 𝐹E de 100%, variando Δ𝑇R entre
0 e 15 K, demonstraram que o efeito da temperatura na potência
total requerida pelo sistema não foi tão perceptível, apesar de se
saber que, com o aumento de Δ𝑇R, deve ser notada uma maior
importância da contribuição magnética do torque. A potência das
perdas mecânicas avaliada foi de 0,16 e 0,3 W para as frequências
de 0,25 e 0,5 Hz, respectivamente.
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Figura 6.16 – Contribuição (a) absoluta e (b) percentual da potência das
válvulas e de bombeamento para a potência total em função de
𝜑 para diferentes 𝐹E: 𝑓 = 0,25 Hz e Δ𝑇R = 10 K.
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Figura 6.17 – Contribuição (a) absoluta e (b) percentual da potência das
válvulas e de bombeamento para a potência total em função
de 𝜑 para diferentes 𝐹E: 𝑓 = 0,5 Hz e Δ𝑇R = 5 K. Para 𝜑 de
0,9 e 𝐹E de 80% não foram realizados os testes de torque das
válvulas.
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Tabela 6.4 – Variação das potências requeridas pelos componentes em função
de 𝐹E para a frequência de 0,25 Hz e Δ𝑇R de 0 K.

𝐹𝐸 𝑊̇ [W] - 𝜑 ∼ 0,3 𝑊̇ [W] - 𝜑 ∼ 1,0
[%] Válvula Bomba Total Válvula Bomba Total
100 4,52 0,02 5,99 4,63 0,4 6,78
90 2,77 0,04 4,29 2,84 0,65 5,01
65 3,31 0,21 5,66 3,1 4,07 9,97

Tabela 6.5 – Variação das potências requeridas pelos componentes em função
de 𝐹E para a frequência de 0,5 Hz e Δ𝑇R de 0 K.

𝐹𝐸 𝑊̇ [W] - 𝜑 ∼ 0,3 𝑊̇ [W] - 𝜑 ∼ 0,7
[%] Válvula Bomba Total Válvula Bomba Total
100 8,54 0,12 11,73 8,78 1,1 13,35
90 5,71 0,19 8,64 5,9 1,53 10,39
80 8,29 0,37 11,82 11,15 2,29 16,27

6.4.3 Análise de Performance Termodinâmica

Os resultados de 𝑄̇F e 𝑊̇ foram combinados em termos do
coeficiente de performance, 𝐶𝑂𝑃 , atingido pelo sistema. As Figs.
6.18 e 6.19 apresentam os valores de 𝐶𝑂𝑃 para as duas frequências
de operação e Δ𝑇R de 5 e 10 K. Comparando estes resultados com
os das Figs. 6.14 e 6.15, verifica-se que as curvas de 𝐶𝑂𝑃 para cada
𝐹E apresentaram a mesma tendência de 𝑄̇F com a variação de uti-
lização. Entretanto, as vedações que apresentaram maior 𝑄̇F não
foram as que atingiram os melhores 𝐶𝑂𝑃 . Isto ocorreu devido aos
elevados níveis de potência de bombeamento da 𝐹E de 65% para 0,25
Hz, e de acionamento da 𝐹E de 80% para a frequência de 0,5 Hz. Em
geral, para o aparato utilizado nesta dissertação, a melhor perfor-
mance termodinâmica foi atingida pela 𝐹E de 90% que apresentou
melhoria significativa em relação à 𝐹E de 100%. Nessa condição,
o aumento a capacidade de refrigeração foi obtido sem penalizar
excessivamente o sistema em termos de potência solicitada.

Como a comparação entre as vedações foi feita sempre para
uma mesma Δ𝑇R, o comportamento dos resultados de 𝐶𝑂𝑃 e 𝜂2𝑛𝑑

foi semelhante, diferindo apenas por uma constante, ou seja, 𝐶𝑂𝑃id.
A Fig. 6.20 apresenta os resultados de 𝜂2𝑛𝑑 para uma diferença de
temperatura entre reservatórios de 10 K e para as duas frequências
analisadas, onde é possível verificar que suas tendências são iguais
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às apresentadas nas Figs. 6.18(b) e 6.19(b). Em geral, os valores de
𝜂2nd ficaram entre 0,5% a 5,5%.
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Figura 6.18 – Comparação de 𝐶𝑂𝑃 em função de 𝜑 para 𝑓 de 0,25 Hz e
diferentes 𝐹E: (a) Δ𝑇R = 5 K; (b) Δ𝑇R = 10 K.
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Figura 6.19 – Comparação de 𝐶𝑂𝑃 em função de 𝜑 para 𝑓 de 0,5 Hz e
diferentes 𝐹E: (a) Δ𝑇R = 5 K; (b) Δ𝑇R = 10 K.
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Figura 6.20 – Comparação de 𝜂2nd em função de 𝜑 para Δ𝑇R de 10 K e
diferentes 𝐹E: (a) 𝑓 = 0,25 Hz; (b) 𝑓 = 0,5 Hz.
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Ressalta-se que o sistema de válvulas rotativas apresenta um
consumo energético muito elevado, como verificado também por Ca-
povilla et al. (2016), e que este varia com a redução de 𝐹E devido
às características construtivas das vedações. Caso a potência con-
sumida pelas válvulas fosse constante com 𝐹E, seria provável que
maiores reduções da fração de escoamento fossem justificáveis em
função de valores de 𝐶𝑂𝑃 . Contudo, apesar das limitações de 𝑄̇F e
𝑊̇ , a melhoria de performance obtida, em termos de 𝐶𝑂𝑃 , com-
plementam os resultados obtido por Teyber et al. (2016a), que não
observaram melhorias na eficiência de segunda lei ao reduzir 𝐹E. En-
tretanto, os valores de 𝐹E avaliados por eles se restringiu a 100% e
valores inferiores a 60%, para os quais a potência de bombeamento
é excessiva. Os resultados do presente trabalho mostram que é pos-
sível melhorar o 𝐶𝑂𝑃 ou 𝜂2nd para 𝐹E entre 100% e 60%.

6.5 VALIDAÇÃO NUMÉRICO-EXPERIMENTAL

Nesta seção serão apresentadas comparações entre resultados
experimentais e numéricos, tanto para variáveis transientes de tem-
peratura e pressão quanto para capacidade de refrigeração desen-
volvida pelo RMA. O modelo numérico descrito no Capítulo 4 foi
validado com dados experimentais para perfil de escoamento senoi-
dal e condições de operação balanceadas (TREVIZOLI, 2015). No
entanto, o objetivo aqui apresentado é a validação do mesmo mo-
delo sob diferentes condições de escoamento, incluindo os períodos
de desvio distintos e condições de operação não balanceadas.

Inicialmente, os parâmetros de temperatura ambiente, fração
de escoamento, frequência, utilização e diferença de temperatura
entre os reservatórios inseridas no modelo numérico foram iguais
aos experimentais sem introduzir numericamente qualquer desba-
lanceamento entre os escoamentos. As previsões de capacidade de
refrigeração foram então comparadas com os dados experimentais e
são mostrados na Fig. 6.21 para 0,25 Hz e 0,5 Hz.

Observa-se que os resultados numéricos para a condição ba-
lanceada predominantemente sobrestimaram os experimentais, ha-
vendo poucos pontos dentro da região de ± 20% de diferença, es-
pecialmente para 𝑓 = 0,5 Hz. Além disso, a discrepância entre os
dados e a simulação aumentou com Δ𝑇R, o que pode ser atribuído
ao desbalanceamento de massa observado nos experimentos.

Deste modo, uma nova bateria de simulações foi realizada,
dessa vez incluindo o desbalanceamento de massa no modelo atra-
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Figura 6.21 – Comparação dos valores de 𝑄̇F numéricos e experimentais para
o caso balanceado: (a) 𝑓 = 0,25 Hz; (b) 𝑓 = 0,5 Hz.
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Figura 6.22 – Comparação dos valores de 𝑄̇F numéricos e experimentais para
o caso desbalanceado: (a) 𝑓 = 0,25 Hz; (b) 𝑓 = 0,5 Hz.
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vés do aumento da vazão mássica do escoamento quente. Para a
frequência de 0,25 Hz, o valor de 𝑢m foi de 3%, enquanto que para
0,5 hz, 𝑢m foi de 1%. Estes valores foram escolhidos baseados na
metodologia descrita na Seção 5.3.

A Fig. 6.22 mostra a comparação dos resultados experimen-
tais com os numéricos em condições de operação não balanceadas.
A melhora para frequência de 0,25 Hz foi significativa, e grande
parte dos pontos estiveram dentro da região de ± 20%, independen-
temente do Δ𝑇R. Portanto, o modelo foi capaz de fornecer previsões
razoáveis do funcionamento do aparato nessa condição de frequência,
inclusive permitindo a inserção de um desbalanceamento de massa
na solução numérica.

Para a frequência de 0,5 Hz houve uma melhoria com a in-
clusão do desbalanceamento, porém, os resultados numéricos conti-
nuaram sobrestimando os experimentais além da margem de 20%.
Alguns comentários acerca desses resultados podem ser feitos. O
primeiro vem da análise apresentada por Trevizoli (2015), que tam-
bém observou um melhor desempenho do modelo matemático para
frequências mais baixas. O segundo ponto é que as simulações aqui
realizadas não consideraram a perda de performance devido ao vo-
lume morto. Apesar de ter um peso menor que o ganho de calor
pela carcaça, o volume morto também é uma perda importante que
quando levada em consideração nas simulações melhora a compa-
ração com resultados experimentais. Portanto, conclui-se que os re-
sultados numéricos obtidos neste trabalho apresentaram as tendên-
cias esperadas e estão consistentes com dos dados experimentais,
especialmente quando o desbalanceamento de massa é incluído na
simulação.

A validade do modelo é reforçada pelas variações de tempera-
tura e pressão obtidas a partir do mesmo. Neste sentido, a Fig. 6.23
apresenta a comparação entre os comportamentos numéricos e expe-
rimentais da temperatura do lado frio (𝑇F e 𝑇reg,F respectivamente)
para Δ𝑇R de 0 e 5 K. Os resultados numéricos são apresentados
tanto para casos balanceados quanto desbalanceados (sobrescrito
𝑢m na legenda - linha contínua). A Fig. 6.23(a) apresenta um caso
no qual o modelo subestimou os resultados experimentais em termos
de 𝑄̇F, e a inclusão do desbalanceamento contribuiu para reduzir
ainda mais o resultado do modelo. Neste ponto é importante lem-
brar que 𝑄̇F é maior quando os níveis da temperatura 𝑇F durante
o escoamento quente (período de 𝜋 a 2𝜋) são menores. Portanto, o
desbalanceamento nesses casos, por ser positivo, aumentou os níveis
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de 𝑇F e, portanto, prejudicaram 𝑄̇F. A Fig. 6.23(b) apresenta um
caso onde a inclusão do desbalanceamento contribuiu para melhorar
a previsão do modelo numérico e a concordância entre os perfis foi
satisfatória.

A Fig. 6.24 apresenta a comparação dos perfis de queda de
pressão numéricos e experimentais para dois casos selecionados. É
possível perceber que o modelo numérico não prevê adequadamente
a diferença de tempo real entre os escoamentos quente e frio, o que
pode contribuir para a diferença de performance térmica prevista.
Além disso, o nível de queda de pressão experimental é superior ao
numérico. Apesar da vazão estabelecida no modelo ser igual à experi-
mental, as tomadas de pressão do experimento incluem perdas locais
devido a conexões e adaptadores nas entradas do regenerador, além
da perda de carga distribuída da tubulação nas suas extremidades.
Por fim, o perfil trapezoidal ideal inserido no modelo difere-se do
verificado experimentalmente devido à dinâmica do escoamento du-
rante o funcionamento do aparato. Um modelo hidráulico transiente
poderia melhorar a previsão de queda de pressão, porém a aproxi-
mação do perfil de escoamento ideal é razoável para as exigências do
modelo do RMA, como foi observado também por Trevizoli (2015).

6.6 AVALIAÇÃO NUMÉRICA DO EFEITO DE 𝐹E SOBRE A
PERFORMANCE DO RMA

A comparação da performance do RMA sujeito a diferentes
valores de 𝐹E foi limitada pelas dificuldades experimentais associ-
adas ao desbalanceamento de massa e às restrições de pressão de
operação do aparato. Baseada na discussão da validade do modelo,
esta seção utiliza os resultados numéricos para expandir a avaliação
de 𝐹E para valores menores que 65% e valores maiores de Δ𝑇R. A
faixa de valores de 𝐹E foi variada de 100% até 50%, em intervalos
de 12,5%, para Δ𝑇R de 10 e 20 K.

As Figs. 6.25 e 6.26 apresentam os resultados de 𝑄̇F em função
da utilização para diferentes 𝐹E e Δ𝑇R de 10 e 20 K. Nestas, é possí-
vel verificar que 𝑄̇F apresenta um valor máximo teórico em relação
ao fator de utilização. Esse ponto ótimo pode ser explicado conside-
rando que o aumento de utilização é obtido através do aumento da
vazão mássica, e consequentemente, do valor de 𝑚̇EQ utilizado na
eq. 3.19 para o cálculo de 𝑄̇F. Entretanto, vazões maiores reduzem
o 𝑁𝑈𝑇 e a efetividade 𝜖EQ do regenerador, comprometendo dessa
forma o valor da diferença de temperatura do lado frio, Δ𝑇F. Logo,
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existe um balanço entre o aumento de 𝑚̇E e a redução em Δ𝑇F que
maximiza 𝑄̇F.

Em relação ao efeito da redução de 𝐹E, nota-se que, para
Δ𝑇R de 10 K, a redução de 𝐹E contribui para a melhoria de 𝑄̇F em
todos os casos, conclusão esta similar à da Seção 6.4.1. Para 20 K e
0,25 Hz, a redução de 𝐹E passou a não ser vantajosa ao redor de 𝜑
= 1, enquanto que para 0,5 Hz, ao redor de 𝜑 ∼ 0,8 e 0,9. A queda
de 𝑄̇F com a redução de 𝐹E ilustra o trade-off apresentado na Seção
6.4.1 entre o aumento da variação média do campo magnético, Δ𝐵,
e a diminuição de 𝑁𝑈𝑇 quando 𝐹E é reduzido. Para a 𝐹E de 50%,
nos casos em que a performance foi menor do que para as demais
frações, 𝑁𝑈𝑇 esteve próximo de 50, o que combinado com o valor de
utilização mais alto (maior que 0,8) acabou por reduzir a efetividade
do regenerador. Esse trade-off explica também o deslocamento da
localização do pico de 𝑄̇F em função da utilização para diferentes
𝐹E. Inicialmente, ao reduzir 𝐹E a partir de 100% o pico se desloca
para utilizações maiores, pois o aumento de Δ𝐵 compensa a redução
de 𝑁𝑈𝑇 com 𝜑. Entretanto, a partir de 𝐹E igual a 50%, o pico de
𝑄̇F se desloca para a utilizações menores, pois a penalidade no 𝑁𝑇𝑈
supera os ganhos no EMC.

Os perfis transientes de temperatura fornecidos pelo modelo
numérico permitem avaliar com mais detalhes o efeito positivo de
Δ𝐵 sobre 𝑄̇F. A fig. 6.27 apresenta o perfil de temperatura do sólido
no início e final das etapas de escoamento para 𝐹E de 100% e 50%.
𝑡1 e 𝑡2 representam o início e fim do escoamento frio, e 𝑡3 e 𝑡4 o
início e fim do escoamento quente. Nota-se que, para 𝐹E = 100%,
o fim de um escoamento e o começo do seguinte são coincidentes,
portanto os perfis de temperatura são os mesmos, enquanto que
para 𝐹E menores as temperaturas nestes instantes são diferentes.

Para 𝐹E = 50%, as temperaturas no início do escoamento
quente são consideravelmente menores que as do término do escoa-
mento frio. Isto é resultado do período sem escoamento, que permite
a temperatura do sólido ser reduzida devido ao efeito magnetocaló-
rico resultante da redução de campo magnético. Portanto, no início
do escoamento quente, as temperaturas do regenerador para 𝐹E de
50% são menores que para 100%. Dessa forma, o potencial para
transferência de calor entre sólido e fluido é maior. O mesmo é vá-
lido para o final do escoamento quente e início do frio, no qual as
temperaturas para 𝐹E = 50% são maiores que para 100% e permi-
tem que o fluido seja melhor aquecido pelo regenerador.

Este comportamento também é observado para os casos em
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que a redução de 𝐹E prejudicou o valor de 𝑄̇F, como apresentado
na Fig. 6.28, que mostra os perfis de temperatura no início do es-
coamento quente para 𝐹E = 62,5% e 50%. Apesar do perfil de tem-
peratura no início dos escoamentos ser reduzido ao alterar 𝐹E de
62,5% para 50%, a capacidade de refrigeração não aumenta, pelo
contrário, é reduzida como pode ser visto na Fig. 6.26(b). Esse fato
retoma a discussão acerca do 𝑁𝑈𝑇 , na medida em que, apesar do
regenerador melhor empregar o EMC devido ao maior Δ𝐵, a trans-
ferência de calor é menos efetiva devido ao menor valor de 𝑁𝑈𝑇 e
ao fator de utilização elevado (TREVIZOLI; PEIXER; BARBOSA
Jr., 2016).

Para melhor ilustrar esse ponto, a Fig. 6.29 resume o compor-
tamento de 𝑁𝑈𝑇 para diferentes 𝐹E e utilizações avaliadas nas Figs.
6.27 e 6.28. Em números, para o caso da Fig. 6.27, o 𝑁𝑈𝑇 reduz
de 133,7 para 77,65 quando 𝐹E muda de 100% para 50%, enquanto
que para o da Fig. 6.28 a redução é de 62,6 para 53,2 para uma
variação de 𝐹E de 62,5% para 50%. Apesar da redução ser maior
para o primeiro caso, valores de 𝑁𝑈𝑇 acima de 80 devem garantir
uma efetividade acima de 95%, segundo Trevizoli, Peixer e Barbosa
Jr. (2016). Os mesmos autores ainda mostram que valores de 𝑁𝑈𝑇
próximos e menores que 50 reduzem de forma mais significativa a
efetividade do regenerador, o que deve explicar a piora dos resulta-
dos para 𝐹E de 50% no caso da Fig. 6.28.

O reflexo dessa redução de 𝑁𝑈𝑇 pode ser visualizado na tem-
peratura da saída do lado frio durante o escoamento quente, apresen-
tada na Fig. 6.30 para os dois casos analisados. Percebe-se que, no
início do escoamento, a temperatura de saída do fluido para ambos
os casos é inferior para a menor 𝐹E. Porém, no final do escoamento
para o caso de 0,5 Hz (Fig. 6.30(b)), a temperatura do fluido para a
menor 𝐹E é maior, o que representa uma deficiência na efetividade
que pode ser atribuída ao valor baixo de 𝑁𝑈𝑇 . Na Fig. 6.30(a), o
valor de 𝑁𝑈𝑇 não foi reduzido o suficiente a ponto de prejudicar a
performance da menor 𝐹E.

Vale ressaltar que o perfil de temperaturas do 𝐹E de 50% é o
que mais aproxima o funcionamento da bancada ao esperado para
um ciclo termomagnético Brayton ideal (Fig. 2.7), de modo que
os períodos de desvio se aproximam das etapas de magnetização e
desmagnetização adiabática. Além disso, o benefício de reduzir o
tempo de escoamento possivelmente não seria verificado caso um
campo magnético ideal on-off fosse utilizado. Neste caso, não have-
ria variação de campo magnético durante o tempo sem escoamento
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e, consequentemente, o EMC não se manifestaria e não contribuiria
para modificar a temperatura do sólido. Então, a redução do 𝐹E só
resultaria em uma redução do 𝑁𝑈𝑇 .

Parar avaliar essa afirmação, foram realizadas simulações do
mesmo RMA operando sob um perfil magnético ideal on-off entre 0
e 1,2 T. Os resultados de 𝑄̇F são apresentados na Fig. 6.31. Verifica-
se que, de fato, a redução de 𝐹E não foi benéfica quando utilizado o
campo on-off, exceto para uma redução de 100% para 87,5%. Neste
caso, a variação de campo magnético para 𝐹E de 100% ainda ocorre
na presença de escoamento, o que reduz a atuação do EMC na mo-
dificação do perfil de temperatura do sólido. Além disso, a perda
de calor pela carcaça na presença do escoamento é mais efetiva por
se tratar de uma transferência convectiva ao invés de puramente
difusiva. Então, a redução de 𝐹E apresenta um benefício adicional
para o sistema, que é o de reduzir a perda de calor pela carcaça.
A Fig. 6.31(b) apresenta o resultados dos mesmos casos sem a in-
clusão desta perda, e nessas condições a redução de 𝐹E foi sempre
prejudicial em termos do 𝑄̇F desenvolvido.

Por fim, de posse dos valores de queda de pressão e de vazão
mássica do modelo, foi possível calcular a potência de bombeamento
numérica segundo a Eq. 3.22. Assumiu-se que, mesmo nos períodos
sem escoamento, a potência continuou a ser consumida de forma
similar ao que acontece no aparato. Essa potência de bombeamento
foi somada com uma potência de válvulas fixa para então possibilitar
uma estimativa numérica de 𝐶𝑂𝑃 . A potência de válvula utilizada
foi igual a 3 e 6 w para 𝑓 de 0,25 e 0,5 Hz respectivamente, sendo
estes valores médios da potência consumida pela vedação de 65%
do aparato experimental. Optou-se por utilizar apenas um valor de
𝑊̇ac para remover os efeitos das diferenças geométricas e constru-
tivas de cada vedação, sendo assim uma idealização. Dessa forma,
combinando esses valores de potência com o 𝑄̇F das Figs. 6.25 e 6.26,
o 𝐶𝑂𝑃 numérico foi obtido e apresentado nas Figs. 6.32 e 6.33.

Nessas figuras, o pico de 𝐶𝑂𝑃 em função da utilização é influ-
enciado tanto pelo comportamento de 𝑄̇F com 𝜑 (Figs. 6.25 e 6.26)
quanto pelo progressivo aumento da potência de bombeamento, 𝑊̇b,
necessária para atingir utilizações maiores. Dessa forma, a localiza-
ção do valor máximo de 𝐶𝑂𝑃 nas Figs. 6.32 e 6.33 é deslocado
para menores 𝜑 quando comparada com a localização nos gráficos
de 𝑄̇F. O mesmo deslocamento para menores utilizações é obser-
vado quando comparados os picos para diferentes 𝐹E. Nesse caso,
o gradiente da potência de bombeamento em relação a 𝜑 aumenta
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para frações de escoamento menores, de forma a garantir que a faixa
de utilização avaliada seja a mesma, como mostra a Fig. 6.34 que
apresenta um exemplo de 𝑊̇b em função de 𝜑 para os valores de
𝐹E analisados no modelo. Dessa forma, o 𝐶𝑂𝑃 para utilizações me-
nores é cada vez mais penalizado pelo aumento do requisito de vazão
para 𝐹E menores.

Em termos gerais, na Fig. 6.32 (a), o maior valor de 𝐶𝑂𝑃
foi atingido por 𝐹E de 75% próximo a uma utilização igual a um.
Ao aumentar Δ𝑇R para 20 K, o pico de 𝐶𝑂𝑃 deslocou-se para a
utilização de 0,7 e 𝐹E de 62,5% (Fig. 6.33 (a)). Para a frequência de
0,5 Hz, a Fig. 6.32(b) apresenta um pico de 𝐶𝑂𝑃 para utilização
de 0,7 e 𝐹E de 87,5%, e na Fig. 6.33(b), o melhor 𝐶𝑂𝑃 foi para
𝐹E = 75% e 𝜑 = 0,5. A avaliação numérica permite concluir tam-
bém que, em termos de 𝐶𝑂𝑃 , reduções de 𝐹E além de 90% podem
ser vantajosas, o que não pôde ser observado na Seção 6.4.3 devido
à variação significativa do torque de acionamento ao se alterar 𝐹E.

Ressalta-se, contudo, que determinar qual fração de escoa-
mento resulta no máximo 𝐶𝑂𝑃 apenas pelas Figs. 6.32 e 6.33 não é
a forma mais indicada de se avaliar o desempenho do sistema, haja
vista que estes gráficos não fornecem individualmente a capacidade
de refrigeração e a potência consumida. Portanto, uma metodolo-
gia para comparar de forma justa os valores de 𝐶𝑂𝑃 e otimizar
𝐹E deveria analisar conjuntamente os dados de 𝑄̇F e 𝐶𝑂𝑃 , man-
tendo uma capacidade fixa, para a qual o maior 𝐶𝑂𝑃 representaria
a combinação de parâmetros que atingiria o objetivo consumindo
menor potência.

Como exemplo,foi escolhido o valor de 𝑄̇F igual a 20 W para
um sistema operando a 0,5 Hz. Avaliando a Fig. 6.25(b) é possí-
vel identificar para cada 𝐹E os valores de utilização que atingem a
𝑄̇F alvo. De posse desses valores e da Fig. 6.32(b), o valor de 𝐶𝑂𝑃
referente à condição de 20 W pode ser identificado para cada 𝐹E e
a ótima 𝐹E é determinada. A Fig. 6.35 apresenta uma descrição es-
quemática desse procedimento, para o qual a 𝐹E ótima seria 87,5%,
com um 𝐶𝑂𝑃 de 2,63 em 𝜑 igual a 0,71.

Em suma, a avaliação numérica reforça a viabilidade de apri-
morar a performance de um RMA reduzindo o tempo de escoamento
ao qual ele é submetido. O comportamento das temperaturas in-
ternas do regenerador fornecidas pelo modelo permitiu identificar
condições em que a redução de 𝐹E se justifica. Ainda, a validação
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do modelo permite que diferentes frações de escoamento possam ser
investigadas, além de viabilizar uma metodologia para a otimização
do sincronismo que fornece resultados consistentes, não requer a
disponibilidade de um aparato experimental e é robusta o suficiente
para lidar com diferentes perfis temporais de escoamento e campo
magnético, e com perdas como o desbalanceamento de massa.
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Figura 6.25 – Avaliação de 𝑄̇F fornecido pelo modelo numérico em função de
𝜑 para diferentes 𝐹E a Δ𝑇R = 10 K: (a) 𝑓 = 0,25 Hz; (b) 𝑓 =
0,5 Hz.
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Figura 6.26 – Avaliação de 𝑄̇F fornecido pelo modelo numérico em função de
𝜑 para diferentes 𝐹E a Δ𝑇R = 20 K: (a) 𝑓 = 0,25 Hz; (b) 𝑓 =
0,5 Hz.
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Figura 6.27 – Perfis numéricos de temperatura do sólido no início e final das
etapas de escoamento para 𝑓 = 0,25 Hz, 𝜑 = 1,2 e Δ𝑇R = 10
K. As linhas tracejadas são referentes a 𝐹E = 100%, enquanto
que as cheias são para 𝐹E = 50%.
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Figura 6.28 – Perfis numéricos de temperatura do sólido no início do escoa-
mento quente para 𝑓 = 0,5 Hz, 𝜑 = 1,0 e Δ𝑇R = 20 K. Detalhe
para a região de 𝑥* 0 a 0,5.



6.6. Avaliação Numérica do Efeito de 𝐹E sobre o RMA 203

35 50 65 80 95 110 125 140
40

50

60

70

80

90

100

110

120

130

140
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Figura 6.29 – 𝑁𝑈𝑇 em função da vazão mássica para diferentes 𝐹E. Símbolos
vermelhos são casos de 𝑓 = 0,25 Hz e 𝜑 = 1,2; Símbolos azuis
são casos de 𝑓 = de 0,5 Hz e 𝜑 = 1,0.
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Figura 6.30 – Perfis numéricos de temperatura do fluido na saída do escoa-
mento quente a Δ𝑇R = 10 K. (a) 𝑓 = 0,25 Hz, 𝜑 = 1,2 e 𝐹E de
100% e 50%; (b)𝑓 = 0,5 Hz, 𝜑 = 1,0 e 𝐹E de 62,5% e 50%.
Setas indicam redução da fração de escoamento.
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Figura 6.31 – Comparação de 𝑄̇F fornecido pelo modelo numérico sob o perfil
de campo magnético on-off em função de 𝜑 para diferentes 𝐹E,
𝑓 = 0,25 Hz e Δ𝑇R = 10 K: (a) Com perda pela carcaça; (b)
Sem perda pela carcaça.
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Figura 6.32 – Comparação de 𝐶𝑂𝑃 fornecido pelo modelo numérico em fun-
ção de 𝜑 para diferentes 𝐹E a Δ𝑇R = 10 K: (a) 𝑓 = 0,25 Hz;
(b) 𝑓 = 0,5 Hz.
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Figura 6.33 – Comparação de 𝐶𝑂𝑃 fornecido pelo modelo numérico em fun-
ção de 𝜑 para diferentes 𝐹E a Δ𝑇R = 20 K: (a) 𝑓 = 0,25 Hz;
(b) 𝑓 = 0,5 Hz.
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Figura 6.34 – Comparação de 𝑊̇b fornecido pelo modelo numérico em função
de 𝜑 para diferentes 𝐹E: Δ𝑇R = 10 K e 𝑓 = 0,25 Hz.
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Figura 6.35 – 𝑄̇F (linhas tracejadas) e 𝐶𝑂𝑃 (linhas cheias) em função de 𝜑
para 𝐹E iguais a 100% e 87,5%. As setas indicam os valores de
𝜑 que atingiram a restrição de 20 W (linha preta) e os símbolos
seu respectivo 𝐶𝑂𝑃 : 𝑓 = 0,5 Hz e Δ𝑇R = 10 K.
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Capítulo 7

MINIMIZAÇÃO DA GERAÇÃO DE
ENTROPIA EM RMAS SUBMETIDOS A

DIFERENTES FRAÇÕES DE
ESCOAMENTO

A eficiência termodinâmica de ciclos de refrigeração regenera-
tivos está diretamente relacionada à efetividade da transferência de
calor e à dissipação viscosa do escoamento na matriz porosa. Em
um regenerador, deve haver um bom contato térmico entre as fases
sólida e fluida, porém a sua matriz deve oferecer baixa resistência
ao escoamento. Estes objetivos conflitantes podem ser balanceados
através de metodologias de otimização, como a Minimização de Ge-
ração de Entropia (MGE).

Este capítulo propõe a utilização da MGE de Bejan (1996)
em conjunto com os critérios de Avaliação de Performance (CAP) de
Webb e Kim (2005), avançando a metodologia proposta e aplicada
por Trevizoli (2015) para incluir os efeitos da redução da fração de
escoamento em RMAs. Parâmetros geométricos de um regenerador
e de sua matriz, bem como os parâmetros de operação, serão avalia-
dos quanto à sua contribuição para a média cíclica da taxa geração
de entropia total. É importante ressaltar que o efeito magnetocaló-
rico considerado aqui não contribui diretamente para a geração de
entropia devido a seu caráter reversível.

7.1 MODELO DE GERAÇÃO DE ENTROPIA

Considerando o volume de controle diferencial da Fig. 7.1
como um sistema composto pelos sub-sistemas sólido e fluido, tem-
se que (STEIJAERT, 1999):

𝑑𝑆

𝑑𝑡

⃒⃒⃒⃒
⃒
VC

= 𝑑𝑆

𝑑𝑡

⃒⃒⃒⃒
⃒
s

+ 𝑑𝑆

𝑑𝑡

⃒⃒⃒⃒
⃒
f

(7.1)

em que o subscrito VC refere-se ao volume de controle. A taxa de
variação de entropia no volume de controle é dada pelo balanço de
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Figura 7.1 – Modelo de Geração de Entropia.

entropia no sistema:

𝑑𝑆

𝑑𝑡

⃒⃒⃒⃒
⃒
VC

= −𝐴c,reg

[︃
𝑑

𝑑𝑧

(︃
𝑞

′′

CA
𝑇

)︃
𝑑𝑧

]︃
s

−𝐴c,reg

[︃
𝑑

𝑑𝑧

(︃
𝑞

′′

CA
𝑇

)︃
𝑑𝑧

]︃
f

+

𝑚̇
𝑑𝑠

𝑑𝑧
𝑑𝑧 + 𝑆

′′′

g 𝐴c,Reg𝑑𝑧 (7.2)
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em que 𝐴c,Reg é a área da seção transversal do regenerador, 𝑞′′

CA é
o fluxo de calor devido a condução axial e 𝑆′′′

g é a taxa de geração
de entropia por unidade de volume. Os dois primeiros termos são o
saldo da transferência de entropia com o calor pelas fronteiras. O
terceiro termo é o saldo da advecção de entropia pelas fronteiras do
volume e o quarto é a geração de entropia no interior do volume de
controle.

Aplicando o balanço de entropia a cada sub-sistema tem-se:

𝑑𝑆

𝑑𝑡

⃒⃒⃒⃒
⃒
f

= −𝐴c,Reg

𝑇f

[︃
𝑑𝑞

′′

CA
𝑑𝑧

𝑑𝑧

]︃
f

+ 𝑞
′′

TC
𝑇f

𝐴c,Reg𝑑𝑧+

𝑚̇
𝑑𝑠

𝑑𝑧
𝑑𝑧 + 1

𝜌f(𝑇 )𝑇f

⃒⃒⃒⃒
⃒𝑚̇
(︃

−𝑑𝑃

𝑑𝑧

)︃⃒⃒⃒⃒
⃒𝑑𝑧 (7.3)

𝑑𝑆

𝑑𝑡

⃒⃒⃒⃒
⃒
s

= −𝐴c,Reg

𝑇s

[︃
𝑑𝑞

′′

CA
𝑑𝑧

𝑑𝑧

]︃
s

− 𝑞
′′

TC
𝑇s

𝐴c,Reg𝑑𝑧 (7.4)

em que o fluxo de calor devido a condução axial e a transferência
de calor intersticial 𝑞′′

TC são dados por:

𝑞
′′

CA,f = −(𝑘eff
f + 𝜌f(𝑇 )𝑐p,f(𝑇 )𝐷||)

𝑑𝑇f

𝑑𝑧
(7.5)

𝑞
′′

CA,s = −𝑘eff
s
𝑑𝑇s

𝑑𝑧
(7.6)

𝑞
′′

TC = ℎ(𝑧)𝛽(𝑇s − 𝑇f) (7.7)

Substituindo as Eqs. 7.2 a 7.4 na 7.1, e utilizando as definições
das equações dos fluxos, Eqs. 7.5 a 7.7, a taxa de geração de entropia
por unidade de volume é dada por:

𝑆
′′′

g = ℎ(𝑧)𝛽(𝑇s − 𝑇f)2

𝑇s𝑇f
+

(𝑘eff
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𝑇 2
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𝑘eff
s
𝑇 2

s

(︃
𝑑𝑇s

𝑑𝑧

)︃2

+ 1
𝑇f

⃒⃒⃒⃒
⃒𝑢
(︃

−𝑑𝑃

𝑑𝑧

)︃⃒⃒⃒⃒
⃒ (7.8)
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em que o primeiro termo à direita da igualdade refere-se à
taxa de geração de entropia devido à troca de calor intersticial entre
as fases, o segundo e terceiros à condução axial de calor no fluido
e no sólido, respectivamente, e o quarto termo à dissipação viscosa.
A taxa de geração de entropia total em um ciclo é então calculada
por:

𝑆̇g = 𝐴c,reg

𝜏

∫︁ 𝐿

0

∫︁ 𝜏

0
𝑆

′′′

g 𝑑𝑡 𝑑𝑧 (7.9)

O valor de 𝑆̇g (em W/K) será utilizado como função objetivo
para a otimização de RMAs submetidos a diferentes características
construtivas e parâmetros de operação, entre eles a fração de escoa-
mento do ciclo. O cálculo de 𝑆̇g é realizado como um pós processa-
mento dos resultados do modelo numérico na medida em que e as
variáveis requeridas são retiradas da solução numérica convergida.

7.2 COMPARAÇÃO ENTRE A MGE E A MAXIMIZAÇÃO DO
𝐶𝑂𝑃

Antes de discutir os resultados obtidos pela rotina de mini-
mização de geração de entropia, é válido destacar suas diferenças
em relação à otimização baseada na maximização do coeficiente de
performance descrita ao longo do Capítulo 6.

Segundo Bejan (1996), na ausência de irreversibilidades exter-
nas, as duas abordagens aplicadas a um mesmo sistema devem con-
vergir para os mesmos resultados, como expressado pelo teorema de
Gouy-Stodola (Eq. 2.16). Porém, quando considerados os sistemas
avaliados no presente capítulo e no Capítulo 6, é possível identificar
distinções nas definições de suas fronteiras que podem resultar em
uma diferença entre os resultados obtidos pelas duas abordagens.

O sistema avaliado na MGE se restringe ao regenerador e
suas fontes de irreversibilidades internas, enquanto que a aborda-
gem de maximização de 𝐶𝑂𝑃 expande o sistema analisado para
incluir o aparato experimental como um todo. Logo, nessa análise,
a potência requerida e capacidade de refrigeração desenvolvida são
influenciadas por irreversibilidades externas ao regenerador, como
as perdas térmicas para o ambiente ao longo das linhas de escoa-
mento, o consumo e dissipação de potência mecânica fornecida pelo
motor no sistema de transmissão e a dissipação viscosa ao longo da
tubulação, inclusive na linha de desvio. Além disso, a transferência
de calor do regenerador para a carcaça também não foi considerada
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na MGE. Portanto, uma comparação direta entre as duas metodo-
logias não forneceria resultados conclusivos dentro do escopo deste
trabalho.

Vale ressaltar que as duas abordagens tem motivações distin-
tas nesta dissertação. A MGE representa uma ferramenta de grande
utilidade no projeto e desenvolvimento de novos regeneradores, na
medida em que ela permite distinguir o peso de cada fonte de irrever-
sibilidade na geração total de entropia, identificar quais as principais
e ajustar os parâmetros geométricos e de operação para reduzi-las.
Enquanto que a maximização do 𝐶𝑂𝑃 é útil para definir o melhor
ponto de operação do aparato, principalmente no que concerne a
definição da fração de escoamento, 𝐹E, ótima.

7.3 PARÂMETROS PARA A AVALIAÇÃO DE PERFORMANCE
DE RMAS

Nos cálculos apresentados neste capítulo, foi considerado um
regenerador de leito de esferas de gadolínio com porosidade fixa
de 0.36 e características geométricas de diâmetro e comprimento
variáveis segundo os CAP de Geometria Variável (GV), Área frontal
Fixa (AFF) e Geometria Fixa (GF). O perfil de escoamento do fluido
foi trapezoidal, com a fração de rampa, 𝐹ramp (Fig. 5.6), fixa de
20% e com a fração de escoamento variando de 50 % até 100%, em
intervalos de 2,5 %. O campo magnético apresentou o perfil senoidal
retificado característico do conjunto CCH, com valores mínimos e
máximos de campo magnético de 0 T e 1,5 T. A frequência de
operação foi fixada em 1,0 Hz e a temperatura do reservatório quente
em 300 K. O fluido de trabalho foi considerado água pura e não
foram consideradas nessa análise as perdas de calor pela carcaça
do regenerador. Os parâmetros geométricos variados em cada CAP
são apresentados na Tabela 7.1, em que 𝑑reg é o diâmetro da seção
transversal, 𝜁 é a razão de aspecto e 𝑉reg o volume do regenerador,
e 𝑑p o diâmetro de partícula.
Tabela 7.1 – Parâmetros geométricos dos Critérios de Avaliação de Perfor-

mance.

CAP 𝑑reg [mm] 𝜁 [-] 𝑉reg [cm3] 𝑑p [mm]
VG 15 - 50 9,26 - 0,25 24,54 0,55

AFF 25 1 - 6 12,27 - 73,63 0,55
GF 25 4 49,09 0,3 - 1,5
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As restrições de performance foram 𝑄̇F de 15 W e Δ𝑇R de
15 K para o critério de geometria fixa, e 𝑄̇F de 20 W e Δ𝑇R de 15
K para os critérios de área frontal e geometria fixas. Inicialmente,
pretendia-se utilizar a mesma restrição de 𝑄̇F para os três critérios,
porém o RMA no critério de GV não atingiu em todos os casos a ca-
pacidade pretendida. A vazão mássica foi variada segundo uma faixa
definida na respectiva seção, investigando-se sempre cinco valores e,
em cada um, o valor de entropia mínima é avaliado.

7.4 CRITÉRIO DE GEOMETRIA VARIÁVEL

O critério de geometria variável aplicado na MGE de um
RMA tem como objetivo estabelecer a combinação de caracterís-
ticas geométricas e parâmetros de operação de um regenerador de
volume fixo que consegue fornecer uma determinada capacidade de
refrigeração atuando entre temperaturas de reservatório fixas com
o menor valor de entropia gerada. Os valores de vazões mássicas
analisados para esse caso variaram de 50 até 90 kg/h, em intervalos
de 10 kg/h. O incremento de 𝑑reg na faixa da Tabela 7.1 foi de 5
mm, e a razão de aspecto, 𝜁, foi definida em função do valor de 𝑑reg
a partir da Eq. 7.10:

𝜁 = 4𝑉reg

𝜋𝑑3
reg

(7.10)

Um total de 440 combinações de parâmetros foi avaliada nu-
mericamente, e os resultados foram refinados em relação ao diâmetro
da carcaça e da fração de escoamento através de uma interpolação
linear para aumentar a resolução dos resultados e facilitar a locali-
zação do ponto de mínima geração entropia.

7.4.1 Mapas de Contorno de Capacidade de Refrigeração
e Geração de Entropia

Antes de apresentar os resultados da análise de capacidade
de refrigeração fixa, é necessário entender como os parâmetros geo-
métricos e de operação influenciam individualmente cada parcela de
entropia gerada e a capacidade de refrigeração, 𝑄̇F, calculada pela
Eq. 3.17.

É importante compreender que o acréscimo de 𝑚̇ tem um
efeito direto no aumento de 𝑄̇F, porém valores excessivos de 𝑚̇
podem resultar em valores elevados de 𝜑 (e reduzidos de 𝑁𝑈𝑇 ),
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que geram pequenos valores de Δ𝑇F (ver Fig. 6.2). Este efeito, em
última análise, é prejudicial para 𝑄̇F, já que a capacidade depende
diretamente da temperatura de saída do fluido no lado frio do RMA
durante o escoamento quente.

O efeito de 𝐹E é similar ao de 𝑚̇, na medida em que seu au-
mento contribui positivamente para a vazão média no escoamento
quente, porém prejudica Δ𝑇F devido aos maiores valores de utiliza-
ção resultantes. Além disso, o aumento de 𝐹E possui uma implicação
adicional, que é a redução da variação de campo magnético médio e,
consequentemente, do EMC, o que pode reduzir 𝑄̇F. No entanto, a
influência deste último efeito sobre o valor de utilização que atinge
o máximo 𝑄̇F foi pequena, como visto nas Figs. 6.25 e 6.26.

Em relação a 𝑑reg, menores valores contribuem para o au-
mento da efetividade do regenerador, devido a maiores velocidades
superficiais e, consequentemente, 𝑁𝑈𝑇 . Isto é válido caso o volume
do regenerador mantenha-se constante.

A fig. 7.2 apresenta mapas de contorno de 𝑄̇F em função de
𝑑reg, 𝐹E e 𝜑 (linhas tracejadas) para o critério GV. Nesta figura, mai-
ores valores de 𝑑reg levam a regeneradores mais curtos. Verifica-se
que, para as duas vazões, os valores máximos de 𝑄̇F foram obtidos
para valores de 𝑑reg menores, devido à melhoria na efetividade. Po-
rém, a redução excessiva de 𝑑reg aquém de 20 mm a 25 mm nos casos
apresentados teve um efeito negativo devido à acentuada dissipação
viscosa e consequente geração de calor devido ao atrito. Em relação
a 𝑚̇ e 𝐹E percebe-se que o pico de capacidade de refrigeração ocor-
reu ao redor de utilizações de 0,6 e 0,8, resultado semelhante aos
obtidos por Trevizoli (2015).

A influência de 𝑑reg e 𝐹E nas contribuições individuais de taxa
de entropia gerada são listados a seguir e podem ser verificados na
Fig. 7.3. Ao aumentar o valor de 𝑑reg, as parcelas de entropia gerada
são afetadas da seguinte forma:

• 𝑆̇g,TC: Maiores valores de 𝑑reg reduzem a velocidade superfi-
cial, o coeficiente de transferência de calor intersticial e, conse-
quentemente, a efetividade do regenerador, aumentando assim
𝑆̇g,TC;

• 𝑆̇g,CAs e 𝑆̇g,CAf : Como o volume do regenerador é fixo, quanto
maior 𝑑reg, menor seu comprimento, o que aumenta o gradi-
ente de temperatura axial, já que Δ𝑇R é fixo. Isto potencializa
a geração de entropia por condução axial tanto no sólido como
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Figura 7.2 – Mapas de contorno de 𝑄̇F [W] em função de 𝑑reg e 𝐹E para
(a) 𝑚̇ de 50 kg/h e (b) 90 kg/h para o critério de GV. Linhas
tracejadas indicam os contornos de 𝜑 [-].
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no fluido. Em contrapartida, maiores 𝑑reg resultam em meno-
res velocidades superficiais e, consequentemente, reduzem a
contribuição da dispersão para 𝑆̇g,CAf ;

• 𝑆̇g,DV: Maiores valores de 𝑑reg resultam em comprimentos de
regenerador e velocidades superficiais menores, o que diminui
a perda de carga do sistema e, consequentemente, a taxa de
entropia gerada pela dissipação viscosa.

O efeito de 𝐹E sobre as parcelas de taxa de geração de entropia
total é apresentado a seguir:

• 𝑆̇g,TC: Maiores valores de 𝐹E aumentam a utilização, preju-
dicando desta forma a efetividade e aumentando a taxa de
geração de entropia devido ao aumento da diferença de tem-
peratura entre as fases.

• 𝑆̇g,CAs: Esta parcela de entropia foi pouco afetada pela mu-
dança de 𝐹E nos casos avaliados. Porém, a redução de 𝐹E tam-
bém reduziu 𝑆̇g,CAs para vazões maiores devido à suavização
do gradiente de temperatura ao longo do sólido nos tempos
sem escoamento.

• 𝑆̇g,CAf : O aumento de 𝐹E tende a aumentar o intervalo de
tempo em que há dispersão, portanto o valor de 𝑆̇g,CAf tam-
bém aumenta. Além disso, maiores 𝐹E provocam uma pene-
tração maior das temperaturas dos reservatórios térmicos na
região de entrada do regenerador, o que reduz a distância lon-
gitudinal disponível para a temperatura do fluido variar até o
nível do reservatório na saída. Portanto, o gradiente de tempe-
ratura no fluido ao longo do regenerador e a parcela de entropia
gerada podem ser acentuados também.

• 𝑆̇g,DV: Maiores valores de 𝐹E implicam num maior tempo de
escoamento e de geração de entropia por dissipação viscosa ao
longo do ciclo.
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Figura 7.3 – Mapas de contorno das taxas de geração de entropia [10−3 W/K]
em função de 𝑑reg e 𝐹Epara o critério de GV: (a)𝑆̇g,TC, (b)
𝑆̇g,CAs, (c)𝑆̇g,CAf e 𝑆̇g,DV. 𝑚̇ de 70 kg/h.
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Os comentários acima também podem ser visualizados na Fig.
7.3. Percebe-se que o efeito do diâmetro de carcaça é dominante em
três das quatro parcelas, exceto para 𝑆̇g,TC. Vale lembrar que o
aumento da variação de campo magnético médio devido à altera-
ção de 𝐹E não contribui para a geração de entropia, já que o efeito
magnetocalórico é reversível. Portanto, ao longo das análises, a inter-
pretação de 𝐹E será focada nas suas implicações sobre a efetividade
e a dissipação viscosa.

A Fig. 7.4 apresenta os contornos de taxa de geração de entro-
pia para as vazões de 50 e 90 kg/h. As linhas vermelhas representam
as combinações de 𝐹E e de 𝑑reg que resultam em capacidades de re-
frigeração constantes. É sobre estas linhas, especificamente sobre a
linha de 15 W, que os resultados para cada parcela de geração de
entropia serão analisados e o mínimo será determinado. Uma aná-
lise superficial mostra que a menor geração de entropia que atinge
15 W para a vazão de 50 kg/h ocorre para 𝑑reg de 25 mm e 𝐹E de
62% aproximadamente.

Para a vazão de 90 kg/h os valores mínimos aproximados de
𝑑reg e 𝐹E são de 25 mm e 94%. Sem a restrição de capacidade de
refrigeração, percebe-se que a entropia mínima global é atingida
para valores menores 𝐹E e de 𝑑reg, desde que este último não seja
tão pequeno a ponto de a dissipação viscosa se tornar excessiva.
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Figura 7.4 – Mapas de contorno de 𝑆̇g [10−3 W/K] em função de 𝑑reg e
𝐹E para (a) 𝑚̇ de 50 kg/h e (b) 90 kg/h para o critério de GV.
Linhas tracejadas indicam regiões de 𝑄̇F [W] constante.

7.4.2 Resultados para uma Capacidade de Refrigeração
Fixa

A seguir serão discutidas as configurações ótimas de 𝑑reg e
𝐹E que foram capazes de satisfazer a restrição de 𝑄̇F = 15 W. Os
resultados estão resumidos na Tabela 7.2, onde são apresentados pa-
râmetros operacionais dos casos de mínima taxa de entropia gerada
para cada vazão mássica analisada. A Fig. 7.5 apresenta o compor-
tamento da entropia gerada em função de 𝑑reg e 𝐹E sobre a linha
de 𝑄̇F = 15 W para cada vazão mássica. A Fig. 7.6 auxilia na in-
terpretação dos dados mostrando a combinação dos valores de 𝑑reg
e 𝐹E ao longo dessa linha de capacidade constante.

Em relação aos resultados obtidos para 50 e 60 kg/h, notou-
se que essas vazões apresentaram comportamentos semelhantes por
serem baixas e requererem regeneradores de maior efetividade para
atingir o 𝑄̇F especificado. Portanto, dentre as opções de combinação
de 𝑑reg e 𝐹E apresentadas na Fig. 7.6, o mínimo foi obtido para valo-
res pequenos de ambos os parâmetros, o que garantiu a efetividade
necessária, além de reduzir a taxa de entropia gerada pela troca de



224 Capítulo 7. Minimização da Geração de Entropia

calor intersticial e pela condução axial. Porém, diâmetros abaixo
de 25 mm apresentaram dissipação viscosa acentuada e acabaram
limitando a redução de 𝑑reg para a vazão de 50 kg/h, como pode ser
visto na Fig. 7.5(a) pelo aumento de 𝑆̇g nessa região.
Tabela 7.2 – Parâmetros referentes às condições de mínima 𝑆̇𝑔 para a faixa

de vazão mássica analisada segundo o critério de GV.

𝑚̇
[kg/h]

𝑑reg
[mm] 𝐹E [-] 𝜁 [-] 𝜑 [-] 𝑁𝑈𝑇

[-]
𝑁D
[-]

𝑆̇g
[10−3 W/K]

50 25,00 62,62 2,00 0,40 68,17 0,38 1,43
60 28,08 50,00 1,48 0,38 59,06 0,37 1,66
70 41,77 50,00 0,44 0,44 44,46 0,28 3,85
80 26,40 100,0 1,76 1,01 47,51 0,38 5,48
90 25,01 94,17 2,00 1,07 42,75 0,38 6,27

Para as vazões de 80 e 90 kg/h, 𝑑reg tendeu para valores
menores, desta vez para reduzir 𝑆̇g,CAf . Devido à restrição de 𝑄̇F,
valores de 𝑑reg baixos foram acompanhados de altos 𝐹E, para que a
melhoria da efetividade devido à redução do primeiro (aumento do
𝑁𝑇𝑈) fosse balanceada pela piora devido ao aumento do segundo
(aumento de 𝜑). Com isso, 𝑄̇F se manteve fixo. Para estes casos,
𝑑reg ótimo esteve ao redor 25 mm. Valores menores que esse para a
vazão de 100 kg/h foram impedidos devido ao alto valor de 𝑆̇g,DV.
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Figura 7.5 – 𝑆̇g a 𝑄̇F constante para cada vazão mássica analisada no critério
de GV em função de (a) 𝑑reg e (b) 𝐹E.
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Figura 7.6 – Valores de 𝑑reg e 𝐹E para as regiões de 𝑄̇F constante para cada
vazão mássica avaliada no critério de GV.
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O resultado para a vazão de 70 kg/h foi o mais peculiar, pois
para ela o diâmetro de carcaça ao longo da linha de capacidade
fixa esteve quase sempre acima de 𝑑reg 35 mm. Logo, as parcelas
de condução axial foram sempre altas devido ao baixo 𝜁, restando
reduzir 𝐹E para obter níveis de 𝑆̇g menores. O fator de desmagneti-
zação 𝑁D desse caso foi o menor, portanto maiores valores de Δ𝑇ad
são esperados devido ao maior 𝐻ef . Esse fato contribui para a redu-
ção do requisito de efetividade para alcançar-se determinado 𝑄̇F e
compensa o valor de 𝑑reg alto.

A Fig. 7.7 apresenta a influência de 𝑚̇ nas parcelas de 𝑆̇g para
os casos de mínimo, onde fica claro que todas as parcelas aumentam
com 𝑚̇. Este incremento da taxa de entropia gerada pode ser atri-
buído ao fato de que o aumento da vazão mássica, mantendo-se os
outros parâmetros fixos, eleva o gradiente de temperatura ao longo
do regenerador, potencializa a dispersão longitudinal e a dissipação
viscosa, além de reduzir o 𝑁𝑇𝑈 do regenerador e aumentar 𝜑. Logo,
a vazão contribui para o aumento de todas as parcelas de geração
de entropia, exceto na condução axial no sólido que é pouco afetada
e só apresentou variação significativa para o caso de 70 kg/h devido
o baixo 𝜁 do regenerador. Dentre os cinco casos apresentados na
Tabela 7.2, a menor geração de entropia foi para a menor vazão.
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Figura 7.7 – Parcelas de 𝑆̇g em função da vazão mássica para os casos de
mínima geração de entropia para o CAP de GV.
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Os resultados obtidos para o critério GV indicam que, para o
projeto de um RMA com caracterísitcas e sob condições semelhantes
ao avaliado, a seleção de diâmetros de carcaça ao redor de 25 mm
e razão de aspecto ao redor de dois fornecem o menor valor de
entropia gerada para uma ampla faixa de vazão. A partir do valor
de 𝑑reg especificado, o 𝐹E deve ser selecionado de forma a garantir
o 𝑄̇F desejado com a menor vazão possível.

7.5 CRITÉRIO DE ÁREA FRONTAL FIXA

Nesta seção serão discutidos os resultados de minimização da
taxa de geração entropia de acordo com o critério de avaliação de
performance de área frontal fixa. Neste tipo de análise, a restrição
geométrica do regenerador é o diâmetro de carcaça. Portanto, serão
discutidos os efeitos na geração de entropia da razão de aspecto,
e consequente variação da massa de material magnetocalórico, em
conjunto com a variação da fração de escoamento.

A restrição de performance imposta para esta análise foi a
obtenção de 20 W de capacidade de refrigeração para 15 K de Δ𝑇R.
Os parâmetros variados na análise numérica foram resumidos na
Tabela 7.1. O incremento de 𝜁 foi de 0,5 e a vazão variou de 50 até
250 kg/h em incrementos de 50 kg/h.

Um total de 605 combinações de variáveis foram avaliadas,
e os resultados foram refinados em relação à razão de aspecto e
à fração de escoamento através de uma interpolação linear para
aumentar a resolução e facilitar a localização do ponto de mínima
taxa de geração entropia.

7.5.1 Mapas de Contorno de Capacidade de Refrigeração
e Geração de Entropia

Os mapas de 𝑄̇F obtidos para o critério de AFF para as va-
zões de 50 e 250 kg/h podem ser visualizados na Fig. 7.8. É possível
perceber um detalhe desta análise que a diferencia da GV: a utiliza-
ção não se altera apenas com a fração de escoamento, mas também
com a razão de aspecto. Analisando os valores de 𝑄̇F, percebe-se que
o valor mais alto de capacidade de refrigeração atingida pelo rege-
nerador ocorre sempre para valores altos de razão de aspecto, o que
é esperado já que isto significa uma maior massa de material mag-
netocalórico e uma menor utilização. A fração de escoamento que
proporciona o máximo se ajusta de forma que o pico de 𝑄̇F tenda
para valores de 𝜑 ao redor de 0,6 para a frequência em questão.
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Figura 7.8 – Mapas de contorno de 𝑄̇F [W] em função de 𝜁 e 𝐹E para (a)
𝑚̇ de 50 kg/h e (b) 250 kg/h para o critério de AFF. Linhas
tracejadas são linhas de 𝜑 [-] constante.
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Assim como efetuado para o critério de GV, será discutido
primeiramente o efeito dos parâmetros analisados sobre as parcelas
de 𝑆̇g. O aumento de 𝜁 mantendo os demais parâmetros constantes
resulta nos seguintes efeitos sobre as parcelas de taxa de entropia
gerada (ver Fig. 7.9):
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Figura 7.9 – Mapas de contorno das parcelas de taxa de geração de entropia
[10−3 W/K] em função de 𝜁 e 𝐹E para o critério de AFF: (a)𝑆̇g,TC,
(b) 𝑆̇g,CAs, (c)𝑆̇g,CAf e (d) 𝑆̇g,DV. 𝑚̇ de 150 kg/h.
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• 𝑆̇g,TC: Maiores valores de 𝜁 reduzem a utilização devido à
maior massa de material e aumentam a área intersticial de
transferência de calor, o que contribui para uma melhor efeti-
vidade e, consequentemente, menor 𝑆̇g,TC.

• 𝑆̇g,CAs e 𝑆̇g,CAf : O aumento da dimensão longitudinal da car-
caça do regenerador contribui também para a redução destas
duas parcelas de geração de entropia devido à suavização do
gradiente de temperatura longitudinal.

• 𝑆̇g,DV: Esta parcela é a única dentre as avaliadas que é prejudi-
cada devido ao aumento de 𝜁, pois regeneradores mais longos
representam maior perda de carga que deve ser vencida pelo
escoamento.

A Fig. 7.10 apresenta os contornos de geração de entropia
total para as vazões de 50 e 250 kg/h. As linhas tracejadas repre-
sentam as combinações de 𝐹E e de 𝜁 que resultam em 𝑄̇F constante
de 20 W. Nesta figura, percebe-se que o mínimo de entropia tende
a localizar-se em regiões de pequena fração de escoamento e razão
de aspecto menores, ao redor de três a quatro, devido à necessidade
de reduzir a excessiva dissipação viscosa gerada nesse RMA devido
ao diâmetro de carcaça relativamente baixo de 25 mm.
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Figura 7.10 – Mapas de contorno de 𝑆̇g [10−3 W/K] em função de 𝜁 e 𝐹E para
(a) 𝑚̇ de 50 kg/h e (b) 90 kg/h para o critério de AFF. Linhas
tracejadas indicam 𝑄̇F [W] constante.

7.5.2 Resultados para uma Capacidade de Refrigeração
Fixa

Os parâmetros otimizados para a análise de capacidade fixa
são apresentados na Tabela 7.3. Em seguida as Figs. 7.11 e 7.12
mostram o comportamento da taxa de geração de entropia ao longo
das linhas de 20 W e a combinação de valores de 𝜁 e 𝐹E que resultam
na capacidade especificada.
Tabela 7.3 – Parâmetros referentes às condições de mínima 𝑆̇g para a faixa

de vazão mássica analisada segundo o critério de AFF.

𝑚̇ [kg/h] 𝐹E [-] 𝜁 [-] 𝜑 [-] 𝑁𝑈𝑇 [-] 𝑁D [-] 𝑆̇g [10−3 W/K]
50 95 5,80 0,21 197,5 0,42 1,79
100 50 1,89 0,68 37,33 0,38 3,56
150 50 1,98 0,96 28,89 0,38 7,42
200 50 2,38 1,07 28,30 0,39 12,86
250 50 2,80 1,13 28,58 0,40 21,15
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Figura 7.11 – 𝑆̇g a 𝑄̇F constante para cada vazão mássica analisada no critério
de AFF em função de (a) 𝜁 e (b) 𝐹E.
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Figura 7.12 – Valores de 𝜁 e 𝐹E nas regiões de 𝑄̇F constante para cada vazão
mássica avaliada no critério de AFF.

Os casos de vazão de 50 kg/h que atingiram a capacidade
de 20 W foram poucos e estiveram restritos a razões de aspecto
e frações de escoamento altas, que foram requeridas para garantir
uma baixa utilização e elevado valor de 𝑁𝑇𝑈 , compensando assim a
limitação da vazão mássica. Dentre todos os resultados, estes foram
o de menor entropia gerada, similar ao que ocorreu para o critério
de GV, o que reforça os benefícios de utilizar uma vazão mássica
menor.

As demais vazões apresentaram um comportamento seme-
lhante, que foi atingir o valor mínimo de entropia para 𝜁 e 𝐹E meno-
res. Para os quatro casos, o valor de fração de escoamento mínimo
de 50% foi o que teve menor entropia gerada, enquanto a razão de
aspecto foi sempre a menor possível para reduzir a entropia devido
à dissipação viscosa. O valor de 𝜁 otimizado foi maior à medida
que a vazão aumentou, pois a diminuição de efetividade resultante
de maiores 𝑚̇ teve que ser compensada pelo seu ganho em maiores
valores de 𝜁. O fator de desmagnetização não apresentou variação
significativa ao longo dos resultados.

A Fig. 7.13 mostra a contribuição percentual de cada parcela
da taxa de variação de entropia dos casos otimizados para cada va-
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zão. Para a vazão mássica de 50 kg/h, a principal componente é
a dissipação viscosa, devido aos elevados 𝜁 e 𝐹E. Essa combinação,
nesse caso, garantiu uma baixa utilização e alto 𝑁𝑈𝑇 (Tabela 7.3).
Logo, 𝑆̇g,TC foi baixo. A contribuição de 𝑆̇g,VD foi reduzida para a
vazão de 100 kg/h na medida em que 𝜁 também o foi. Essa redução
da razão de aspecto contribuiu para o aumento também do percen-
tual da condução axial e da transferência de calor. A partir de 150
kg/h, a dissipação viscosa voltar a ganhar importância e se torna
dominante para as maiores vazões.
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Figura 7.13 – Contribuição percentual de cada parcela de 𝑆̇g em função da
vazão mássica para os casos de mínima geração de entropia de
AFF.

Em termos de projeto, os resultados obtidos para o critério de
AFF sugerem que, caso o objetivo seja desenvolver um RMA para
manter um 𝑄̇F fixo, a vazão deve ser a menor possível e os parâme-
tros de 𝜁 e 𝐹E devem ser elevados para promover maior efetividade
e massa escoada pelo regenerador, respectivamente. Contudo, caso
seja exigido do RMA uma maior flexibilidade em termos de vazão de
operação, por exemplo, os resultados sugerem que 𝜁 deve ser menor
− ao redor de dois − e que 𝐹E pode ser reduzida para diminuir a
dissipação viscosa. Se área transversal do RMA fosse fixada em uma
valor maior, esperaria-se que o valor ótimo de 𝜁 aumentasse para
melhorar o contato térmico entre as fases e reduzir 𝑆̇g,TC, até um



236 Capítulo 7. Minimização da Geração de Entropia

ponto onde 𝑆̇g,VD não se tornasse excessiva. 𝐹E nesse caso iria se
adaptar para garantir valores de 𝜑 compatíveis com o 𝑄̇F desejado.

7.6 CRITÉRIO DE GEOMETRIA FIXA

Está seção conclui a análise de minimização de geração de en-
tropia discutindo os resultados obtidos para o critério de geometria
fixa, no qual tanto o diâmetro da carcaça quanto a razão de aspecto
do regenerador foram fixados em 25 mm e 𝜁 = 4, restando alterar-
se o tempo de escoamento. Para enriquecer a análise será permitido
também que o diâmetro de partícula seja alterado.

A restrição de performance imposta para esta análise foi 𝑄̇F de
20 W para 15 K de Δ𝑇R. Os parâmetros variados na análise numé-
rica foram resumidos na Tabela 7.1. A faixa de diâmetros de partí-
cula avaliados foi de 0,3 mm a 1,5 mm em incrementos de 0,1 mm.
Além disso, a vazão mássica foi variada de 50 kg/h, em intervalos
de 50 kg/h, até 250 kg/h.

Um total de 715 combinações de parâmetros foram avaliados,
e os resultados foram refinados em relação ao diâmetro de partícula
e à fração de escoamento através de uma interpolação linear para au-
mentar a resolução dos resultados e facilitar a localização do ponto
de mínima taxa de geração entropia.

7.6.1 Mapas de Contorno de Capacidade de Refrigeração
e Geração de Entropia

Os mapas de contorno de capacidade de refrigeração e de uti-
lização são apresentados para as vazões de 50 e 250 kg/h na Fig.
7.14. Percebe-se que a região de máximo localizou-se em diâmetros
de partícula pequenos, pois 𝑑p menores aumentam a área intersti-
cial, contribuindo assim para melhorar a efetividade do regenerador.
A fração de escoamento que fornece a máxima capacidade de refri-
geração varia com o aumento da vazão de forma a garantir valores
de 𝜑 favoráveis. Nota-se que, igualmente ao critério de GV, 𝜑 varia
apenas com 𝐹E.

Em relação às parcelas de geração de entropia, a Fig. 7.15 que
apresenta o comportamento das parcelas de entropia em relação às
variações de 𝑑p e 𝐹E para a vazão de 150 kg/h. Os efeitos resultantes
da variação de 𝑑p são avaliados a seguir:

• 𝑆̇g,TC: Maiores valores de 𝑑p reduzem a área e o coeficiente de
transferência de calor intersticiais, portanto aumentam o valor
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da taxa de geração de entropia devido à transferência de calor
sólido-fluido.

• 𝑆̇g,CAs e 𝑆̇g,CAf : O aumento de 𝑑p diminui o número de esferas
em contato direto, o que acaba por reduzir 𝑆̇g,CAs. O valor de
𝑆̇g,CAf é potencializado por maiores 𝑑p devido ao aumento do
efeito do termo de dispersão térmica.

• 𝑆̇g,DV: Menores valores de diâmetro de partícula oferecem maior
resistência ao escoamento, portanto eles aumentam a entropia
gerada por dissipação viscosa.

Em relação à taxa de geração de entropia total, apresentada
na Fig. 7.16 para as vazões de 50 e 250 kg/h, pode-se notar que, mais
uma vez, menores valores de fração de escoamento são preferíveis,
enquanto que o diâmetro de partícula deve respeitar o balanço entre
perdas viscosas e perdas por transferência de calor com diferença
de temperatura finita. Por exemplo, vazões menores, por imporem
uma restrição de perda de carga menor, permitem a utilização de
valores de 𝑑p menores para alcançar o mínimo de 𝑆̇g.
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Figura 7.14 – Mapas de contorno de 𝑄̇F [W] em função de 𝑑p e 𝐹E para (a)
𝑚̇ de 50 kg/h e (b) 250 kg/h para o critério de GF. Linhas
tracejadas são linhas de 𝜑 [-] constante.
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Figura 7.15 – Mapas de contorno das parcelas de geração de entropia [10−3

W/K] em função de 𝑑p e 𝐹E para o critério de GF: (a)𝑆̇g,TC,
(b) 𝑆̇g,CAs, (c)𝑆̇g,CAf e (d) 𝑆̇g,DV. 𝑚̇ de 150 kg/h.
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Figura 7.16 – Mapas de contorno de 𝑆̇g [10−3 W/K] em função de 𝑑p e 𝐹E para
(a) 𝑚̇ de 50 kg/h e (b) 250 kg/h para o critério de GF. Linhas
tracejadas são linhas de 𝑄̇F [W] constante.

7.6.2 Resultados para uma Capacidade de Refrigeração
Fixa

Os parâmetros otimizados para a análise de capacidade fixa
são apresentados na Tabela 7.4. As Figs. 7.17 e 7.18 apresentam,
respectivamente, o comportamento da 𝑆̇g e a combinação e valores
de 𝑑p e 𝐹E ao longo das linhas de 20 W.

Tabela 7.4 – Parâmetros referentes às condições de mínima 𝑆̇𝐺 para a faixa
de vazão mássica analisada segundo o critério de GF.

𝑚̇ [kg/h] 𝐹E [-] 𝑑p [mm] 𝜑 [-] 𝑁𝑈𝑇 [-] 𝑆̇g [10−3 W/K]
50 96,6 0,40 0,3 243,7 2,01
100 50 1,15 0,32 22,15 3,68
150 50 1,27 0,47 14,14 7,60
200 50 1,19 0,63 13,20 12,22
250 50 1,05 0,79 14,07 18,46
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Figura 7.17 – 𝑆̇g a 𝑄̇F constante para cada vazão mássica analisada no critério
de GF em função de (a) 𝑑p e (b) 𝐹E.
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Figura 7.18 – Valores de 𝑑p e 𝐹E nas regiões de 𝑄̇F constante para cada vazão
mássica avaliada no critério de GF.

Mais uma vez, a vazão de 50 kg/h necessitou de frações de
escoamento altas e uma matriz mais efetiva para atingir a capaci-
dade de 20 W. Por isso, o valor de diâmetro de partícula foi baixo.
Esse caso foi o que apresentou menor 𝑆̇g, pois a vazão foi baixa e
a penalidade da dissipação viscosa devido um 𝑑p pequeno não foi
excessiva. Além disso, a efetividade térmica da matriz foi elevada,
dado o 𝑁𝑈𝑇 alto e 𝜑 baixo. Para todas as outras vazões, a redução
da 𝐹E contribuiu para a minimização de 𝑆̇g, como pode ser visto
na figura 7.17(b). As demais vazões apresentaram mínimos para 𝑑p
maiores devido ao aumento da vazão e à necessidade de se reduzir
a taxa de geração de entropia por dissipação viscosa.

A análise de Geometria Fixa é interessante para a seleção
do ponto de operação de um regenerador já fabricado. A conclusão
para o RMA aqui considerado é de que, para uma capacidade de
refrigeração fixa, a combinação 𝐹E e 𝑑p deve se ajustar para que o
objetivo seja alcançado para o menor valor de vazão mássica possível,
resultando em valores de 𝑑p menores e 𝐹E compatíveis com valores
de utilização vantajosos.
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Capítulo 8

CONSIDERAÇÕES FINAIS

A presente dissertação teve como objetivo principal avaliar a
performance de um RMA sujeito a diferentes perfis de escoamento.
A modificação desse perfil foi realizada através da variação da fração
de escoamento, tanto no aparato experimental de testes de RMAs
quanto no modelo matemático que prevê seu desempenho.

No que concerne a parte experimental, o aparato desenvolvido
por Trevizoli et al. (2016) foi adaptado para permitir a variação de
𝐹E por meio da substituição do mecanismo de bomba-pistão pelo
conjunto bomba de engrenagens e válvulas rotativas no circuito hi-
dráulico. Dessa forma, 𝐹E pôde ser variada alterando a face de ve-
dação da válvula rotativa de alta pressão VAP. Um total de quatro
vedações foram caracterizadas quanto ao seu 𝐹E a partir dos per-
fis instantâneos de queda de pressão ao longo do regenerador, e o
resultado foram frações de 100%, 90%, 80% e 65%.

A determinação dos períodos de escoamento também permi-
tiu identificar a diferença entre a duração das etapas quente e fria
do ciclo, que foi a principal causa do desbalanceamento da massa
de fluido deslocada em cada etapa. Esse obstáculo requereu a avali-
ação do comportamento dos calores transferidos para o reservatório
em diferentes condições de desbalanceamento, a partir da qual foi
estabelecido um ponto de operação para o aparato. Inicialmente foi
adotado o critério de manter o desbalanceamento em 2% além do
ponto onde 𝑄̇F e 𝑄̇Q fossem iguais, a fim de evitar que o aparato
opere em condições termodinamicamente inconsistentes. Uma pos-
terior revisão dos resultados revelaram que para a frequência de 0,25
Hz, o critério foi de 4% a 5%, o que acabou por limitar a capacidade
de refrigeração obtidas nos testes. Ainda assim, a metodologia de
caracterização do desbalanceamento de massa, antes aplicada ape-
nas em metodologias numéricas, se mostrou consistente e possível
de ser aplicada em aparatos experimentais.

A partir da definição do ponto de operação, os perfis transi-
entes de temperatura, queda de pressão e torque foram adquiridos
para diferentes condições de 𝐹E, utilização e frequência para habili-
tar o cálculo das variáveis que definem a performance do aparato. A
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resposta dos perfis de temperatura e queda de pressão à variação de
𝐹E forneceu os primeiros indícios de que o perfil de temperatura de
saída do fluido e, consequentemente, a capacidade de refrigeração,
poderiam ser melhorados a partir do da redução de 𝐹E. Porém, a
desvantagem seria o aumento da queda de pressão e da potência
de bombeamento necessária para manter a utilização do RMA cons-
tante. Ainda, o perfil transiente de torque apresentou uma forte
dependência com a vedação utilizada na válvula rotativa de alta
pressão, o que foi atribuído a diferenças construtivas de cada veda-
ção.

De posse dos perfis transientes foi possível calcular o 𝑄̇F e
a potência total requerida pelo aparato. Comparando-se o valor de
𝑄̇F para diferentes 𝐹E, concluiu-se que a redução da fração de esco-
amento é uma alternativa plausível para aumentar a capacidade de
refrigeração em RMAs. Por exemplo, para uma diferença de tempe-
ratura de reservatórios de 10 K e utilização de 0,5, um incremento
de 31% em 𝑄̇F foi observado ao se variar 𝐹E de 100% para 65%
na frequência de 0,25 Hz, e aumento de 96% ao se reduzir 𝐹E de
100% até 80% para 0,5 Hz. Em contrapartida, a potência de bombe-
amento necessária para manter mesma utilização de 0,5 fixa foi 8,5
vezes maior para 0,25 Hz, e 2,5 vezes maior para 0,5 Hz, ao reduzir
𝐹E até o menor valor das respectivas frequências. Mesmo assim, a
potência de acionamento de válvulas foi mais revelante para o cál-
culo de 𝐶𝑂𝑃 em geral. Em relação ao 𝐶𝑂𝑃 , a vedação que alcançou
melhores valores para o presente aparato foi a de 𝐹E de 90%, pois
ela apresentou 𝑄̇F maiores que 𝐹E de 100% sem exigir potências de
bombeamento excessivas. Além disso, essa foi a vedação que apre-
sentou os menores valores de torque de acionamento de válvulas. A
eficiência de segunda lei seguiu o mesmo comportamento do 𝐶𝑂𝑃 , e
apresentou valores de 4% e 3% em média para 𝐹E de 90%, Δ𝑇R de
10 K e frequências de 0,25 Hz e 0,5 Hz respectivamente. Em ge-
ral, considerando-se as limitações impostas pelo desbalanceamento,
conclui-se que o aparato opera de forma mais eficiente com 𝐹E de
90%.

No que concerne à avaliação numérica, o modelo matemático
foi capaz de variar 𝐹E e de reproduzir os resultados observados na
parte experimental, inclusive permitindo a inclusão do desbalance-
amento de massa entre etapas. Tanto as variáveis transientes de
temperatura e pressão, quanto os valores de 𝑄̇F foram satisfatoria-
mente representados pelo modelo para a frequência de 0,25 Hz. Para
0,5 Hz, os resultados numéricos apresentaram maior desvio em rela-
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ção aos experimentais, o que foi creditado a não inclusão das perdas
devido ao volume morto e a própria limitação do modelo para altas
frequências.

A conformidade do modelo permitiu investigar uma faixa
mais abrangente de 𝐹E, variando de 100% a 50% em intervalos
igualmente espaçados. A maior variação de 𝐹E permitiu observar
que existe um limite no qual o valor de 𝑄̇F passa a ser prejudicado
pela redução de 𝐹E. Esse limite é resultado do compromisso que
existe ao reduzir 𝐹E entre melhorar a variação de campo magnético
média durante o escoamento e reduzir a efetividade do regenera-
dor devido a maiores valores de vazão mássica e menores valores de
𝑁𝑈𝑇 , considerando uma utilização constante. Os perfis espaciais de
temperatura do sólido ao longo do regenerador gerados pelo modelo
permitiram verificar que o aumento da variação de campo médio é
refletido nos valores maiores, no caso da etapa fria, e menores, no
caso da etapa quente, de temperatura da matriz no início das eta-
pas, o que aumenta o potencial de transferência de calor intersticial
e aproxima o ciclo de operação do RMA ao previsto para o ciclo de
Brayton termo-magnético ideal.

Por outro lado, o perfil transiente de temperatura do fluido na
saída do regenerador durante a etapa quente mostrou que o benefício
de reduzir 𝐹E é ineficaz caso a vazão mássica necessária para manter
a utilização constante seja alta a ponto de reduzir a efetividade do
RMA e não permitir que a temperatura do fluido na saída atinja os
níveis desejados. Em termos de 𝐶𝑂𝑃 , um exemplo de otimização
para 20 W, Δ𝑇R de 10 K e frequência de 0,5 Hz indicou o ponto
de 𝐹E de 87,5% operando a uma utilização próxima de 0,7 como
ótimo. Entretanto, para utilizar essa metodologia para otimização
de aparatos recomenda-se que as faixas de utilização modeladas
próximas ao pico de 𝑄̇F para cada 𝐹E sejam refinadas.

Uma conclusão adicional é que, caso o perfil de campo mag-
nético seja mais próximo do instantâneo, o valor de 𝐹E ótimo deve
aproximar-se de 100%, pois nesses casos não haveria efeito magne-
tocalórico ocorrendo durante os períodos sem escoamento, sendo o
único benefício a redução a perda devido a transferência de calor
do regenerador com sua carcaça. Entretanto, uma avaliação mais
minuciosa desse comportamento deve ser realizada.

Finalmente, o modelo numérico foi utilizado para implemen-
tar a metodologia de otimização baseada na minimização da geração
de entropia e nos critérios de avaliação de performance. Uma análise
geral dos contornos de geração de entropia permitiu concluir que a
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redução da fração de escoamento pode contribuir para a redução da
geração de todas as parcelas de entropia analisadas. Entretanto, o
método de otimização requer que 𝑄̇F seja restringido, logo a fração
de escoamento ótima deve respeitar essa restrição. Em geral, para
valores de vazão mássica constante, o valor ótimo de 𝐹E ótimo foi
o mais baixo dentre os que mantiveram o valor de 𝑄̇F constante.
Quando contrário, o valor de 𝐹E se adequou ao da outra variável
analisada para garantir que a restrição de capacidade seja respeitada.
Por exemplo, no critério de Geometria Variável, a fração de escoa-
mento não foi a menor possível para as vazões maiores, de 80 kg/h
e 90 kg/h, pois nesses casos os menores 𝐹E foram acompanhados de
valores altos de diâmetro de carcaça, que resultaram em valores de
geração de entropia por condução axial do fluido excessivos. Para
os critérios de Área Frontal Fixa e Geometria Fixa, 𝐹E não foi o
menor apenas para as vazões de 50 kg/h, pois seus menores valores
foram acompanhados de uma maior razão de aspecto, no caso de
AFF, e diâmetro de partícula menor, no caso de GV, que contribuí-
ram para maior dissipação viscosa. A metodologia também indicou
que menores vazões mássicas tendem a apresentar menores valores
de geração de entropia.

8.1 RECOMENDAÇÕES PARA TRABALHOS FUTUROS

Com base nas conclusões obtidas nesta dissertação e nos obs-
táculos enfrentados durantes seu desenvolvimento, são colocadas as
seguintes recomendações para trabalhos futuros no presente aparato
experimental:

• Substituir as válvulas rotativas por válvulas com menor con-
sumo energético, maior confiabilidade e flexibilidade, o que
garantiria melhor vedação das linhas de escoamento e aumen-
taria faixa de seleção das frações de escoamento para o aparato.
A sugestão neste ponto seria o emprego de válvulas solenoides
ou similares, pois elas garantem a flexibilidade e apresentam
o potencial para serem energeticamente eficientes caso um es-
tudo específico de sua aplicação em RMAs seja realizado;

• Desacoplar o mecanismos de acionamento das válvulas e do
imã, com o intuito de evitar que a transmissão do torque osci-
latório do circuito magnético resulte em alteração nos períodos
de escoamento. Caso o item acima seja colocado em prática,
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adicionar sensores de campo magnético para realizar a sincro-
nização entre os circuitos magnético e hidráulico;

• Caso sejam utilizadas as válvulas solenoides, investigar a pos-
sibilidade de compensar o desbalanceamento de massa através
da diferenciação controlada da duração das etapas quente fria;

• Existindo a possibilidade de alterar os períodos de cada etapa,
investigar o efeito da assimetria (diferença entre o 𝑁𝑈𝑇 de
cada etapa ) na performance do RMA. A diferenciação de
𝑁𝑈𝑇 seria dada pela diferença de vazão mássica de cada es-
coamento, e a utilização seria mantida constante variando-se
o período de escoamento;

• Reproduzir os testes realizados nesta dissertação com um novo
conjunto de válvulas a fim de confirmar os resultados para as
frações de escoamento avaliadas nesta tese e expandir para
frações menores. Além disso, caso utilizadas as válvulas sole-
noides, a análise de 𝐶𝑂𝑃 poderá ser feita sem a influência de
fatores referentes a características construtivas das vedações;

• Incluir no aparato um dispositivo confiável para aplicar a carga
térmica desejada de modo a reduzir a incerteza envolvida no
cálculo de 𝑄̇F.

Em relação ao modelo matemático, as seguintes propostas são
sugeridas:

• Realizar o estudo da assimetria proposto nas recomendações
relacionadas ao aparato experimental utilizando um perfil de
campo magnético instantâneo, a fim de remover a influência
da variação do campo magnético médio durante o escoamento
da análise;

• Avaliar o compromisso entre a diminuição da perda de calor
por transferência de calor para carcaça e a perda de efetivi-
dade quando a fração de escoamento é reduzida para perfis
temporais de campo magnético próximos ao instantâneo.

• Incluir a perda devido o volume morto na modelagem do RMA
sujeito a diferentes perfis de escoamento para melhorar as pre-
visões para frequências maiores;
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• Incluir a geração de entropia devido a transferência de calor
para a carcaça na metodologia de minimização de entropia,
considerando os indícios de que a redução de 𝐹E pode contri-
buir para minimizar essa parcela de geração de entropia.
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APÊNDICE A

ANÁLISE DE INCERTEZA

As incertezas associadas aos valores obtidos pelos transdu-
tores e as grandezas calculadas com esses resultados foram avalia-
das com base nas recomendações presentes em INMETRO (2003) e
Holman (2006) para a determinação das incertezas expandidas. As
variáveis utilizadas nesta dissertação são funções de mais de uma
variáveis, portanto, a incerteza combinada foi calculada por:

𝑢R =
[︃(︂

𝜕𝑅

𝜕𝑥1
𝑢x1

)︂2
+
(︂
𝜕𝑅

𝜕𝑥2
𝑢x2

)︂2
+ · · · +

(︂
𝜕𝑅

𝜕𝑥𝑛
𝑢xn

)︂2]︃1/2

(A.1)

O procedimento de cálculo foi o mesmo para todas variáveis,
portanto, nesta seção, será apresentada a metodologia para obten-
ção da incerteza expandida do valor médio da queda de pressão do
sistema, Δ𝑃 𝑏, como exemplo. Primeiramente, Δ𝑃 𝑏 é função do va-
lor instantâneo de Δ𝑃𝑏(𝑡) e também da medida de tempo do sistema
de aquisição, portanto a Eq. A.1 quando aplicada a este caso resulta
em:

𝑢ΔPb =
[︃(︂

𝜕Δ𝑃 b

𝜕Δ𝑃b(𝑡)𝑢ΔPb(t)

)︂2
+
(︂
𝜕Δ𝑃 b

𝜕𝑡
𝑢t

)︂2
+
(︂
𝜎sd√
𝜍

)︂2]︃1/2

(A.2)

Os termos do lado direito da equação acima representam,
respectivamente, a incerteza da medição do valor instantâneo de
Δ𝑃b(𝑡), a incerteza da medida do tempo e a influência da aleatori-
edade do fenômeno sobre o valor de Δ𝑃 b, calculada com base no
desvio padrão dos cincos ciclos RMA analisados, ou seja:

𝜎sd =

⎯⎸⎸⎷ 𝜍∑︁
𝑖=1

(︃
Δ𝑃 b,i − Δ𝑃 b

𝜍 − 1

)︃2

(A.3)
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na qual o subscrito i refere-se aos valores médios obtidos em cada
um dos ciclos.

A inclusão do terceiro termo na Eq. A.2 é uma recomendação
do INMETRO (2003) para combinar incertezas do tipo A e B. A
incerteza 𝑢Δ𝑃b(𝑡) é função da diferença de dois valores de pressão.
Portanto, sua incerteza será dada pela soma da incerteza dos dois
transdutores de pressão envolvidos (HOLMAN, 2006). O valor de
Δ𝑃 b é obtido por uma integração numérica, que por sua vez pode
ser resumida por 𝑅 =

∑︀
(𝑎i𝑥𝑖). Para esse tipo de função Holman

(2006) sugere calcular sua incerteza por:

𝑢R =
[︃∑︁(︃

𝜕𝑅

𝜕𝑥1
𝑢x1

)︃2]︃1/2

=
[︁∑︁

(𝑎i𝑢x1)2
]︁1/2

(A.4)

Combinando as Eqs. A.2 e A.4 obtêm-se:

𝑢ΔPb =
[︃(︂Δ𝑃 b

𝜏
𝑢𝜏

)︂2
+
(︂Δ𝑃 b

𝛿𝑡
𝑢𝛿t

)︂2
+
(︂ 2
𝜏𝛿𝑡

𝑢𝜏𝑢𝛿t(Δ𝑃 b)2
)︂

+

(2𝜏𝛿𝑡)2
∑︁

(𝑎i𝑢ΔPb(t))2 +
(︂
𝜎sd√
𝜍

)︂2]︃1/2

(A.5)

na qual os dois primeiros termos à direita da igualdade são as contri-
buições da incerteza da medição do período do ciclo e do incremento
de tempo utilizado nas integração. O quarto termo é a contribuição
da incerteza do valor instantâneo de Δ𝑃b(𝑡) e o terceiro termo é
resultados da correlação existente entre as incertezas de 𝜏 e 𝛿𝑡, que
é o incremento de tempo. Equações semelhantes a anterior foram
usadas para calcular a incerteza combinada de todas as variáveis
que envolviam integração numérica. Todas as outras variáveis fo-
ram avaliadas segundo a equação A.1.

Por fim, de posse dos valores de incerteza combinada, a incer-
teza expandida foi calculada segundo a equação:

𝑈R = 𝑡s𝑢R (A.6)
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na qual o coeficiente 𝑡s é obtido da distribuição de 𝑡 de Student e
baseado no nível de confiança e no número efetivo de graus de liber-
dade. As incertezas expandidas das medições fornecidos pelos trans-
dutores foram obtidas de catálogos ou através de calibração. Quando
retiradas de catálogos, as incertezas foram iguais a 𝑈R = 𝑢R

√
3,

pois, por sugestão do INMETRO (2003), admitiu-se uma distribui-
ção retangular com nível de confiança de 68%. Quando obtidas de
calibração, as incertezas 𝑈R foram dadas por 𝑈R = 2𝑢R, admitindo-
se uma distribuição normal com infinitos graus de liberdade e nível
de confiança de 95%.
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