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Resumen
En los reservorios convencionales el hidrocarburo se encuentra embebido en
rocas que poseen alta porosidad y permeabilidad, por ello puede fluir con
relativa facilidad a través de la matriz porosa. Por este motivo la explota-
ción de este tipo de reservorios se realiza, a grandes rasgos, generando una
perforación (pozo) en el reservorio para que el hidrocarburo fluya desde la
formación hacia el pozo y luego hacia la superficie. El flujo desde la forma-
ción hacia el pozo se origina normalmente debido a la denominada presión
de reservorio, que es simplemente la presión que poseen los fluidos en la
formación. Luego, el hidrocarburo se eleva a superficie mediante un equipo
de bombeo. Aunque es muy poco frecuente, debemos mencionar que en al-
gunos reservorios convencionales, debido a una presión de reservorio alta,
puede prescindirse de un equipo de bombeo.

En contrapartida, en los reservorios no convencionales (NoC), el petró-
leo se encuentra embebido en rocas de muy baja porosidad y permeabilidad.
Consecuentemente el flujo de hidrocarburo a través de la matriz porosa es
sumamente lento. Esto vuelve inviable la explotación de reservorios NoC,
al menos mediante técnicas tradicionales. Para revertir tal situación se utili-
zan varias técnicas que tienen como fin estimular los niveles de producción
del reservorio. Entre ellas se encuentra la técnica de estimulación por fractu-
ramiento hidráulico (EH), la cual ha tomado gran importancia en la indus-
tria del petróleo en Argentina desde el descubrimiento del yacimiento Vaca
Muerta ubicado en la Cuenca Neuquina. Dicha técnica consiste básicamente
en el bombeo de fluido, junto con material particulado, a presiones eleva-
das dentro de la formación. Durante el bombeo, la presión crece hasta llegar
a una instancia en la que se produce una fractura que se propagará dentro
del reservorio en la medida que el bombeo persista. Al cesar el bombeo, la
fractura generada tenderá a cerrarse dado que el reservorio intentará recu-
perar su estado inicial, pero ello es impedido por el material particulado que
fue bombeado junto con el fluido. Por tal razón, a este material particula-
do se lo denomina agente de sostén (AS) o proppant 1. Hay muchos tipos de
AS, el mismo puede ser arena tamizada, recubierta o no por resinas polimé-
ricas, partículas cerámicas, partículas poliméricas e incluso cáscara de nuez
molida. Para la implementación exitosa de la EH resulta de suma importan-
cia maximizar el volumen efectivamente estimulado, entendiendo como tal
a aquel volumen fracturado y que se encuentra apuntalado por AS luego de

1El término proppant se originó en la industria petrolera debido a la combinación de las
palabras propping agent.
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la liberación de presión. De este modo, el transporte y la distribución de AS
a lo largo de la fractura resulta de vital importancia.

Desde el punto de vista fluidodinámico el flujo de partículas en el seno
de un fluido se considera como un caso particular de flujo multifásico, en el
que la fase dispersada es sólida. Para el modelado de este tipo de problemas
existen varios esquemas numéricos disponibles, en líneas generales pode-
mos decir que hay dos grandes enfoques, los de tipo Euler-Euler y Euler-
Lagrange. En el enfoque Euler-Euler se considera a las dos fases como dos
materiales continuos, de modo que la fase sólida se describe de forma prome-
diada. En cambio, en el enfoque Euler-Lagrange se considera a las partículas
de forma individual. El esquema CFD-DEM es uno de los esquemas Euler-
Lagrange más populares, dado que con un costo computacional aceptable
modela adecuadamente la interación fluido-partícula y partícula-partícula.
El mismo combina el Método de Volúmenes Finitos (FVM) junto con el Mé-
todo de los Elementos Discretos (DEM), vinculando ambas fases a través del
intercambio de momento lineal.

En esta tesis doctoral se presentan resultados obtenidos por medio de si-
mulación numérica empleando un esquema CFD-DEM sobre el transporte
del agente de sostén en un modelo de fractura hidráulica plana, obtenido
mediante escalado de una fractura real. Se considera la inyección de distin-
tos tipos de AS siguiendo distintos protocolos de inyección, modificando la
posición y el orden en el cual el AS es inyectado en la celda que modela una
fractura plana. Se determina el impacto que dichas variantes tienen sobre la
distribución y mezcla del AS en la celda, midiendo el perfil de la duna y el
grado de mezcla del AS una vez que le mismo se ha decantado por completo.
Esto último es posible dado que el esquema CFD-DEM modela individual-
mente a las partículas. Dado que el modelo de estudio ha sido escalado de
una fractura real, se espera poder aportar nuevo conocimiento para las ope-
raciones de campo mediante una extrapolación de los resultados y conclu-
siones obtenidas.

Se mostró que inyectando AS en la parte superior de la celda, se obtiene
una duna plana. En cambio, inyectando en la zona media o inferior se obtie-
ne una duna centrada o cercana a los puntos de inyección, respectivamente.
La práctica usual de inyectar AS de baja densidad, seguido de un agente de
sostén más denso y de mayor diámetro produce una capa uniforme de partí-
culas más livianas en la base de la celda sobre la cual se deposita una segunda
capa de partículas más pesadas. La inyección simultánea de dos tipos distin-
tos de AS genera una duna mezclada, mientras que la inyección en etapas



vii

produce una duna segregada. Sin embargo, pese a las diferencias producidas
por los diferentes protocolos de inyección, aproximadamente se obtiene el
mismo perfil de duna.
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Capítulo 1

Introducción

1.1 Motivación

Los hidrocarburos se encuentran presentes en la naturaleza bajo distin-
tas formas, ya sea en reservorios convencionales, no convencionales y natu-
ralmente fracturados. Cada reservorio posee características particulares que
hace que su explotación sea sustancialmente diferente en cada caso.

La geología se encarga de la exploración y explotación de este tipo de re-
cursos, y clasifica a los reservorios haciendo uso de un concepto denominado
sistema petrolero.

1.1.1 Sistema petrolero

De acuerdo a Magoon y Dow [1], sistema hace referencia a la interdepen-
dencia entre una serie de elementos esenciales y procesos.

• Los elementos esenciales: roca madre (o roca generadora), roca reservo-
rio, roca sello y carga geoestática.

• Los procesos: formación de la trampa, generación, migración y acumu-
lación de hidrocarburos.

Por otro lado, petrolero hace referencia a la concentración de hidrocarbu-
ros en este tipo de sistemas, ya sea en reservorios convencionales, no conven-
cionales o naturalmente fracturados. Podemos ver un esquema de un sistema
petrolero en la Fig. 1.1.

En la actualidad se acepta el hecho de que los hidrocarburos se formaron
hace millones de años por la acción combinada de organismos vivientes y
por la alteración térmica de la materia orgánica en las rocas sedimentarias,
siendo el plancton marino y la biota lacustre los componentes primordiales
para la generación [2].
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Figura 1.1: Representación esquemática de un sistema petrole-
ro, tomado y adaptado de GeologyIn (http://www.geologyin.

com).

Describiremos brevemente los elementos y procesos que componen a un
sistema petrolero.

• Roca generadora: Está conformada por rocas sedimentarias con tama-
ño de grano fino con alto contenido de carbonatos y materia orgánica.
La cantidad de materia orgánica se mide mediante el contenido total de
carbono orgánico (COT), el que se expresa como un porcentaje en peso.
Concentraciones mayores a 1 o 2 % resultan de interés para la industria
petrolera. El rápido soterramiento de sedimentos con alto contenido de
materia orgánica permite la preservación de la misma y facilita los cam-
bios fisicoquímicos resultando en diversos productos, tales como el ke-
rógeno, el bitúmen e hidrocarburos. La acumulación de hidrocarburos
debido a la generación y acumulación, produce un aumento de presión
interna en la roca que lo contiene, generando microfracturas que per-
miten el movimiento de los hidrocarburos. En estas condiciones, la roca
madre tiende a expulsar a los hidrocarburos, posibilitando la migración
y acumulación de los mismos en otra roca (roca reservorio).

http://www.geologyin.com
http://www.geologyin.com
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En el caso de los reservorios no convencionales del tipo shale, la migra-
ción es prácticamente nula o inexistente, y los hidrocarburos se acumu-
lan en la misma roca generadora.

• Roca reservorio: Está conformada por un medio poroso y permeable de
modo que los hidrocarburos pueden almacenarse en los espacios pora-
les (porosidad) y a su vez fluir (permeabilidad) dentro del reservorio
[3].

• Roca sello: Es una roca que, debido a sus características de baja per-
meabilidad, conforma un límite para la migración de hidrocarburos.
Esto impide que los hidrocarburos sean liberados a la atmósfera.

• Carga geoestática: Está conformada por el peso del volumen de roca
ubicado sobre la roca madre, reservorio y sello. Provee la presión y tem-
peraturas necesarias para que la materia orgánica presente en la roca
generadora evolucione hacia hidrocarburos.

• Formación de la trampa: Es un arreglo geométrico de rocas que per-
mite la acumulación de hidrocarburos en el subsuelo. La trampa está
formada por la roca reservorio, el sello, los fluidos involucrados y el
arreglo geométrico que posibilita tal acumulación (ver Fig. 1.1).

• Generación: Es la transformación de la materia orgánica presente en la
roca bajo la acción de la presión y temperatura, en un ambiente anae-
róbico. Dicho proceso de transformación, eventualmente produce ke-
rógeno, bitúmen, hidrocarburos y material residual. Este proceso de
transformación es conocido como Maduración.

• Migración: Los hidrocarburos se desplazan desde la roca generadora a
la roca reservorio. Para que el petróleo migre deben existir gradientes
de presión y cambios de volumen en las rocas involucradas. Además,
la roca generadora debe tener las características apropiadas para que el
hidrocarburo sea capaz de migrar hacia la roca reservorio, por ejemplo
en las formaciones tipo shale esta migración es posible pero el proceso
es sumamente lento.

• Acumulación: Corresponde al estado final de la migración de los hi-
drocarburos, y ocurre en las rocas reservorio convencionales, en los re-
servorios no convencionales y en los naturalmente fracturados. Dicha
acumulación debe preservarse en el tiempo para que luego puedan ser
explotados.
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Habiendo definido brevemente los conceptos que conforman el marco
teórico de sistema petrolero estamos en condiciones de definir los distintos
tipos de reservorios. Los reservorios que poseen la totalidad de los elemen-
tos y procesos de un sistema petrolero conforman los denominados reservo-
rios convencionales. Por otro lado, en los reservorios no convencionales, no
se verifican la totalidad de los elementos y/o procesos que conforman a un
sistema petrolero. Las características principales de un reservorio no conven-
cional tipo shale son

• La roca generadora posee muy baja permeabilidad.

• La migración es inexistente o virtualmente nula, en comparación a los
tiempos de producción.

• El proceso de acumulación se verifica en la misma roca madre.

Algunos autores definen a los reservorios convencionales como aquellos
en los cuales no hay que aplicar procesos especiales para producir volúmenes
comerciales [4]. Es así que se identifica a los reservorios no convencionales,
como aquellos que debido a su baja permeabilidad, requieren estimulaciones
para producir hidrocarburos. Quedan fuera de esta clasificación los reservo-
rios naturalmente fracturados que poseen complejidades propias. Los mis-
mos se caracterizan generalmente en función de la interacción entre la roca y
las fracturas naturales (ver por ejemplo [5]).

1.1.2 Estimulación hidráulica

En la sección 1.1 ya adelantamos que sobre los reservorios no convencio-
nales debe realizarse algún proceso (estimulación hidráulica) para posibilitar
la explotación económica. En este sentido es necesario realizar algún proce-
dimiento que incremente la permeabilidad de los reservorios a fin de poder
extraer el hidrocarburo presente en los mismos.

La técnica de estimulación hidráulica ha sido utilizada desde la década
del ’40, pero su concepto ha evolucionado a lo largo del tiempo. Inicialmente
fue utilizada para solucionar problemas de daño en formación causado por
el fluido de perforación, luego para estimular masivamente reservorios y fi-
nalmente para tratamientos del tipo tip-screeenout. Más allá de esta evolución,
los principios físicos de la estimulación hidráulica son los mismos [6].

Si un fluido es bombeado dentro de un pozo, a una tasa mayor a la tasa
que el fluido puede escapar hacia la formación (suponiendo que se verifica
pérdida de fluido a la formación), indefectiblemente la presión aumentará
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(a) Inicio de una fractura en el reser-
vorio debido al incremento de presión
interna generado por el bombeo de

fluido.

(b) Propagación de la fractura debi-
do al subsiguiente bombeo de fluido

a una tasa superior a la de leak-off 1.

Figura 1.2: Representación esquemática de proceso de estimu-
lación hidráulica, y su posterior propagación. Tomado de [7].

hasta que alguno de los elementos del sistema perforación-reservorio fallen
de modo que la presión se libere. Dado que las propiedades mecánicas de
la roca son considerablemente inferiores a las del acero que conforma la ca-
misa (casing) de la perforación, el reservorio se fracturará. Podemos ver una
representación de este proceso en la Fig 1.2a.

Para comprender el proceso de iniciación y propagación de fracturas, de-
bemos comprender como es el estado tensional presente en la corteza terres-
tre. En la misma se verifican tres esfuerzos, cada uno actuando en tres di-
recciones distintas. Dichas direcciones además coinciden con las direcciones
principales del sistema, es decir, son las direcciones en las cuales se verifican
los esfuerzos máximos. En primer lugar se encuentra la carga geoestática (Sv)
(overburden) en la dirección vertical principal; en un plano perpendicular a
dicha dirección se encuentran dos esfuerzos horizontales debidos principal-
mente a las deformaciones tectónicas. En el caso más general, habrá un es-
fuerzo horizontal máximo (Shmax) y otro mínimo (Shmin). Debemos mencionar
que la existencia de estos tres esfuerzos se verifica en condiciones determi-
nadas y a la profundidad de explotación de los hidrocarburos. En la Fig. 1.3
hemos representado esquemáticamente estos esfuerzos.

1Se denomina leak-off a la pérdida de fluido de fractura hacia la formación
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Figura 1.3: Representación esquemática de los esfuerzos pre-
sentes en el subsuelo. Tomado de Zoback [7]

De la relación entre las magnitudes relativas de los tres esfuerzos princi-
pales, se definen los tres modos de falla posibles de la corteza terrestre2

• normal⇒ Sv > Shmax > Shmin

• transcurrente⇒ Shmax > Sv > Shmin

• inverso⇒ Shmax > Shmin > Sv

Esta clasificación, basada en las magnitudes relativas de los esfuerzos
principales, se la conoce como clasificación de Anderson [8], y permite de
una forma sencilla caracterizar los modos de falla de la corteza terrestre da-
do el estado tensional de la misma. En la Fig. 1.4 vemos la representación
esquemática de los distintos modos de falla, las pequeñas flechas indican los
movimientos relativos a través de los cuales se producirá la falla.

(a) Esquema de falla nor-
mal

Sv > Shmax > Shmin .

(b) Esquema de falla
transcurrente

Shmax > Sv > Shmin .

(c) Esquema de falla in-
verso

Shmax > Shmin > Sv.

Figura 1.4: Representación esquemática de los distintos meca-
nismos de falla. Tomado de [7]

2En la bibliografía se estos tres modos de falla se denominan normal, strike-slip y reverse
faulting respectivamente.
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(a) Transporte de agente
de sostén hacia la fractu-

ra.

(b) Expulsión del fluido
de fractura y empaqueta-
miento del agente de sos-

tén durante el cierre.

(c) Empaquetamiento fi-
nal del agente de sostén.

Figura 1.5: Representación esquemática del transporte y empa-
quetamiento de agente de sostén durante el proceso de estimu-

lación hidráulica. Tomado de Zoback [7]

En la mayoría de los casos, la corteza terrestre presenta un modo de falla
normal. En estas condiciones, la dirección de menor esfuerzo se encuentra
sobre el plano horizontal. Por lo tanto, la iniciación de la fractura se verifi-
cará sobre un plano cuya perpendicular coincide con la dirección de menor
esfuerzo. Ahora bien, en la medida que la tasa de inyección de fluido sea ma-
yor que la tasa a la cual el fluido perméa dentro de la formación (leak-off ) la
fractura crecerá y se propagará. Siempre sobre el plano cuya perpendicular es
la dirección de menor esfuerzo principal. Representamos esquemáticamente
este proceso en la Fig. 1.2b.

Una vez generada la fractura, si la presión es retirada, la misma se cerrará
debido a los esfuerzos presentes en la corteza terrestre. Por ese motivo, junto
con el fluido, se bombea proppant (propping-agent) o agente de sostén (AS). El
AS es básicamente material granular que, al ser bombeado junto con el flui-
do, ingresa en la fractura y cuando la presión es liberada permanece dentro
de la misma impidiendo su cierre. Una vez cerrada la fractura, el agente de
sostén provee canales de alta permeabilidad a través de los cuales el hidro-
carburo presente en el reservorio puede fluir [6]. En la Fig. 1.5 representamos
esquemáticamente este proceso. En la Fig. 1.5a vemos como el AS ingresa en
la fractura junto con el fluido de fractura, en la Fig. 1.5b se aprecia como el
fluido es expulsado durante la etapa de cierre y en la Fig. 1.5c vemos como el
empaquetamiento de agente de sostén, una vez que la fractura se ha cerrado
completamente, provee un medio poroso de alta permeabilidad a través del
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cual el hidrocarburo puede fluir hacia el pozo. En estas condiciones, el flujo
del hidrocarburo durante la producción se encuentra dominado por la ley de
Darcy (flujo en medios porosos). La misma establece que el flujo Q [m3/s] de
un fluido de viscosidad dinámica µ [Pa·s] en un medio poroso de permea-
bilidad κ [m2] sometido a un gradiente de presión ∇p [Pa/m], se encuentra
dado por:

Q = −κA
µ
∇p, (1.1)

siendo A [m2] el área a través de la cual se verifica el flujo.
Pese a que la permeabilidad κ tiene unidades de área, en la industria

del petróleo normalmente se la expresa en Darcy [D]. Un medio poroso con
una permeabilidad de 1 D permite un flujo de 1 cm3/s de un fluido con una
viscosidad de 1 cP bajo un gradiente de presión de 1 atm/cm actuando sobre
una superficie de 1 cm2. Dado que κ dimensionalmente corresponde a un
área, vale mencionar que 1D= 9,87× 10−13m2.

Si ahora consideramos la permeabilidad que posee la roca que conforma
un reservorio, podemos comprender porqué es necesario realizar el proceso
de estimulación por fractura hidráulica en los reservorios no convencionales
tipo shale. Típicamente, la permeabilidad de una roca convencional se en-
cuentran en el orden de los mD, mientras que en una roca NoC tipo shale
en el orden de los nD = 10−6 mD. Vemos una diferencia de 6 órdenes de
magnitud entre la permeabilidad de un reservorio convencional y uno no
convencional.

Luego de la liberación de presión, cualquier zona que no haya sido co-
rrectamente fracturada y apuntalada con agente de sostén, disminuirá dra-
máticamente la permeabilidad de toda la fractura [9]. Por tal motivo, el trans-
porte y distribución de agente de sostén es uno de los factores críticos que
determina los subsecuentes niveles de producción de los pozos.

Los pozos pueden ser verticales u horizontales de acuerdo a su trayec-
toria, en el caso de reservorios convencionales los hay de los dos tipos. En
cambio, para reservorios no convencionales, los pozos utilizados para pro-
ducción en general son horizontales, solo los pozos destinados a exploración
son verticales. Un pozo horizontal se inicia como un pozo vertical hasta que
se llega a la profundidad deseada y luego se lo desvía para desplazarse ho-
rizontalmente por objetivo. El beneficio de realizar pozos horizontales reside
en el hecho de que los reservorios poseen una extensión lateral (arial) varios
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órdenes de magnitud superior al espesor vertical. Entonces en un pozo ho-
rizontal pueden ejecutarse varias EH con una determinada separación a lo
largo de la trayectoria del pozo para estimular el mayor volumen posible de
reservorio.

Los pozos se realizan perforando el subsuelo mediante un trépano. Lue-
go en dicha perforación se introduce un tubo de menor diámetro denomina-
do casing o camisa. Una vez encamisado el pozo, se bombea cemento desde la
superficie por el diámetro interior de la camisa, el mismo llega hasta el final
del pozo y vuelve hacia la superficie por el espacio anular entre la camisa y
la perforación. Luego se baja el trépano nuevamente y se elimina el cemento
del interior de la camisa. Para realizar una estimulación hidráulica se baja en
el pozo una herramienta que posee pequeñas cargas explosivas que proyec-
tan una serie de esferas perforando la camisa y el cemento llegando hasta la
formación. Este procedimiento se conoce con el nombre de punzado, y las
perforaciones realizadas son de alrededor de 8 mm de diámetro. Luego se
aísla la zona sobre la cual se han generado las perforaciones y se bombea el
fluido junto con el AS, el cuál toma contacto con el reservorio gracias a las
perforaciones generadas durante el punzado.

Anteriormente mencionamos el efecto nocivo de la falta de apuntala-
miento. Sumado a este problema se distinguen las siguientes problemáticas
que dificultan la EH;

• Arenamiento (screen-out): Se produce cuando el AS se atasca cerca del
inicio de la fractura, lo cual impide el subsiguiente avance del mismo
hacia el interior de la fractura [10].

• Producción de arena (flowback): Este efecto se da durante la producción
del pozo, dado que el flujo de hidrocarburo se produce en el sentido
opuesto al que se desarrolló durante la fractura. Si el flujo es lo sufi-
cientemente intenso, puede llegar a desestabilizar el empaquetamiento
de AS dañando la EH. Para evitar este problema, la producción del po-
zo se restringe utilizando orificios calibrados (choke) en la boca de pozo
[11].

• Producción de finos (crushing): Luego de la liberación de la presión de
bombeo, las paredes de la fractura tienden a cerrarse. Si la presión de
cierre de la fractura es superior a la resistencia mecánica del AS, es-
te se fragmentará, lo cual conllevará a una generación de finos que se
depositarán en el espacio poral, lo cual se reflejará en una pérdida de
conductividad en la fractura [12].
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• Empotramiento (embedment): Si la formación es dúctil, el AS no podrá
apuntalar la fractura dado que el mismo se empotrará en las paredes de
la roca. Esto reducirá el espesor de la fractura, y por lo tanto, disminuirá
la conductividad de la misma [13].

• Spalling: Si la formación es frágil, la presión generada por el AS sobre la
superficie de la FH producirá rupturas de esta superficie. Esto conlle-
vará a una generación de finos, que al igual que en el crushing redunda
en un detrimento de la conductividad de la FH [14].

Fluido de fractura

Propiedades del fluido de fractura tales como viscosidad y densidad afec-
tan la capacidad de transporte del AS. Los fluidos de fractura se conforman
con una base acuosa sobre la cual se agrega una serie de aditivos. Se dis-
tinguen los fluidos de baja (slickwater), media (gel lineal) y alta viscosidad
(gel cross-linked). Los primeros poseen una viscosidad de alrededor de 2 o 3
cP y se forman con una base acuosa sobre la cual se agrega un reductor de
fricción. Los geles lineales poseen una viscosidad de entre 20 y 50 cP, y se
obtienen agregando un agente gelificante al agua de baja salinidad. Por últi-
mo, los geles “croslinkeados” poseen una viscosidad de entre 100 y 2000 cP
y se obtienen mediante el agregado de un cross-linker sobre la base de agua y
gel lineal. Este agente entrecruza las moléculas del gel lineal incrementando
significativamente la viscosidad y además modificando el comportamiento
del fluido el cual pasa a ser no-newtoniano. No puede establecerse una regla
general sobre cuando usar uno u otro fluido de fractura, pero generalmente
fluidos de mayor viscosidad son empleados cuando se utiliza AS de mayor
diámetro y densidad alta. Los fluidos de fractura de alta viscosidad (gel cross-
linked) han sido desarrollados para incrementar la capacidad de transporte de
AS. Sin embargo, desde hace unos años, en las operaciones se ha migrado al
uso de slickwater. Pese a la menor capacidad de transporte de estos fluidos,
su uso presenta tanto ventajas económicas, como de menor daño en la forma-
ción, mayor volumen de reservorio estimulado (Stimulared Reservoir Volume)
e inclusive, la capacidad de generar fracturas complejas en el reservorio [15].

Recientemente, con el objeto de reducir las pérdidas de carga durante la
operación de FH, se ha comenzado a utilizar reductores de ficción en los flui-
dos de fractura. Los reductores de fricción son polímeros de alto peso mole-
cular, generalmente polyacrylamidas de cadena larga (PAM), que modifican
el comportamiento del fluido. Las moléculas del polímero interactúan con
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los vórtices de turbulencia disipando energía y cambiando el régimen de tur-
bulento a laminar [16]. Gracias a ese cambio de régimen, puede lograrse una
reducción del 80 % en las pérdidas por fricción [17]. Más recientemente, se
han desarrollado reductores de fricción con los que se obtienen fluidos de
mayor viscosidad, denominados HVFR (High Viscosity Friction Reducers). De-
bido a su mayor viscosidad, los fluidos HVFR poseen mayor capacidad de
transporte de AS [17, 18].

Cada tipo de agente de sostén deberá ser bombeado junto con un flui-
do de fractura apropiado, no hay una regla general, pero por ejemplo, se
ha demostrado que cuando se emplean fluidos de baja viscosidad el agente
de sostén decanta rápidamente formando una duna en la parte inferior de
la fractura [19]. En líneas generales, en las operaciones de campo, se suele
bombear con fluidos de baja viscosidad a los agentes de sostén de menor
densidad y menor tamaño de grano. En cambio, cuando se bombean agentes
de sostén de mayor tamaño de grano y alta densidad suelen utilizarse fluidos
de alta viscosidad.

Agente de sostén

Existen varios tipos de agentes de sostén. Pueden ser de distintos mate-
riales tales como arena, cerámica e incluso poliméricos. Los distintos tipos de
agente de sostén deben reunir ciertas condiciones para que sean apropiados
para su aplicación en EH, por ejemplo podemos mencionar:

• Tamaño: Para caracterizar los distintos tamaños de AS se utiliza el ta-
mizado con mallas calibradas. Esta clasificación define al tamaño de las
partículas según si las mismas son o no retenidas por mallas metálicas
de distinto tamaño. Estas mallas se encuentran normalizadas y se espe-
cifican según la cantidad de orificios que presentan por cada pulgada
cuadrada de superficie.

• Esfericidad y redondez: La esfericidad representa cuan similar es la par-
tícula de AS a una esfera perfecta y la redondez la rugosidad superficial
de la partícula respecto de una superficie lisa. Para la determinación de
estas dos características se utiliza una escala visual de referencia sobre
la cual se realiza una comparación visual.

• Resistencia a la rotura: Se evalúa el grado de formación de finos cuando
el AS es sometido a un esfuerzo de compresión, dependiendo la mag-
nitud del mismo del tipo y tamaño de AS.
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• Conductividad: Se evalúa la capacidad que posee un empaquetamiento
de AS para permitir el paso de un fluido. Esta propiedad se evalúa co-
locando AS dentro de un contenedor, sometiéndolo a un determinado
confinamiento y luego aplicando un flujo a través del mismo.

Para la evaluación de las anteriores se siguen las prácticas recomendadas
API RP 19C (propiedades geométricas y de resistencia del AS) [20] y API RP
19D [21] (permeabilidad).

1.1.3 Reservorios no convencionales en Argentina

Para comprender la importancia de los recursos no convencionales en la
Argentina podemos remitirnos al informe de fuentes de hidrocarburos no
convencionales elaborado por el departamento de energía de los Estados
Unidos [22]. En dicho informe se presenta un revelamiento sobre las reser-
vas de hidrocarburos no convencionales shale gas y shale oil llevada a cabo en
41 países. Dentro de este grupo de países se encuentra Argentina, en poder
de la tercer reserva shale gas y la cuarta shale oil más importantes del mundo,
detrás de potencias como Estados Unidos y Rusia. Debe notarse que los úni-
cos países que se encuentran liderando ambos rankings (shale gas y shale oil)
son Estados Unidos, China y Argentina.

Ahora, si observamos los niveles de producción de petróleo y gas en Ar-
gentina, vemos que la producción de petróleo ha disminuido sin cesar a par-
tir de 1998 y la producción de gas a partir de 2004 (ver Fig. 1.7a). Por otro
lado, la oferta interna (que es un reflejo de la demanda) no ha mostrado
el mismo comportamiento, por el contrario, la misma se ha incrementado
paulatinamente hasta el año 2008 donde se ha alcanzado una meseta (ver
Fig. 1.7b). Si bien no se pretende realizar un análisis exhaustivo de la matriz
energética de Argentina, a simple vista se detecta un incremento en la oferta
interna (un reflejo de la demanda) y una disminución en la producción de
gas y petróleo. Debe tenerse en cuenta que la oferta interna está compuesta
por la producción nacional y las importaciones. En estas condiciones, resulta
razonable que un país que cuenta con recursos no convencionales de impor-
tancia a nivel global oriente sus esfuerzos al desarrollo y explotación de los
mismos en búsqueda de la soberanía en el abastecimiento energético.

Los datos de la Fig. 1.7a fueron tomados del Ministerio de Energía y Mi-
nería 3 y del Instituto Argentino del Petróleo y del Gas 4. Los datos de la

3www.argentina.gob.ar/energia/hidrocarburos/produccion-de-petroleo-y-gas
4www.iapg.org.ar/web_iapg/sectores/estadisticas/productos/listados/

listado_todos_los_productos.htm

www.argentina.gob.ar/energia/hidrocarburos/produccion-de-petroleo-y-gas
www.iapg.org.ar/web_iapg/sectores/estadisticas/productos/listados/listado_todos_los_productos.htm
www.iapg.org.ar/web_iapg/sectores/estadisticas/productos/listados/listado_todos_los_productos.htm
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Figura 1.6: Mapa con las reservas no convencionales incluidas
en el estudio, en rojo se muestran las cuencas evaluadas con es-
timación de recursos y en amarillo las evaluadas sin estimación

de recursos. Tomado de [22]

Fig. 1.7b también fueron tomados del Ministerio de Energía y Minería.
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Figura 1.7: Producción de gas natural y petróleo en Argentina
y evolución de la oferta interna.

1.2 Estado del arte

Uno de los primeros estudios sobre transporte de agente fue realizado
por Kern et al. [23]. Se trata de un trabajo experimental sobre una celda a es-
cala en la cual se inyecta un fluido de baja viscosidad (slickwater) junto con
arena (agente de sostén). Bajo dichas condiciones, el agente de sostén se sedi-
menta conformando una duna tal como puede verse en Fig. 1.8a. Ahora bien,
si la tasa de bombeo es muy elevada, el agente de sostén puede ser comple-
tamente barrido de la celda. Sin embargo, a tasas de bombeo moderas, las
partículas de arena pueden depositarse en la celda y con el paso del tiempo
la duna crece en altura. En consecuencia, el espacio libre entre la parte supe-
rior de la duna y el límite de la celda se ve reducido. En estas condiciones,
si se mantiene contante el caudal de bombeo, resulta en un incremento en la
velocidad del fluido de acuerdo al principio de continuidad. Este incremento
en la velocidad, aumenta la capacidad de transporte del fluido y por consi-
guiente el agente de sostén es transportado hacia el interior de la celda y la
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(a) Formación de la duna. (b) Avance de la duna.

Figura 1.8: Representación esquemática del transporte de agen-
te sostén en un modelo de celda plana. Tomado y adaptado de

[23].

duna crece en ancho. En estas condiciones, el transporte de agente de sostén
se encuentra dominado por los mecanismos de saltación (saltation) y arrastre
(creep)5 [19, 24]. Eventualmente este incremento en la altura de la duna llega
a un punto de equilibrio, obteniéndose una traction carpet en la cual el agente
de sostén es transportado en una sección pequeña en la parte superior de la
duna [23, 25]. El resultado más relevante de este efecto, es que el agente de
sostén inyectado en las últimas etapas sobrepasa la duna inicial y es transpor-
tado hacia el interior de la celda. Podemos ver un esquema de este efecto en
la Fig. 1.8b. Más recientemente, otros autores han reportado resultados simi-
lares [25-28]. Sin embargo, Medlin y Zumwalt cuestionan el hecho de que tal
vez este efecto de traction carpet nunca es alcanzado en operaciones de campo
simplemente porque es muy difícil de generar un llenado tal de la fractura
con agente de sostén a modo de reducir considerablemente el espacio libre y
así incrementar la velocidad del fluido [29].

También se han utilizado simulaciones numéricas para intentar predecir
el transporte de agente de sostén y determinar su distribución en las fractu-
ras. El flujo de partículas en el seno de un fluido se considera como un flujo
multifásico, una fase fluida correspondiente al fluido de transporte y otra

5Cuando una corriente de fluido se desplaza sobre una superficie de material granular a
baja velocidad, el material suelto rueda aguas abajo, manteniéndose en contacto con la su-
perficie. Este mecanismo se denomina arrastre (creep) y se caracteriza por una baja fuerza
de interacción fluido-partícula solo suficiente para hacer rodar a las partículas sobre la su-
perficie. Si se incrementa la velocidad de la corriente, la intensidad de la turbulencia puede
suspender a las partículas de la superficie para que luego la corriente las transporte hori-
zontalmente. Este mecanismo se conoce como saltación (saltation), dado que las partículas
se desplazan describiendo pequeños saltos a lo largo de la superficie. Para velocidades de
corriente aún mayores, la fuerza de interacción fluido-partícula es capaz de suspender por
completo a las partículas y transportarlas junto con el fluido. Este mecanismo se conoce co-
mo transporte eólico (aeolian).
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sólida correspondiente a las partículas. Básicamente hay dos grupos de mé-
todos para resolver flujos multifásicos (fluido-partícula): los enfoques Euler-
Euler y Euler-Lagrange. En los métodos del tipo Euler-Euler, tanto la fase
fluida como la fase sólida son resueltas usando mallas Eulerianas, es decir
grillas fijas sobre las cuales se describen las variables a determinar (veloci-
dad, presión, etc.). Dos métodos populares son el Two Fluid Model (TFM) [30]
y el Concentration Model (CM) [31]. El método TFM trata tanto a la fase sóli-
da como a la fase fluida como dos fluidos interpenetrantes acoplados a través
del intercambio de momento lineal. El mayor desafío de este tipo de enfoques
es definir las propiedades constitutivas equivalentes para la fase sólida [32].
En el CM, el transporte de la fase sólida es descripto a través de un campo
escalar (concentración). Por ejemplo, Dontsov y Peirce [33, 34] presentaron
un modelo que incluye decantación por gravedad y polidispersidad, y obtu-
vieron una distribución de proppant en la fractura.

En términos generales, podemos decir que los enfoques del tipo Euler-
Euler requieren recursos computacionales menores debido al hecho de que
las partículas son tratadas como una fase continua de forma promediada, y
los detalles de la interacción partícula-partícula son ignorados. En los flujos
tipo slurry (flujos con alta concentración volumétrica de partículas, tipo lodo)
las interacciones partícula-partícula se vuelven importantes, con lo cual una
descripción a nivel micromecánico es valiosa.

En los esquemas del tipo Euler-Lagrange la fase fluida es resuelta en una
grilla Euleriana mientras que la fase sólida es resuelta en un sistema La-
grangiano, resolviendo las ecuaciones de Newton para cada partícula sólida.
Debido a que se trata cada partícula individualmente, los esquemas Euler-
Lagrange proveen información muy detallada. Dos métodos populares pa-
ra simulaciones de gran escala son el MP-PIC (Multi Phase-Particle in Cell)
[35] y el CFD-DEM (Computational Fluid Dynamic-Discrete Element Method)
[32, 36, 37]. Patankar y Joseph introdujeron el método MP-PIC para mode-
lar sedimentación y fluidización [38]. Fueron capaces de replicar resultados
experimentales, sin embargo los autores mencionan que para flujos con alta
concentración de partículas, la fase sólida debe resolverse mediante DEM.
Luego Tsai et al. [39] empleó el método MP-PIC para investigar el transpor-
te de AS en una fractura hidráulica de dimensiones de campo. Demostraron
que el transporte y deposición de AS es fuertemente afectado por la densidad
y tamaño de las partículas, y por los caudales de inyección.

En años recientes, el método CFD-DEM ha ganado popularidad para mo-
delar transporte de agente de sostén debido principalmente a que además de
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obtener la posición y velocidad de cada partícula, se captura con gran detalle
las fuerzas de interacción entre partículas [36]. Sin embargo, como se requie-
ren mayores recursos computacionales, generalmente se modelan sistemas
de pequeña escala. Zhang et al. [40] empleó este método para modelar la dis-
tribución de agente de sostén en fracturas verticales, ellos encontraron que
las partículas grandes de AS tienden a depositarse rápidamente cerca del po-
zo mientras que las partículas de AS más livianas pueden ser transportadas
una distancia mayor hacia el interior de la fractura. Si el agente de sostén es
inyectado con una tasa de bombeo baja, se deposita cerca del pozo y la dis-
tancia de transporte es pequeña. También obtuvieron dunas más suaves al
mover el punto de inyección desde una posición baja a una posición más alta
respecto a la base inferior de la fractura vertical.

Zhang et al. modelaron la micromecánica del transporte de AS en frac-
turas hidráulicas [41]. Encontraron que la forma de la duna puede ser con-
siderablemente afectada si se utiliza en las partículas una rigidez muy baja,
esto es debido a que en tales condiciones la fuerza tangencial admisible es
consecuentemente baja. El coeficiente de fricción partícula-partícula también
tiene un efecto considerable en la forma de la duna y el ángulo de reposo. Un
coeficiente de fricción partícula-partícula bajo produce una duna secundaria
generada por la avalancha de partículas.

Tomac y Gutierrez [42] también estudiaron la micromecánica del trans-
porte de agente de sostén en una fractura hidráulica estrecha, incluyendo un
modelo de lubricación para reproducir problemas tales como la formación
de empaquetamientos y el atascamiento de agente de sostén. Encontraron
que una alta concentración de partículas da lugar a interacciones partícula-
partícula más frecuentes, y como consecuencia, el efecto de lubricación se
vuelve importante generando un incremento en la aglomeración de partícu-
las. Este efecto es aún más pronunciado en fluidos de alta viscosidad y en
condiciones de bajo arrastre sobre las partículas. Tomac y Gutierrez [42] tam-
bién mostraron que estas aglomeraciones dificultan la predicción del trans-
porte en función de la caída de presión a lo largo del canal para altas concen-
traciones de partículas.

En otro trabajo Zhang et al. [9] analizaron el transporte de una distribu-
ción de tamaños de AS en pozos verticales. Explicaron cómo las tres etapas
de transporte de AS se desarrollan, la primera (formación de la duna) está
gobernada por decantación y arrastre de fluido, la segunda (desarrollo de la
duna) gobernada por fluidización y la tercera (formación del banco) gober-
nada por la erosión debido a la alta velocidad de la traction carpet.
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Blyton et al. [43] usaron el método CFD-DEM para ajustar un software
comercial de fracturamiento hidráulico en tres dimensiones a través de co-
rrelaciones. Encontraron que la velocidad promedio del AS es generalmente
menor que la de la fase fluida y que la velocidad de decantación del AS pue-
de ser mayor o menor que la velocidad predicha por la ley de Stokes, con
una dependencia adicional de la relación entre el diámetro de AS y el ancho
de la celda, la concentración de AS y el número de Reynolds. Si se aplica una
técnica de upscaling 6, el método CFD-DEM puede ser también aplicado para
modelar fracturas de escala real, tal como puede verse en el trabajo de Zeng
et al. [44]. El efecto de traction carpet, inicialmente descripto por Kern [23], fué
observado a través de simulaciones CFD-DEM por varios autores [9, 40, 41,
44].

1.3 Alcances y objetivos

En el presente trabajo de tesis vamos a considerar el proceso de transpor-
te de agente sostén modelando una fractura plana vertical y su llenado por
un fluido Newtoniano que transporta partículas esféricas. La mayoría de los
estudios de este tipo consideran la inyección de AS a través de un solo punto
de inyección en uno de los lados de la celda empleada para modelar la frac-
tura [40, 41], o alternativamente, utilizan una inyección homogénea a lo largo
de la altura de la celda del lado del pozo [9, 44]. Nosotros inyectamos fluido
en cuatro puntos de inyección que ubicamos en tres alturas diferentes para
tratar de emular cuatro clusters de inyección en un pozo vertical, y el efecto
que tiene sobre la duna, el posicionamiento de dichos clusters. Medimos el
efecto sobre la duna, observando el perfil de la misma para las tres alturas
distintas de inyección. Nos enfocamos en las etapas iniciales del proceso de
estimulación, cuando una duna considerable se forma luego de un corto pe-
ríodo de bombeo, pero antes de que el efecto de traction carpet se manifieste.
La fase inicial del proceso de inyección es un aspecto importante de todo el
proceso de estimulación. En particular, la inyección inicial es considerada crí-
tica para estimular las zonas más alejadas de la fractura. Nuevas tecnologías
se encuentran basadas en el flujo esperado durante esta etapa. Un ejemplo es
el uso de mallas de AS de baja densidad con el objeto de mejorar el transpor-
te inicial, antes de que se haya verificado una decantación significativa y que
tenga lugar el efecto de traction carpet. Otro ejemplo lo conforma el uso de

6En este marco upscaling hace referencia a un proceso mediante el cual se extrapola el
valor de una variable desde una escala menor a una escala mayor.
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mallas de AS muy finas (entre 140 y 400), conocidos como microproppants,
los cuales tienen gran capacidad de transporte y además la posibilidad de
ingresar en fracturas de menor apertura. Mostramos que el posicionamiento
de los clusters de inyección tiene un impacto en la duna formada durante la
etapa inicial, la cual modifica el patrón de flujo y afecta consecuentemente la
ubicación final del AS.

También consideramos la distribución de AS cuando dos materiales dis-
tintos son bombeados dentro de la fractura. Partículas de diferente densidad
son inyectados en distintos órdenes. La posición y forma final de la duna y el
grado de mezcla, son muy sensibles a la estrategia de inyección (ya sea mo-
dificando la posición de los clusters de inyección como así también el orden
de inyección de cada AS). Medimos el grado de mezcla cuantitativamente
usando el concepto de entropía de mezcla [45]. Esta herramienta permite un
análisis más detallado en sistemas mezclados de lo que comúnmente se uti-
liza en estudios de trasporte de AS.

Vale la pena mencionar que en la celda de simulación empleada para
modelar la fractura plana, los puntos de inyección y los caudales han sido
escalados tomando una fractura de campo como referencia [46]. Debido a
este escalado, los caudales requeridos en el modelo son considerablemente
mayores a los caudales empleados en estudios de otros autores. Esto permi-
tiría una extrapolación relativamente realista de los resultados a escalas de
campo, usualmente muy difícil de llevar a cabo con resultados de trabajos
previos en el área.

1.4 Estructura de la tesis

En el Cap. 2 se detalla el marco teórico correspondiente a la simulación
numérica bajo el método CFD–DEM. Se describe brevemente las técnicas tra-
dicionales de CFD, DEM y su acople, detallando los distintos modelos de
interacción para las fuerzas fluido-partícula.

En el Cap. 3 se presentan validaciones realizadas sobre el esquema CFD-
DEM replicando problemas que tienen solución analítica y/o se cuenta con
mediciones experimentales. También replicamos resultados de otros autores
que usan el esquema CFD-DEM presentes en la bibliografía con el fin de
verificar la confiabilidad de las herramientas numéricas utilizadas.

En el Cap. 4 se presenta el modelo numérico utilizado para modelar el
transporte de agente sostén, se detalla la geometría de estudio y el escalado
realizado para la definición de los parámetros de simulación.
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En el Cap. 5 se presentan los resultados obtenidos sobre el transporte de
agente de sostén en una celda plana, se estudia el efecto de la inyección de
mezclas, el efecto de la posición de los punzados y el efecto de la velocidad
de inyección. Algunos de los resultados de este capítulo han sido publicados
en [47].

En el Cap. 6 se presentan las conclusiones y se listan los posibles traba-
jos futuros, algunos de los cuales se encuentran actualmente en desarrollo y
otros que se plantean como posibles líneas futuras.
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Capítulo 2

Marco teórico

2.1 Simulación numérica

De forma general podemos decir que las técnicas de simulación numérica
tienen por objeto resolver las ecuaciones de gobierno de un modelo físico. Di-
cho modelo debe ser capaz de reproducir el fenómeno que se está estudian-
do. El conjunto de ecuaciones, hipótesis y simplificaciones que conforman al
modelo físico debe ser expresado en términos de un modelo numérico que
sea capaz de representar al modelo físico.

En nuestro caso en particular, el problema que se pretende resolver es el
de flujo de partículas en el seno de un fluido. Sobre dicho problema se elabora
un modelo físico que considera al fluido como un fluido newtoniano, que
se encuentra en un régimen turbulento y por tanto deben considerarse los
efectos de la turbulencia. En el seno de dicho fluido, se desplazan partículas
que consideraremos como esféricas y que interactúan con el fluido a través
de fuerzas hidrodinámicas. Los detalles de este modelo físico, junto con las
técnicas numéricas empleadas serán descriptos en las siguientes secciones.

2.2 Fluidodinámica Computacional – CFD

2.2.1 Ecuaciones de Gobierno

La mecánica de los fluidos se enmarca dentro de la mecánica del continuo
y para el desarrollo de la misma se plantean dos hipótesis fundamentales: la
hipótesis del continuo y el concepto de partícula fluida. La primera implica
considerar al fluido como un medio continuo a lo largo del dominio sin con-
siderar la estructura molecular del mismo. Bajo la hipótesis del continuo, las
propiedades del fluido son continuas en todo el dominio. La segunda hipó-
tesis define a una partícula fluida como la porción elemental de fluido que se
encuentra en un punto del espacio, porción lo suficientemente grande como
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para despreciar la escala molecular y lo suficientemente pequeña como para
considerar que el fluido que contiene es homogéneo. Utilizando estas dos hi-
pótesis se plantea el cumplimiento de los principios básicos de conservación.

Las ecuaciones de gobierno de la dinámica de fluidos responden a los
principios de conservación de masa, cantidad de movimiento y energía. A di-
chas ecuaciones se las conoce como ecuaciones de Navier–Stokes (N–S). Asu-
miremos que el fluido es incompresible, lo cual conforma una aproximación
razonable dada la baja compresibilidad de los fluidos con los que trataremos
en esta tesis. Consecuentemente, la densidad del fluido ρf es constante y por
ende puede extraerse de los operadores diferenciales en los cuales aparez-
ca. Además, se considerará un flujo isotérmico, por lo que no será necesario
plantear la conservación de la energía. En estas condiciones, solo se referirá a
la conservación de la masa y de la cantidad de movimiento [48-50]. En dichas
condiciones las ecuaciones de N–S toman la forma:

∇ ·U = 0, (2.1)
∂U
∂t

+∇ · (U⊗U)−∇ · τ = − 1
ρf
∇p, (2.2)

τ = ν
[
∇U + (∇U)T

]
, (2.3)

siendo U la velocidad del fluido, τ el tensor de estrés viscoso1, p la presión
del fluido y ν la viscosidad cinemática del fluido. U⊗U es el producto tenso-
rial U por si mismo, que resulta en un tensor de segundo orden2. τ también,
es un tensor de segundo orden, y por ende ∇ · τ y ∇ · (U⊗U) resultan en
una magnitud vectorial (ver ec. (2.2)).3 La ec. (2.1) corresponde al principio
de conservación de la masa, y ec. (2.2) corresponde al principio de la con-
servación de la cantidad de movimiento, juntas conforman las ecuaciones de
N–S para un fluido incompresible.

1 Si bien en español a τ se lo denomina normalmente tensor de tensión, aquí adoptamos
el término tensor de estrés viscoso dado que es afín a la bibliografía en inglés.

2 Sean a = a1i + a2j + a3k y b = b1i + b2j + b3k dos vectores, el producto tensorial o

diádico a⊗ b resulta en un tensor T = a⊗ b =

a1b1 a1b2 a1b3
a2b1 a2b2 a2b3
a3b1 a3b2 a3b3

.

3 Sea T =

T11 T12 T13
T21 T22 T23
T31 T32 T33

 un tensor de segundo orden y b = b1i + b1j + b3k un vector,

entonces ∇ · T = ∑3
i=1 ∑3

j=1
∂

∂xj
Tjiei =


∂T11
∂x1

+ ∂T12
∂x2

+ ∂T13
∂x3

∂T21
∂x1

+ ∂T22
∂x2

+ ∂T23
∂x3

∂T31
∂x1

+ ∂T32
∂x2

+ ∂T33
∂x3

 = b.



Capítulo 2. Marco teórico 23

Si nos detenemos en la definición de τ presente en la ec. (2.3), podemos
ver:

τ = ν
[
∇U + (∇U)T

]
= ν

(
∂uj

∂xi
+

∂ui

∂xj

)
, (2.4)

siendo ui las componentes del vector velocidad U en un sistema cartesiano
xi, con i = 1, 2, 3. Normalmente se adopta la convención: x1 = x, x2 = y y
x3 = z. Expandiendo la ec. (2.4) obtenemos las componentes del tensor de
estrés viscoso

τ = ν


2∂u

∂x
∂u
∂y + ∂v

∂x
∂u
∂z +

∂w
∂x

∂u
∂y + ∂v

∂x 2∂v
∂y

∂v
∂z +

∂w
∂y

∂u
∂z +

∂w
∂x

∂u
∂z +

∂w
∂x 2∂w

∂z

 , (2.5)

donde x, y y z son las coordenadas cartesianas y u, v y w las componentes
de la velocidad U. Debemos observar que en las expresiones anteriores pa-
ra el tensor de estrés τ hemos empleado la viscosidad cinemática ν, cuando
normalmente se utiliza la viscosidad dinámica µ estando las mismas vin-
culadas a través de la relación ν = µ/ρf. Esto es así debido a que en la
ecuación de la conservación de la cantidad de movimiento para un flujo in-
compresible, se dividen todos los términos por ρf al ser la misma constante.
Pero la definición formal de tensor de estrés viscoso para un fluido newto-
niano es τ = µ

[
∂uj
∂xi

+ ∂ui
∂xj

+ λ (∇ ·U) δij

]
, donde λ es el segundo coeficiente

de viscosidad y δij es la delta de Kronecker [51]. Normalmente, para flui-
dos compresibles, se adopta la hipótesis de Stokes, que propone la relación
λ = −2

3 µ [52, 53]. Por lo tanto, el tensor de estrés puede escribirse como

τ = µ
[

∂uj
∂xi

+ ∂ui
∂xj
− 2

3 (∇ ·U) δij

]
. En cambio, para fluidos incompresibles, λ

suele despreciarse dado que ∇ ·U = 0. Por lo tanto, el tensor de estrés toma
la forma τ = µ

(
∂uj
∂xi

+ ∂ui
∂xj

)
[54].

La turbulencia se desarrolla como una inestabilidad sobre flujos lamina-
res a partir de un número de Reynolds crítico. De acuerdo a la teoría de cas-
cada de Kolmogorov [48, 55], la turbulencia se compone por vórtices de dis-
tinto tamaño, cada uno asociado a cierta cantidad de energía que depende de
la dimensión de los mismos. Los vórtices de mayor tamaño se rompen trans-
firiendo su energía a vórtices más pequeños, los cuales en un proceso similar
transfieren su energía a otros vórtices aún más pequeños. En los vórtices más
pequeños la viscosidad termina disipando la energía en forma de calor. Si-
guiendo el concepto de cascada de Kolmogorov, la resolución directa de las
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ecuaciones de N-S requerirá de resoluciones espaciales y temporales altas a
fin de capturar las escalas del problema [55]. Este enfoque ser denomina DNS
(Direct Numerical Simulation) y por su costo computacional elevado no pue-
de aplicarse en problemas industriales. En su lugar se adopta un enfoque en
el cual los efectos de la turbulencia son incluidos mediante aproximaciones.
El enfoque más popular para tratar la turbulencia en problemas industriales,
consiste en resolver las ecuaciones RANS (Reynolds Averaged Navier–Stokes).
La idea central del método es descomponer las variables de flujo en una com-
ponente media y sobre la cual actúa una fluctuación [48, 55]. Sea φ(x, t) una
variable de flujo dependiente de la posición x y del tiempo t, entonces pode-
mos descomponerla en una contribución promedio φ(x, t) y una fluctuación
φ′(x, t) (ver Fig. 2.1)

φ(x, t) = φ(x, t) + φ′(x, t), (2.6)

donde la contribución media se determina como

φ(x, t) =
1
T

∫ t+T

t
φ(x, t)dt, (2.7)

siendo T un período de tiempo sobre el cual se producen un número impor-
tante de fluctuaciones.

Figura 2.1: Componente media φ(x, t) y fluctuación φ′(x, t) de
la variable de flujo φ(x, t). Tomado de [55].

Aplicando la descomposición de Reynolds sobre U y p obtenemos

U = U(x, t) + U′(x, t) = U + U′, (2.8)

p = p(x, t) + p′(x, t) = p + p′. (2.9)
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Luego, utilizando ciertas propiedades del promediado [48, 55],4 las ecua-
ciones de N-S toman la forma de las ecuaciones RANS (Reynolds Averaged
Navier–Stokes).

∇ ·U = 0, (2.10)

∂U
∂t

+∇ ·
(
U⊗U

)
−∇ · τV −∇ ·

(
U′ ⊗U′

)
= − 1

ρf
∇p, (2.11)

siendo∇ · τV el tensor de estrés viscoso debido a la velocidad promedio U y
−U′ ⊗U′ el tensor de estrés de Reynolds (τR).5

τR = −U′ ⊗U′ = −

u′u′ u′v′ u′w′

v′u′ v′v′ v′w′

w′u′ w′v′ w′w′

 (2.12)

La determinación de las seis componentes de τR (ver Ec. (2.12)), se cono-
ce como problema de cierre [48]. Normalmente se adopta un modelo para
expresar a dichas componentes del tensor de Reynolds en función de las va-
riables de flujo promedio. Para ello se usa la relación de Boussinesq que por
analogía con los fluidos Newtonianos establece la siguiente relación lineal
[48, 56]:

τR = −U′ ⊗U′ = νt

[
∇U +

(
∇U

)T
]
− 2

3
kI, (2.13)

donde k = 1
2U′ ·U′ es la energía cinética turbulenta, e I es la matriz identidad.

Al adoptar la relación de Boussinesq se introduce el concepto de viscosidad

4El promediado según la Ec. 2.7 goza de las siguientes propiedades:

φ′ = 0

φ = φ

∇φ = ∇φ

φ + ϕ = φ + ϕ

φϕ = φϕ = φϕ

φϕ′ = φϕ′ = 0

φϕ = φϕ + φ′ϕ′

5En la bibliografía se suele definir al tensor de estrés de Reynolds como τR = −ρU′ ⊗U′,
pero cuando se trabaja con un fluidos incompresibles se suelen adoptar τR = −U′ ⊗U′
dado que se toma el cociente de la conservación de la cantidad de movimiento sobre ρ (ver
Ec. 2.2).
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turbulenta (νt) para tener en cuenta el efecto disipativo de la turbulencia. De-
bemos mencionar que, a pesar de su uso difundido en el modelado de proble-
mas industriales, la gran mayoría de los modelos consideran a la turbulencia
como un fenómeno isotrópico. Esto no es correcto ya que la turbulencia es un
fenómeno intrínsecamente tridimensional y por tal motivo estos modelos no
son capaces de detectar flujos secundarios producidos por diferencias en las
componentes normales del estrés [48-50] .

Finalmente las ecuaciones de N–S toman la forma:

∇ ·U = 0, (2.14)

∂U
∂t

+∇ ·
(
U⊗U

)
+∇ · τR −∇ · τV = − 1

ρf
∇p. (2.15)

Si bien, hay muchos modelos disponibles para determinar la viscosidad tur-
bulenta νt. Normalmente se distinguen dos grandes grupos: los modelos de
una ecuación (one equation models) y los modelos de dos ecuaciones (two equa-
tion models) [48]. Un modelo muy difundido en problemas industriales es el
k− ε que expresa a νt en función de la energía cinética turbulenta k y su tasa
de disipación ε y que agrega dos ecuaciones de transporte, una para k y otra
para ε, para modelar la turbulencia [56]. Estas ecuaciones de transporte se
suman a las conservación de la masa y de la cantidad de movimiento.

νt = Cµ
k2

ε
, (2.16)

ε = −2νs′ : s′, (2.17)

donde s′ : s′ es el doble producto interno6 del tensor de tasas de deformación

de las fluctuaciones s′ definido como s′ij =
1
2

(
∂u′i
∂xj

+
∂u′j
∂xi

)
[48].

Luego νt es utilizada para determinar las componentes del tensor de
estrés de Reynolds y resolver las ecuaciones RANS. En el presente trabajo
adoptamos el modelo k − ε debido a que es un modelo robusto y muy di-
fundido en aplicaciones industriales. Además, el foco de este estudio no es
modelar en gran detalle el fluido en sí, sino modelar el transporte del agente

6El doble producto interno entre dos tensores A y B resulta en un escalar φ y está dado
por φ = A : B = A11B11 + A12B12 + A13B13 + ... = AijBij.
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de sostén dentro de un esquema de interacción fluido–partícula. Las ecuacio-
nes de transporte para k y ε son:

∂k
∂t

+∇ ·
(
Uk
)
−∇ · νt

σk
∇k = Pk − ε, (2.18)

∂ε

∂t
+∇ ·

(
Uε
)
−∇ · νt

σε
∇ε = C1ε

ε

k
Pk − C2ε

ε2

k
, (2.19)

Pk = 2νt|∇U|2. (2.20)

Los coeficientes del modelo C1ε, C2ε, σk y σε han sido determinados empírica-
mente para ajustarse a un amplio rango de aplicaciones, no siendo necesario
su ajuste para casos generales [48, 57].

Las variables k y ε se suman a las variables originales del problema, por
lo que deberán definirse condiciones iniciales y de contorno, al igual que con
las demás variables fluidodinámicas. Normalmente los valores iniciales para
k y ε se obtienen en función de la velocidad, una longitud de referencia y
una determinada intensidad de turbulencia IT [58]. Las expresiones utiliza-
das son:

k =
3
2
(UIT)

2 , (2.21)

ε = C
3
4
µ

k
3
2

l
, (2.22)

νt = Cµ
k2

ε
, (2.23)

siendo U la velocidad de la corriente, Cµ = 0,09 y l la escala de la turbulencia
(turbulent lenght scale) [48, 57]. Esta última puede estimarse mediante el diá-
metro hidráulico dh y la relación l = 0,07dh. El diámetro hidráulico depende
del el área transversal Ac y el perímetro Pc mojados por el fluido dh = 4Ac

Pc .
Para nuestras simulaciones consideramos IT = 5 %, lo cual representa un
grado medio de turbulencia.

Otro aspecto importante a la hora de realizar simulaciones CFD es el tra-
tamiento del efecto de las paredes. La capa límite de un fluido en movimien-
to, es la zona perturbada debido a la presencia de un sólido que se encuentra
en contacto con el fluido. Se define como aquella zona contigua a una pa-
red en la cual la velocidad del fluido varía desde cero hasta un 99 % de la
velocidad de corriente libre. La velocidad libre se define como la velocidad
promedio esperada de un perfil de velocidad. Dentro de la capa límite se dis-
tinguen tres regiones, desde la pared hacia el fluido encontramos primero la
subcapa viscosa (viscous sublayer) [48], luego la zona de transición (buffer) y
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por último la región logarítmica. En la Fig. 2.2 podemos ver un esquema en
el cual se representan estas tres regiones, las mismas se encuentran discri-
minadas en función el valor de la distancia adimensional hacia la pared y+

definida como:

y+ =
uτ

ν
yc1, (2.24)

donde yc1 es la distancia a la pared y uτ es la velocidad de fricción, la cual
depende de la tensión tangencial en la pared uτ =

√
τw
ρf

[48]. La tensión en la
pared está dado por:

τw = µ
du
dy

∣∣∣∣
y=0

, (2.25)

siendo u la velocidad del fluido paralela a la superficie y y la distancia a la
pared, por lo que du

dy

∣∣∣
y=0

es el gradiente de velocidad evaluado en la pared.

Ahora bien en virtud del valor de y+ se distinguen dos zonas en las cuales
el valor de la velocidad en la dirección paralela a la superficie sigue dos ten-
dencias distintas. Para ello se normaliza esta velocidad con la velocidad de
fricción u+ = u

uτ

u+ =

y+ y+ < 5
1
κ ln (y+) + B+ y+ > 30

, (2.26)

siendo κ7 y B+ dos contantes. Para 5 < y+ < 30 (zona de transición) no hay
una ley definida (ver Fig. 2.2).

Durante el proceso de simulación numérica se hace uso de estas relacio-
nes analíticas para calcular la velocidad entre la pared y el centro de la celda
adyacente a dicha pared, de forma que se elimina la necesidad de tener un
número elevado de celdas pequeñas en la cercanía de las paredes. Sin embar-
go, el tamaño de la celda adyacente a la paredes debe ser cuidadosamente
elegido para que el mismo no caiga dentro de la zona de transición entre la
subcapa viscosa y la región logarítmica. Cuando se usan funciones de pared
logarítmicas, el valor de y+ debe ser mantenido típicamente entre 150 y 300.
Valores de y+ en la zona de transición, o sea 5 < y+ < 30, deben ser evitados
debido a que no existe una relación analítica para esta zona. Debemos tener
en cuenta que el valor de y+ no puede ser calculado a priori, sino que de-
be calcularse durante o después de la simulación. Con lo cual es de esperar

7A κ se la conoce como constante de Von Karman.
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Figura 2.2: Velocidad de un fluido junto a una pared en fun-
ción de la distancia adimensional (curva roja), las líneas de ten-
dencia azules dividen los tres regímenes: subcapa viscosa, tran-
sición y región logarítmica. Tomada y adaptada de wikipedia

https://en.wikipedia.org/wiki/Law_of_the_wall.

un procesos iterativo hasta encontrar una malla que produzca el valor apro-
piado de y+. En el caso de códigos de simulación fluidodinámica tales como
de OpenFOAM8 y Ansys Fluent, no se emplea la distancia adimensional y+

cuando se realizan simulaciones RANS. En su lugar se emplea un paráme-
tro equivalente y∗, basado en la energía cinética turbulenta a, través de la
siguiente expresión [59]:

y∗ =
C0,25

µ k0,5yc1

ν
. (2.27)

En este caso, y∗ debe ser utilizado de la misma forma que y+. Para simula-
ciones siguiendo el modelo LES (Large Eddy Simulations), OpenFOAM utiliza
la definición convencional de y+.

8https://openfoam.org/

https://en.wikipedia.org/wiki/Law_of_the_wall 
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2.2.2 Método de los Volúmenes Finitos

El método de los volúmenes finitos (FVM) es una técnica destinada a la
resolución numérica de ecuaciones diferenciales en derivadas parciales, apli-
cada mayormente a problemas de fluidodinámica, aunque también en años
recientes se lo ha aplicado a problemas de mecánica del sólido [60-62]. Al
igual que otros métodos numéricos, la idea general es transformar un sistema
de ecuaciones diferenciales (generalmente en derivadas parciales, acopladas
y no-lineales) en un sistema de ecuaciones algebraicas. La solución de dicho
sistema algebraico se corresponderá con la solución del sistema original en
un número finito de puntos del dominio [56]. El FVM fue desarrollado en-
tre otros por Patankar [63] y se fundamenta en aplicar la forma integral de
los principios de conservación sobre pequeños sub-volúmenes (denomina-
dos volúmenes de control VC) que sumados conforman el dominio comple-
to del problema. Hay numerosas referencias donde se desarrolla el método
[48-50, 56], sin embargo a continuación daremos los lineamientos generales.

Consideremos inicialmente una propiedad escalar genérica de un fluido
φ (tal como temperatura, concentración de una especie química, etc.) y ex-
presemos el principio de conservación en forma diferencial de dicho escalar:

∂ρfφ

∂t
+∇ · (ρfφU) = ∇ · (ν∇φ) + Sφ, (2.28)

donde ∂ρfφ
∂t representa la tasa de cambio de φ en el tiempo, ∇ · (ρfφU) es el

término convectivo (siendo U la velocidad del fluido), ∇ · (ν∇φ) es el tér-
mino difusivo (ν es el coeficiente de difusión), ρf es la densidad y Sφ es un
término fuente. Debemos notar que en la ec. 2.28 se ha adoptado ν para el co-
eficiente de difusión de la magnitud escalar genérica φ, cuando el mismo ya
se ha utilizado previamente para la viscosidad cinemática. Esto se ha hecho
dado que en la ecuación de conservación de la cantidad de movimiento (ver
ec. 2.2 y 2.3), ν está presente en el término que corresponde a la difusión de
la cantidad de movimiento.

Si ahora tomamos una región Ω en R3 que permanece constante en el
tiempo y cuya frontera es Γ (ver Fig. 2.3), podemos expresar la conservación
de φ en la región Ω a través de la forma integral del principio de conserva-
ción.∫

Ω

∂ρfφ

∂t
dV +

∫
Ω
∇ · (ρfφU)dV =

∫
Ω
∇ · (ν∇φ)dV +

∫
Ω

SφdV. (2.29)
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Γ

Ω

Figura 2.3: Volumen de control Ω y frontera Γ.

Aplicando el teorema de Gauss en la ec. (2.29), reemplazamos la integral
sobre el volumen Ω por una sobre la superficie Γ que rodea al volumen Ω.

∂

∂t

∫
Ω

ρfφdV +
∮

Γ
(ρfφU) · dS =

∮
Γ
(ν∇φ) · dS +

∫
Ω

SφdV. (2.30)

El significado físico de cada término de la ec. (2.30) es el siguiente

• ∂
∂t

∫
Ω ρfφdV : tasa de cambio total de φ en el volumen de control Ω.

•
∮

Γ(ρfφU) ·dS : flujo convectivo de φ en el volumen de control Ω a través
de la frontera Γ.

•
∮

Γ(ν∇φ) · dS : flujo difusivo de φ en el volumen de control Ω a través
de la frontera Γ.

•
∫

Ω SφdV : Creación/destrucción de φ dentro del volumen Ω.

Normalmente se agrupan los términos volumétricos y los superficiales,
de modo que la expresión (2.30) se reduce a:

∫
Ω

(
∂ρfφ

∂t
− Sφ

)
dV −

∮
Γ
(ν∇φ− ρfφU) · dS = 0. (2.31)

La ec. (2.31) debe ser discretizada, y se debe realizar un tratamiento específico
para las integrales de superficie y las de volumen. En primer lugar podemos
comenzar discretizando el dominio como vemos en la Fig. 2.4. La expresión
(2.31) es válida para una región, o volumen de control Ω. Si particionamos Ω
en n elementos Ωi tal que Ω = ∪n

i=1Ωi y Ωi ∩Ωj = ∅9 (ver Fig. 2.4), podemos
plantear la conservación de φ en cada Ωi.

n

∑
i=1

[∫
Ωi

(
∂ρfφ

∂t
− Sφ

)
dV −

∮
Γi

(ν∇φ− ρfφU) · dS
]
= 0, (2.32)

siendo n el número de elementos en los que se particiona el dominio origi-
nal Ω. Debe tenerse en cuenta que en la ec. (2.32) las integrales de volumen

9∅ es el conjunto vacío
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Γ
Ωi

Figura 2.4: Discretización del dominio Ω en pequeños volúme-
nes de control (VC) Ωi

conforman la contribución de φ en cada uno de los i elementos. Por el con-
trario, las integrales de superficie deberán aportar solamente la contribución
en la superficie exterior o frontera Γ, de modo que las integrales sobre las
superficies internas (entre elementos) deberán cancelarse.

Teniendo en cuenta que cada uno de los elementos Ωi puede ser en ge-
neral un poliedro con mi caras (ver Fig. 2.5), podemos expresar la ec. (2.32)
como:

n

∑
i=1

{∫
Ωi

(
∂ρfφ

∂t
− Sφ

)
dV −

mi

∑
j=1

[∫
Γj

(ν∇φ− ρfφU) · dS

]}
= 0, (2.33)

donde hemos pasado de una integral sobre una superficie cerrada
(∮

Γi

)
a

una sumatoria de integrales de superficie
(∫

Γj

)
, verificándose Γi = ∪mi

j=1Γj.

y

x

z

P

Sf

mj

xp

Figura 2.5: Representación esquemática de una celda de volu-
men Vi y cenroide P con un número m de caras. Sobre la cara

mi se ha representado al vector superficie S f .
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Ahora debemos expresar los operadores diferenciales y las integrales de
forma aproximada. Para ello, suponiendo que φ varía suavemente tanto en
el espacio como en el tiempo, podemos aproximar los valores de φ en un
entorno mediante series de Taylor.

φ(x) = φp + (x− xp) · (∇φ)p +
1
2
(x− xp)⊗ (x− xp) : (∇∇φ)p +

... +
1
n!
(
x− xp

)
⊗
(
x− xp

)
⊗
(
x− xp

)
⊗ ...︸ ︷︷ ︸

n

:::︸︷︷︸
n−1

(∇∇...∇φ)p︸ ︷︷ ︸
n

, (2.34)

φ(t + ∆t) = φt + ∆t
(

∂φ

∂t

)t
+

1
2

∆t2
(

∂2φ

∂t2

)t

+ ... +
1
n!

∆tn
(

∂nφ

∂tn

)t
, (2.35)

donde x− xp⊗ x− xp es el producto tensorial entre de x− xp por si mismo y
(x− xp)⊗ (x− xp) : (∇∇φ)p es el doble producto interno de dos tensores de
rango 2. El término n-ésimo de la ec. (2.34) conforma n productos tensoriales(
x− xp

)
⊗
(
x− xp

)
⊗
(
x− xp

)
⊗ ... y n− 1 productos internos ::: de dos ten-

sores de rango n [56]. xp es la posición del centroide del VC considerado (ver
Fig. 2.5), x es la posición de un punto dentro del dominio Ω, t es un instante
de tiempo arbitrario y ∆t es el paso de tiempo para la expansión temporal.
De este modo φp = φ(xp) y φt = φ(t).

De las expansiones en series de Taylor, vemos que suponer una varia-
ción lineal de φ implica un error de segundo orden en ∆t o

(
x− xp

)
según

corresponda.

φ(x) = φp + (x− xp) · (∇φ)p +O(|x− xp|)2, (2.36)

φ(t + ∆t) = φt + ∆t
(

∂φ

∂t

)t
+O(∆t)2. (2.37)

Con estas aproximaciones podemos expresar las derivadas y calcular las
integrales presentes en la ec. (2.33). Supongamos que deseamos calcular la
integral de φ(x) sobre Ωi. Usando la aproximación de la ec. (2.36) tenemos,∫

Ωi

φ(x)dV ≈
∫

Ωi

[
φp + (x− xp) · (∇φ)p

]
dV. (2.38)

Ahora bien, de la definición de centroide sabemos que
∫

Ωi
xdV = Vixp,

siendo xp la posición del centroide, entonces podemos plantear

∫
Ωi

(x− xp)dV =
∫

Ωi

xdV − xp

∫
Ωi

dV = xpVi − xpVi = 0, (2.39)
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Consecuentemente la ec. (2.38) se simplifica según∫
Ωi

φ(x)dV ≈
∫

Ωi

φpdV +
∫

Ω
(x− xp) · (∇φ)pdV︸ ︷︷ ︸

=0

, (2.40)

∫
Ωi

φ(x)dV ≈ φpVi, (2.41)

siendo φp la variable evaluada en el centroide de la celda de volumen Vp. La
ec. (2.41) conforma una aproximación de segundo orden en x − xP, siendo
este vector una representación del paso de malla.10

De forma similar puede obtenerse una aproximación para las integrales
sobre las superficies Γj que rodean a Ωi de la forma

∫
Γj
(∇φ) · dS (ver ec.

2.33). ∫
Γj

(∇φ) · dS ≈ (∇φ)j · Sj = (∇φ) f · S f , (2.42)

siendo (∇φ) f el gradiente de φ evaluado en la cara de la celda y S f el vec-
tor normal a la cara o vector superficie. En lo siguiente, el subíndice f hace
referencia a un parámetro o variable evaluada en la cara de una celda. He-
mos obtenido una aproximación para integrales de superficie de la forma∫

Γj
(∇φ) · dS, pero lo mismo puede extenderse para integrales de superficie

de escalares
∫

Γj
φdS =

∫
Γj

φ(x)dS ≈ φ f S f [49].
Con las ecs. 2.41 y 2.42 podemos obtener formas aproximadas para los

operadores diferenciales (divergencia y gradiente) presentes en la ecuación
de conservación de φ (ec. 2.29). Para ello planteamos las siguientes integrales
sobre Ωi ∫

Ωi

(∇ · φU)dV, (2.43)∫
Ωi

(∇φ)dV, (2.44)

Aplicando el teorema de Gauss en la ec. (2.43) obtenemos

∫
Ωi

(∇ · φU)dV =
∮

Γi

(φU) · dS =
m

∑
j=1

∫
Γj

(φU) · dS. (2.45)

10En el caso unidimensional el vector x− xP es simplemente el paso de malla ∆x.
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Aplicando en la ec. (2.45) las aproximaciones para las integrales de volu-
men y superficie (ecs. 2.41 y 2.42 ) obtenemos:

(∇ · φU)Vi ≈
m

∑
j=1

[( φU)i · Si ], (2.46)

∇ · φU ≈ 1
Vi

∑
f
(φU · S) f . (2.47)

donde ∑ f corresponde a la sumatoria sobre todas las caras del Ωi. De la mis-
ma forma, para la ec. (2.44) obtenemos

∫
Ωi

(∇φ)dV =
∮

Γi

φdS =
m

∑
j=1

∫
Γj

φdS ≈ 1
Vi

m

∑
j=1

(
φjSj

)
, (2.48)

∇φ ≈ 1
Vi

∑
f
(φS) f . (2.49)

donde ∑ f corresponde a la sumatoria sobre todas las caras del Ωi. Las ecs. (2.47)
y (2.49) son aproximaciones de segundo orden para ∇ · φU y ∇φ. Haciendo
uso de estas expresiones ahora podemos aproximar la ecuación de transporte
de φ (ec. (2.30)). El término convectivo quedará:

∫
Γ

ρfφU · dS ≈
m

∑
j=1

(ρfφU)j · Sj =
m

∑
j=1

ρfjφj
(
Uj · Sj

)
. (2.50)

Al igual que antes, adoptamos la notación compacta para la sumatoria
sobre las caras ∑m

j=1 = ∑ f∫
Γ

ρfφU · dS ≈∑
f

ρf f φ f (U · S) f . (2.51)

Debemos notar que en las expresiones anteriores aparecen algunas va-
riables evaluadas en la cara del elemento de volumen (ρf f , φ f y U f ). Dichos
valores deben ser aproximados en función de los valores de las variables en
los centroides de las celdas vecinas. Para el caso de la densidad, hemos modi-
ficado levemente la notación debido a que ya hemos utilizado ρf para repre-
sentar la densidad del fluido. En nuestro caso, al ser un fluido incompresible,
ρf f = ρf. Hay muchas formas de interpolación para obtener los valores de
las variables en las caras del elemento en función de los valores en las celdas
vecinas, solo por mencionar algunos: interpolación lineal o de diferencias
centradas, Upwind o UDS, Linear Upwind, QUICK, MUSCL, etc.[49, 50]. Para
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las simulaciones CFD-DEM utilizamos es esquema lineal.
Para el término difusivo (ver ec. (2.30)) tenemos:∫

Γ
ν∇φ · dS ≈∑

f
ν (∇φ) f · S f . (2.52)

Al igual que con el término convectivo, vemos que en la ec. (2.52) (∇φ)

está valuado en la cara del elemento, con lo cual podríamos usar la ec. (2.49)
para calcular el gradiente en los centroides de dos celdas vecinas y luego
interpolar el valor en la cara. Sin embargo, este enfoque no se emplea dado
que implica un esténcil o molécula un poco extensa11, por el contrario se
utiliza un enfoque más simple utilizando la variación de φ.

(∇φ) f · S f ≈ |S f |
φN − φP

|xN − xP|
= |S f |

φN − φP

|dPN|
, (2.53)

siendo xN y xP las posiciones de los centroides de dos celdas vecinas, S f la su-
perficie de la cara entre las dos celdas y dPN la distancia entre los centroides
de las celdas. Esta expresión es válida para celdas ortogonales, sin embargo
en la práctica la mayoría de las mallas son no estructuradas y la ortogonali-
dad entre S f y dPN no se verifica. En tales casos el enfoque utilizado consiste
en dividir ∇φ · dS en una contribución ortogonal y una no ortogonal [49].

Finalmente, la ec. (2.33) aproximada queda:

(
∂ρfφ

∂t
− Sφ

)
Vi −

[
∑

f
ν (∇φ) f · S f −∑

f
ρfφ f

(
U f · S f

)]
= 0. (2.54)

Luego de realizar las interpolaciones de (∇φ), φ f y U f en las caras de los
elementos en función de los valores de φ en los centroides de celdas vecinas,
se obtiene un sistema lineal de n ecuaciones con m incógnitas, donde n es le
número de subdominios Ωi y m es el número de caras de cada elemento.

A ·φ = b, (2.55)

siendo A la matriz de los coeficientes, φ el vector de las incógnitas y b un
vector que reúne los términos independientes. Este sistema es normalmente
es resuelto con métodos iterativos dado el tamaño del mismo.

11Se denomina esténcil o molécula a las expresiones para interpolar una variable en un
punto en función de los valores que la misma posee en otros puntos.
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Para el tratamiento temporal, integramos la ec. (2.54) sobre un paso de
tiempo ∆t.

∫ t+∆t

t

{(
∂ρfφ

∂t
− Sφ

)
Vi −

[
∑

f
ν (∇φ) f · S f −∑

f
ρfφ f

(
U f · S f

)]}
dt = 0.

(2.56)
Como habíamos propuesto una variación lineal de φ tanto en el espacio

como en el tiempo, tenemos que

∫ t+∆t

t
φ(t)dt ≈ 1

2

(
φt + φt+∆t

)
∆t, (2.57)(

∂φ

∂t

)
P
≈ φt+∆t − φt

∆t
. (2.58)

Por lo tanto, empleando estas aproximaciones y considerando que ν, ρf y
Sφ no dependen del tiempo, la ec. (2.56) queda

φt+∆t − φt

∆t
Vi − SφVi −

1
2

[
∑

f
ν (∇φ)t+∆t

f · S f + ∑
f

ν (∇φ)t
f · S f

]
+

+
1
2

[
∑

f
ρfφ

t+∆t
f

(
U f · S f

)
+ ∑

f
ρfφ

t
f
(
U f · S f

)]
= 0. (2.59)

Este esquema presenta un error de segundo orden para la evolución tem-
poral de φ. Vemos que el mismo posee variables evaluadas en dos instantes
de tiempo t y t + ∆t. Este esquema se asocia a una familia de esquemas, afec-
tando a los términos evaluados en cada instante de tiempo (t y t + ∆t) con un
peso θ de modo de obtener esquemas puramente explícitos o implícitos.

φt+∆t − φt

∆t
Vi + θ

[
∑

f
ρfφ

t+∆t
f

(
U f · S f

)
−∑

f
ν (∇φ)t+∆t

f · S f

]
+

+ (1− θ)

[
∑

f
ρfφ

t
f
(
U f · S f

)
−∑

f
ν (∇φ)t

f · S f

]
= SφVi. (2.60)

Vemos que para θ = 0 se obtiene un esquema puramente explícito y para
θ = 1 un esquema puramente implícito. Para θ = 0, 5 se obtiene el esquema
de Crank-Nicolson, que es justamente el esquema de la ec. (2.58).
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2.2.3 Tratamiento de las ecuaciones de Navier–Stokes

Ahora vamos a aplicar lo anteriormente desarrollado para la conserva-
ción de una variable φ para discretizar las ecuaciones de N–S ya vistas an-
teriormente. Repetimos debajo las ecs. 2.1 y 2.2, pero ahora detallamos el
término difusivo (fuerzas viscosas)12. Dado que las ecuaciones de N–S son
ecuaciones diferenciales en derivadas parciales no lineales y acopladas, la
resolución de las mismas es bastante demandante. El desafío proviene del
hecho de que el campo de presiones debe ser tal que responda al principio
de conservación de la cantidad de movimiento y además debe estar asociado
a un campo de velocidades que debe cumplir con el principio de conserva-
ción de la cantidad de movimiento y con el principio de la conservación de
la masa. Esto es algo complejo, dado que en flujos incompresibles la presión
no aparece en la ecuación de la conservación de la masa. Por tal motivo debe
formularse una ecuación auxiliar que imponga esta restricción. Ese es el espí-
ritu de los distintos algoritmos destinados a resolver las ecuaciones de N–S:
SIMPLE, SIMPLEC, SIMPLER, PISO, etc [30, 48, 49]. En lo siguiente se deta-
lla brevemente el algoritmo PISO (Pressure Implicit with Splitting of Operators)
ya que es el empleado por el código que utilizamos en esta tesis. No obstan-
te, los demás algoritmos son bastante similares. Otra de las dificultades de
la resolución de las ecuaciones de N–S la conforma la no-linealidad del tér-
mino convectivo. Para el tratamiento del mismo normalmente se utiliza una
linealización de la forma UnewUold, o sea evaluado el campo de velocidad en
dos pasos de tiempo distintos. Esta suposición es razonable para números de
Courant pequeños (ver sec. 5.1). Escribimos nuevamente las ecuaciones de
N–S.

∇ ·U = 0, (2.61)
∂U
∂t

+∇ · (U⊗U) = − 1
ρf
∇p +∇ · (ν∇U) . (2.62)

Ya vimos que el FVM consiste en aplicar el principio de conservación so-
bre un volumen de control y luego aplicar el teorema de Gauss para expresar
la divergencia en función de valores en las caras de la celda. Entonces, para

12Para generar una notación más compacta hicimos τ = ν
(
∇U +∇UT) = ν∇U



Capítulo 2. Marco teórico 39

el término convectivo tenemos:∫
Ω
∇ · (U⊗U)dV ≈

∫
Ω
∇ ·

(
Ut+∆t ⊗Ut

)
dV ≈

∫
Γ

(
Ut+∆t ⊗Ut

)
dS (2.63)

≈∑
f

UtUt+∆t · S f , (2.64)

donde se ha realizado la linealización del término U⊗U como UtUt+∆t. Al
producto Ut · S f se lo denomina flujo convectivo F, vemos que se determi-
na con los valores del campo de velocidades del paso de tiempo anterior.
Entonces ∫

Ω
∇ · (U⊗U)dV ≈∑

f
FtUt+∆t, (2.65)

= aPUP + ∑
f

aNUN, (2.66)

siendo aP la matriz diagonal que contiene los coeficientes resultantes de la
discretización y aN la matriz no diagonal que posee los coeficientes resultan-
tes de la discretización.

Discretizando los términos convectivos y difusivos de la ec. (2.62) en su
forma integral, y no discretizando ∇p, se obtiene la denominada forma semi-
discretizada de la conservación de la cantidad de movimiento [56] [64].

apUp = H (U)−∇p. (2.67)

La derivación completa de la ec. 2.67 puede verse en [55]. El operador H
reúne los términos convectivos, difusivos y transientes

H (U) = −∑
f

aNUN +
Ut

∆t
. (2.68)

Haciendo uso de la ec. 2.47 discretizamos la ecuación de la conservación
de la masa

∇ ·U ≈ 1
Vi

∑
f

U · S f = 0, (2.69)

≈∑
f

U · S f = 0. (2.70)
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Ahora de la ec. (2.67) despejamos el valor de la velocidad en el centro de
la celda

Up =
1
ap

H (U)− 1
ap

∇p, (2.71)

Si ahora reemplazamos la ec. (2.71) en la ec. (2.69) podemos obtener una
ecuación para la presión derivada del principio de conservación de la masa

∇ ·
[

1
ap

H (U)− 1
ap

∇p
]
= 0, (2.72)

∇ ·
[

1
ap

∇p
]
= ∇ ·

[
1
ap

H (U)

]
, (2.73)

∑
f

[
1
ap

∇p
]

f
· S f = ∑

f

[
1
ap

H (U)

]
f
· S f . (2.74)

Finalmente la forma discretizada de las ecuaciones de N–S es∑ f

[
1
ap
∇p

]
f
· S f = ∑ f

[
1
ap

H (U)
]

f
· S f

apUp = H (U)−∑ f S(p) f ,
(2.75)

donde S(p) f es un término fuente dado por el gradiente de la presión.

2.2.4 Algoritmo PISO

Para resolver las ecuaciones de N–S vamos a emplear un algoritmo para
realizar el acople entre los campos de presión y velocidad. Ya mencionamos
que, para flujos incompresibles, no hay una ecuación que permita vincular
los campos de presión y velocidad. Como podemos ver en la ecuación de la
conservación de la cantidad de movimiento aparecen tanto el campo de pre-
sión como el de velocidad, pero la restricción de continuidad solo se impone
estrictamente sobre el campo de velocidad (ver ecs. 2.1 y 2.2). Pero como la
velocidad y la presión no pueden estar desacoplados, el campo de presiones
debe ser tal que genere un campo de velocidades que cumpla con el prin-
cipio de conservación de la masa y de la cantidad de movimiento. Vamos
a desarrollar el algoritmo PISO (“Pressure-Implicit Split-Operator” propuesto
originalmente por Issa [65] y desarrollado por numerosos autores [55, 56].
Mediante este algoritmo el sistema de ecuaciones es resuelto hasta que la
solución converge a una solución en presión y velocidad.

Para evitar problemas de “cuadrícula” (checkerboarding) las presiones son
resueltas en los centros de las celdas y las velocidades en las caras [48, 49, 55].
Para el desarrollo del algoritmo necesitamos una expresión para la velocidad
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en las caras de los elementos, para ello interpolamos la ec. (2.71).

U f =

[
1
ap

H (U)

]
f
−
[

1
ap

∇p
]

f
. (2.76)

Por lo tanto el flujo en las caras estará dado por

F = U f · S f =

{[
1
ap

H (U)

]
f
−
[

1
ap

∇p
]

f

}
· S f , (2.77)

Concretamente, el algoritmo PISO se compone de los siguientes pasos:

(a) Obtener una solución aproximada del campo de velocidad mediante la
expresión discretizada de la conservación de la cantidad e movimiento,
utilizando los valores del paso anterior del gradiente de presión y del
flujo para la linealizacion del término convectivo. Este paso es denomi-
nado “predictor” (momentum predictor).

apUp = H (U)−∑
f

S(p) f .

(b) Aproximar el flujo en las caras (F?
f ) despreciando el efecto de la presión

en la ec. (2.77).

Ff ≈ F?
f =

[
1
ap

H (U)

]
f
· S f .

(c) Con el campo de velocidad obtenido, resolver la ecuación para la pre-
sión.

∑
f

[
1
ap

∇p
]

f
· S f = ∑

f

[
1
ap

H (U)

]
f
· S f = ∑

f
F?

f .

(d) Corregir el flujo teniendo en cuenta el efecto de la presión (ec. 2.77),
despreciado en el paso (b).

F = F?
f −

[
1
ap

∇p
]

f
· S f .

(e) Corregir los valores de velocidad en el centro de la celda debido al nue-
vo campo de presiones con la ec. (2.71).

Up =
1
ap

H (U)− 1
ap

∇p.
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(f) Con este nuevo campo de velocidades, repetir desde el paso (b) n veces,
en OpenFOAM el número de repeticiones se controla con nCorrectors

y típícamente el bucle se repite dos veces.

2.3 Método de los Elementos Discretos – DEM

El Método de los Elementos Discretos (DEM) es un método numérico
originalmente desarrollado por Cundall y Strack [66] para aplicaciones de
mecánica de suelos. En este método se calcula la trayectoria de cada una de
las partículas del sistema respecto de un esquema de referencia Lagrangiano.
Una fortaleza del método es el modelado de las colisiones, entre partículas,
y entre las partículas y las paredes. Hay tres posibilidades: considerar a las
partículas como esferas rígidas que no admiten deformación (hard spheres),
considerar a las partículas como esferas blandas admitiendo una pequeña
deformación (del orden de 0,5 % del diámetro de la partícula) durante la co-
lisión (soft spheres), y por último, considerar a las partículas como sólidos de-
formables durante la colisión (Finite Discrete Element Method), para lo cual de-
be resolverse el campo de tensiones y deformaciones durante cada colisión.
El esfuerzo computacional es ascendente desde el modelo de esferas rígidas
hasta el de sólidos deformables, normalmente se adopta el enfoque de esfe-
ras blandas ya que reproduce satisfactoriamente las fuerzas de interacción
con un razonable costo computacional [67]. Consideremos las ecuaciones de
movimiento de Newton–Euler para una partícula i

mi
d2ri

dt2 = Fi + Ff
i + Fb

i , (2.78)

Ii
dωi

dt
= τi, (2.79)

donde Fi es la fuerza resultante de cada contacto partícula-partícula y partícula-
pared sobre la partícula i. La fuerza ejercida por el fluido sobre las partículas
Ff

i es generalmente expresada como Ff
i = Fd

i + Fp
i + Fv

i , donde Fd
i es la fuerza

de arrastre, Fp
i es la fuerza de presión y Fv

i es la fuerza de arrastre viscoso
actuando en las partículas [68]. Cualquier otra fuerza externa tal como una
fuerza gravitacional o electromagnética es tenida en cuenta por Fb

i . Finalmen-
te mi, Ii y τi son la masa, el momento de inercia y el torque resultante sobre
la partícula i.

Conocidas las fuerzas de interacción sobre cada una de las partículas del
sistema, se puede obtener la posición y velocidad de las mismas resolviendo
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e integrando las ecuaciones de Newton-Euler para el movimiento de cuerpos
rígidos [69].

Las ecuaciones de movimiento para las N partículas que componen al
sistema son resueltas a través de un algoritmo de Verlet con velocidades [70]
avanzando pequeños intervalos de tiempo. Para el movimiento de traslación
del centro de masa de las partículas tenemos

x(t + ∆t) = x(t) + v(t)∆t + a(t)
(∆t)2

2
, (2.80)

v(t +
∆t
2
) = v(t) + a(t)

∆t
2

, (2.81)

a(t + ∆t) = ∑k Fk
mp

, (2.82)

v(t + ∆t) = v(t +
∆t
2
) +

a(t + ∆t)∆t
2

, (2.83)

siendo x, v y Fk la posición, la velocidad y la fuerza resultante sobre una
determinada partícula. Normalmente las implementaciones de códigos DEM
cuentan con un número de técnicas destinadas a incrementar la velocidad de
cálculo, tales como: generación de listas de vecinos, paralelización, etc.

Interacción

Consideremos ahora dos partículas i y j de radios Ri y Rj, ubicadas en
posiciones ri y rj (ver Fig. 2.6 ), las mismas estarán en contacto si δn =

Ri + Rj − |ri − rj| > 0 e interactuarán mediante una fuerza que puede ser
expresada en términos de sus contribuciones normal y tangencial [69],

Fij = Fn
ij nij + Ft

ijtij, (2.84)

siendo nij =
(
ri − rj

)
/|ri − rj| y tij los versores normal y tangencial al punto

de contacto. Hay muchos modelos para describir las fuerzas de contacto en
las simulaciones DEM. Cada uno de ellos es apropiado para diferentes geo-
metrías de partícula y comportamiento material [69, 71-74]. El modelo más
simple para la componente normal es el de Hooke (linear spring–dashpot), el
cual propone para la fuerza de interacción Fn

ij (ver Fig. 2.6) una combinación
de una componente lineal con el solapamiento δn y una componente disipa-
tiva proporcional a la velocidad relativa normal δ̇n entre las partículas que
colisionan [69]. Ahora bien, este modelo lineal predice satisfactoriamente los
valores de la fuerza de interacción, pero no sucede los mismo con los tiempos
de interacción. Razón por la cual, para simulaciones en las que las partículas
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interactúan con un fluido se aconseja tomar otro modelo de fuerza que repli-
que en mejor grado el tiempo de interacción. Este es el caso del modelo de
Hertz [75], el cual considera una relación no lineal entre la fuerza normal y
el solapamiento Fij ∝ (δn)3/2. Asumimos entonces un modelo de contacto de
Hertz [75] sobre el cual se aplica además una fuerza disipativa que depen-
de de la velocidad relativa normal δ̇n [36, 76]. La componente normal estará
dada por

Fn
ij = kn (δn)3/2 + γn (δn)1/4 δ̇n, (2.85)

donde kn = 4
3 E∗
√

R∗ es un parámetro que reúne las propiedades elásticas
de los materiales que interactúan [69]. La constante de disipación (γn) re-
sulta de la solución de un modelo resorte-amortiguador tipo Hertz γn =

−2
√

5
3 E∗m∗(R∗)1/4 ln e√

ln e2+π2 [77]. La expresión para γn considera un coefi-
ciente de restitución e independiente de la velocidad [36]. El módulo de Young
efectivo E∗, el radio efectivo R∗, y la masa efectiva m∗ son definidos como
1/E∗ =

(
1− V2

1
)

/E1 +
(
1− V2

2
)

/E2, 1/R∗ = 1/R1 + 1/R2 and 1/m∗ =

1/m1 + 1/m2. V corresponde al coeficiente de Poisson13 y los subíndices 1 y
2 se refieren a las propiedades de cada una de las dos partículas que interac-
cionan (ver Fig. 2.6) [78].

δn

Particle 1

Particle 2

12r1

r1

n12

t12

v12=v1-v2
rel

ω2

ω1

R1

R2

Partícula 1

Partícula 2

Figura 2.6: Modelo de contacto entre dos partículas esféricas de
radios R1 y R2. r1 y r2 son los vectores posición de las partículas,
ω1 y ω2 son las velocidades angulares de las partículas en coli-
sión. δn

12 es el solapamiento o penetración entre las partículas, y
vrel

12 la velocidad relativa entre las partículas.

13Normalmente el coeficiente de Poisson se indica con el símbolo ν, pero se optó por V
dado que ν ya se ha utilizado para la viscosidad cinemática del fluido y para el coeficiente
de difusión de un escalar φ.
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En la dirección tangencial al contacto, la fuerza de interacción que usare-
mos sigue una versión modificada del modelo Cundall y Strack [36, 66, 76]

Ft
ij = −sign

(
vt

ij

)
mı́n

(∣∣∣ktδt (δn)1/2 − γtδ̇t (δn)1/4
∣∣∣ ,MFn

ij

)
, (2.86)

donde kt = 8G∗
√

R∗ y γt = −4
√

5
3 G∗m∗ (R∗)1/4 ln e√

ln e2+π2 (ver [36, 67, 76]).
El módulo de tangencial efectivo G∗ está dado por 1/G∗ = (2− V1)/G1 +

(2− V2)/G2 (ver [78]). El módulo tangencial para cada partícula puede ser
obtenido a partir del módulo de Young a través de 2Gi = Ei/(1 + Vi). La
fuerza tangencial de interacción Ft

ij se encuentra limitada por la ley de fric-
ción de Coulomb, siendoM el coeficiente de fricción. El “desplazamiento”
tangencial depende de la historia del contacto y se calcula como

δt(t) =
∫ t

tK

vt
ij(t
′)dt, (2.87)

siendo tK el tiempo en el cual comienza el contacto y vt
ij la velocidad relativa

tangencial en el contacto. [69].

2.4 Esquema CFD–DEM

2.4.1 Ecuaciones VANS

El esquema CFD–DEM es utilizado para simular flujos multifásicos del
tipo fluido-partícula combinando dos métodos de simulación: FVM para la
fase fluida [48, 63] y DEM para la fase sólida [66, 69]. Las ecuaciones de go-
bierno de la fase fluida difieren levemente de las ecuaciones de N–S para
flujo incompresible que vimos en la sec. 2.2.1 debido a que ahora además de
considerar la fase fluida, debemos tener en cuenta a la fase sólida. Para re-
presentar la proporción de una u otra fase dentro de un VC, se incorpora el
concepto de fracción volumétrica. En un dado VC, o celda, αf representa la
fracción de volumen ocupado por fluido [79]. Del mismo modo, αp represen-
ta el volumen ocupado por las partículas. Dado que no hay otra fase presente,
deberá verificarse que αf + αp = 1. Solo la fase fluida estará gobernada por
las ecuaciones de N–S, y por esa razón, las mismas se encuentran asociadas
a un volumen en el cual es posible definir dicha fracción volumétrica αf. Con
lo cual, las ecuaciones de gobierno serán válidas para un pequeño volumen
lo suficientemente grande para que quepan algunas partículas y pueda de-
finirse αi, a diferencia de las ecuaciones de N–S que son válidas para cada



Capítulo 2. Marco teórico 46

punto del dominio. Estas ecuaciones reciben el nombre de Volume Averaged
Navier-Stokes Equations (VANS) debido a que son justamente las ecuaciones
N–S promediadas sobre el volumen de la celda [79]. A este enfoque se lo co-
noce en la literatura como unresolved [67, 68], en contrapartida con el enfoque
resolved en el cual se resuelve el flujo alrededor de cada partícula. En estas
condiciones, la conservación de la masa y de la cantidad de movimiento to-
man la forma:

∂αf

∂t
+∇ · (αfUf) = 0, (2.88)

∂(αfUf)

∂t
+∇ · (αfUf ⊗Uf) = −αf∇

p
ρf
−Rpf +∇ · (αfτ) + αfρfg, (2.89)

siendo αf la fracción volumétrica de fluido, Uf la velocidad del fluido, ρf la
densidad del fluido, τ el tensor de estrés viscoso, g la aceleración de la grave-
dad y Rpf el intercambio de momento cinético entre el fluido y las partículas.
Ahora vemos en las ecs. (2.88) y (2.89) como todos los términos han sido afec-
tados por la fracción volumétrica αf dado que sólo la fase fluida responde a
la conservación de la cantidad de movimiento en la forma de N–S. Debemos
notar que Rpf está conectado con la fuerza que el fluido ejerce sobre las par-
tículas Ff

i (ver sec. 2.3). Sin embargo, esta vinculación no es directa ya que los
términos en la ec. (2.89) corresponden dimensionalmente a fuerzas volumé-
tricas y por el contrario Ff

i en ec. (2.78) es una fuerza puntual. Para obtener
Rpf debe realizarse un mapeo (ver sec. 2.4.2).

Al margen de αi y Rpf, las ecuaciones VANS tienen la misma forma que
las ecuaciones de N–S que ya vimos en la sec. 2.2.1. Las mismas son resueltas
empleando el mismo algoritmo basado en presión PISO [56, 65] que vimos
en la sec. 2.2.4 pero considerando a un nuevo término fuente Rpf y un campo
escalar αf.

2.4.2 Acople

Como ya mencionamos en la sección anterior, el acople entre el fluido
y las partículas se realiza mediante un término de intercambio de momento
lineal. Para calcular la fuerza de intercambio fluido-partícula, debe realizar-
se un mapeo (Lagrange-Eulerian mapping). El intercambio de momento entre
fases se modela como

Rpf = Kpf
(
U f − 〈v〉

)
, (2.90)
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siendo 〈v〉 la velocidad promedio de las Npi partículas presentes en la celda

i dada por 〈v〉 = ∑
Npi
i=1

vi
Npi

. El factor Kpf establece la conexión entre Rpf y la

fuerza de arrastre sobre cada partícula en el VC Fd
i según la expresión:

Kpf =

∣∣∣∑Npi
i=1 Fd

i

∣∣∣
Vi
∣∣U f − 〈v〉

∣∣ . (2.91)

Las fuerzas Fd
i han sido sumadas sobre las Npi partículas presentes en la

celda de volumen Vi. Las contribuciones de la fuerza debido al gradiente de
presión y el término viscoso ya se encuentran incluidas dentro del tensor de
estrés τ (ver [32] y [68] para más detalles).

2.4.3 Modelos de arrastre

Hay muchas aproximaciones para modelar la fuerza de arrastre fluido-
partícula. Nosotros utilizamos la correlación de Di Felice [80, 81] en la cual la
fuerza de arrastre fluido-partícula está dada por

Fd
i =

1
2

ρf
(
U f − vi

) ∣∣U f − vi
∣∣Cd

πd2
p

4
α

2−β
f , (2.92)

siendo vi la velocidad de la partícula i, Cd el coeficiente de arrastre y β un
parámetro del modelo. Estos últimos coeficientes están dados por:

Cd =

(
0, 63 +

4, 8
Rep

)2

, (2.93)

β = 3, 7− 0, 65 exp

[
−
(
1, 5− log Rep

)2

2

]
. (2.94)

El número de Reynolds de la partícula Rep está dado por:

Rep =
ρfdpα f

∣∣U f − vi
∣∣

µ f
, (2.95)

siendo µ f la viscosidad dinámica del fluido.
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2.5 Herramientas de software utilizadas

Para el desarrollo del trabajo de tesis se empleó software libre y de código
abierto. A continuación se describen brevemente cada una de las herramien-
tas utilizadas.

2.5.1 CFDEM

El código utilizado es el denominado CFDEM R©14 [82] y fue desarrollado
inicialmente en el Departamente de Modelado de Flujo de Partículas de la
Universidad Johanes Kepler (Department of Particulate Flow Modelling, Johanes
Kepler Universität, Linz, Austria). Hoy en día es desarrollado principalmente
por DCS Computing en colaboración con Stefan Radl de la Universidad Téc-
nica de Graz (Technische Universität, Graz, Austria). Pese a ser un un desarro-
llo relativamente nuevo cuenta con una comunidad activa y creciente, que
organiza reuniones y conferencias específicas. CFDEM realiza el acople de
dos códigos, uno para la fase fluida (OpenFOAM) y otro para la fase sólida
(LIGGGHTS), para resolver el problema de flujo multifásico fluido-partícula.

2.5.2 OpenFOAM

OpenFoam15 es una biblioteca en C++ para la resolución de problemas de
mecánica del continuo por el FVM. Principalmente se la utiliza para resolver
problemas de fluidodinámica, pero también puede empleársela para resolver
problemas de la mecánica del sólido. Es el principal software libre para el
modelado fluidodinámico y cuenta con una gran comunidad de usuarios y
desarrolladores.

2.5.3 LIGGGHTS

LIGGGHTS R© (LAMMPS improved for general granular and granular heat
transfer simulations)16 [67] es un código libre que utiliza el Método de los
Elementos Discretos para la resolución de problemas de dinámica granular.
Fué desarrollado por DCS computing en base a LAMMPS (Large-scale Ato-
mic Molecular Massively Parallel Simulator), un código de dinámica molecular
desarrollado en los laboratorios SANDIA. LIGGGHTS hereda de LAMMPS

14https://www.cfdem.com
15 http://openfoam.org
16 http://www.cfdem.com/liggghts-open-source-discrete-element-method-particle\

-simulation-code

https://www.cfdem.com
http://openfoam.org
http://www.cfdem.com/liggghts-open-source-discrete-element-method-particle\-simulation-code
http://www.cfdem.com/liggghts-open-source-discrete-element-method-particle\-simulation-code
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la capacidad de trabajar en paralelo a través del método de descomposición
en subdominios, asociando a cada procesador una región determinada del
espacio.

Comentario

OpenFOAM tiene librerías propias para realizar seguimiento lagrangeano
de partículas utilizadas para realizar modelos de spray y también para mo-
delar partículas incluyendo colisiones. Sin embargo los modelos de colisión
implementados son limitados. Solamente dispone de un modelo de arras-
tre implementado. Además, el algoritmo de detección de contactos es apro-
piado para modelar flujos diluidos (pocas partículas) donde la interacción
partícula-partícula no es de gran importancia. Por el contrario, en CFDEM
hay múltiples modelos de contacto y fuerzas de interacción fluido-partícula
disponibles y además posee un esquema de listas de vecinos orientado a mo-
delar sistemas de partículas muy densos.
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Capítulo 3

Validaciones Numéricas

Para verificar el correcto funcionamiento del esquema CFD-DEM adop-
tado, se realizaron una serie de simulaciones con el fin de validar los resulta-
dos, algunas de las cuales han podido contrastarse con expresiones teóricas o
experimentales. Se estudió la sedimentación de una única partícula esférica
en un fluido en reposo, la caída de presión cuando un fluido atraviesa una
cama de granos y finalmente un modelo de transporte de AS en una fractura
plana recientemente publicado por otros autores.

3.1 Decantación de una partícula en un recinto

En primer lugar se optó por modelar la decantación de una esfera en un
fluido en reposo, pudiendo contrastarse los resultados con la solución de la
ecuación de Boussinesq-Basset-Osen (BBO) simplificada [83].

Considerando la fuerza de arrastre y la de Arquímedes la ecuación de
BBO toma la siguiente forma:

m
dv
dt

= mg
(

1− ρf

ρp

)
− 1

8
πd2

pρpCDv2, (3.1)

siendo v la velocidad de la partícula, ρp la densidad material de la partícula,
dp el diámetro de la partícula, ρ f la densidad del fluido, g la aceleración de
la gravedad y CD el coeficiente de arrastre de la partícula. Para este último
usaremos el coeficiente de Schiller-Naumman:

CD =
24
Re

(
1 + 0,15Re0,687

)
. (3.2)

Para el desarrollo de esta validación modelamos la caída de una partícu-
la de un diámetro dp = 1× 10−4 m y una densidad ρp = 3000 kg/m3 en un
recinto prismático de 0,06 m de lado y una altura de 0,12 m en el cual se en-
cuentra un fluido newtoniano de viscosidad dinámica µ = 1 cP y densidad
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ρf = 1000 kg/m3, tal como se ve en la Fig. 3.1. En estas condiciones, el flujo
es laminar (Re ≈ 17) por lo que no es necesario incluir el modelado de la tur-
bulencia (ver Fig. 3.2c). La altura del recinto se ha elegido lo suficientemente

L

H

g

H
0

dp

Figura 3.1: Esquema del dominio para simular la decantación
de una partícula en un recipiente con fluido en reposo.

grande de modo tal que la partícula pueda desarrollar su velocidad terminal
antes de llegar al fondo del mismo. El dominio se ha discretizado con una
malla regular, utilizando un elemento de ms = 0,00004 m. Demás paráme-
tros tales como los pasos de simulación para la fase sólida y fluida (∆tDEM

y ∆tCFD respectivamente), el intervalo de acoplamiento (CI) y las propieda-
des mecánicas y de contacto de las partículas (E, V , e yMp) se reúnen en la
tabla 3.1.

Para t = 0 s, la partícula se encuentra a una altura de 0, 09 m. El fluido se
encuentra inicialmente en reposo y las 6 caras del dominio son tratadas como
paredes físicas.

En la Fig. 3.2a podemos ver la condición inicial de la simulación, y en
3.2b podemos ver la evolución para t = 0, 2 s. En la Fig. 3.2c se adjunta una
comparación entre la solución analítica correspondiente a la solución de la
Ec. 3.1. Vemos que los resultados obtenidos por simulación reproducen satis-
factoriamente la solución analítica.
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Parámetro Valor

dp 1× 10−4 [m]
ρp 3000 [kg/m3]
ρ f 1000 [kg/m3]
µ f 1 [cP]
L 0,12 [m]
H 0,06 [m]
H0 0,09 [m]

∆tDEM 0,00001[s]
∆tCFD 0,0001 [s]

CI 10 [-]
ms 0,0004 [m]
E 5× 10−6 [Pa]
V = 0,55 [-]
e = 0,3 [-]
Mp = 0,5 [-]

Cuadro 3.1: Parámetros de simulación para la decantación de
una partícula esférica en un recinto de fluido.

3.2 Fluidización de una cama granular

Se modeló la caída de presión que sufre un flujo ascendente al atravesar
una cama de partículas. Esta caída de presión puede calcularse según una
expresión analítica desarrollada por Ergun al realizar un gran número de
ensayos experimentales bajo distintas condiciones de flujo [84]. La ecuación
de Ergun establece que la caída de presión a lo largo de una cama granular
está dada por

∆p
H

=
150µf

d2
pφ2

p

(1− ε)2

ε3 vs +
1, 75ρf

dpφp

(1− ε)

ε3 v2
s , (3.3)

siendo H la altura de la cama granular, µf la viscosidad dinámica del fluido,
ρf su densidad, vs la velocidad superficial del fluido en la cama, dp el diáme-
tro de las partículas, φp su esfericidad y ε la porosidad de la cama granular.
La velocidad superficial vs es la velocidad con la que el fluido atraviesa a
la cama granular a través del espacio intergranular. Si la cama granular de
porosidad ε y sección transversal A es atravesada por un caudal Q, la velo-
cidad superficial del fluido se determina como vs = Q/(Aε). La porosidad
ε es simplemente la fracción de volumen que no es ocupado por partículas
presente en la cama granular. Dado que la expresión de Ergun no limita el
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(a) Condición inicial para t = 0 s. (b) Solución para t = 0, 2 s.
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(c) Evolución de la velocidad de la partícula a lo largo del tiempo. La curva roja co-
rresponde a la solución de la ecuación BBO mientras que la curva negra corresponde

a los resultados obtenidos por simulación mediante CFD-DEM.

Figura 3.2: Resultados obtenidos para la decantación de una
partícula en un fluido en reposo. En las Figs. 3.2a y 3.2b el mapa
de colores azul-rojo corresponde a la magnitud de la velocidad
del fluido (U), el mapa de colores-negro-blanco corresponde a

la magnitud de la velocidad de la partícula v.

estudio a partículas puramente esféricas, se utiliza la esfericidad φp que co-
rresponde al cociente entre el área superficial de una esfera, que tiene igual
volumen que la partícula y el área superficial de la partícula.

Cuando la caída de presión a lo largo de la cama granular equipara al
peso de la columna se obtiene la condición mínima para obtener fluidización.

∆p
H

= (1− ε) (ρf − ρo) g, (3.4)

Igualando las Ecs. 3.3 y 3.4 podemos determinar la velocidad mínima
para la fluidificación Umf de la cama granular. De dicho proceso se obtiene
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una ecuación cuadrática cuyas soluciones para Umf son

Umf =


d2

p(ρp−ρf)g
150µf

(
ε3φ2

p
1−ε

)
20 < Re < 1000

dp(ρp−ρf)g
1,75ρf

ε3φp Re ≥ 1000
, (3.5)

De esta forma se podrá determinar la caída de presión a través de la cama
granular antes y después de la fluidización.

H
L

Φ

v
Figura 3.3: Esquema del dominio para simular la caída de pre-

sión a lo largo de una cama granular.

En la tabla 3.2 se reúnen los parámetros usados para la la simulación
CFD-DEM. Sobre la cara inferior del sistema se impondrá una velocidad que
variará linealmente entre 0,002 m/s y 0,32 m/s a lo largo de 1,6 s. En estas
condiciones, el flujo es laminar (Re ≈ 60) por lo que no fue necesario incluir
el modelado de la turbulencia.

En las Figs. 3.4a-3.4d vemos instantáneas a lo largo de distintos tiempos
de simulación, desde la condición inicial hasta la fluidización completa. En
la Fig. 3.4e vemos que los resultados obtenidos por simulación para la caída
de presión antes y luego de la fluidización (curva negra) son consistentes la
solución analítica de Ergun (curva roja). Se reprodujo satisfactoriamente el
inicio de la fluidización (Umf = 0,014539 m/s) y la caída de presión a lo largo
de la cama en dicha condición (∆pmf = 167, 436 Pa).
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Parámetro Valor

dp 0,001 [m]
Np 10000 [-]
φp 1
ρp 2000 [kg/m3]
ρ f 10 [kg/m3]
µ f 1,5 [cP]
U 0,002-0,32 [m/s]
H 0,01156 [m]
Φ 0,0277 [m]
L 0,0553 [m]
ε 0,451335

∆tDEM 0,00001[s]
∆tCFD 0,0001 [s]

CI 100 [-]
ms ≈ 0,0025 [m]
E 5×−6 [Pa]
V = 0,45 [-]
e = 0,3 [-]
Mp = 0,5 [-]

Cuadro 3.2: Parámetros de simulación para la caída de presión
a lo cargo de una cama granular.
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(a) Instantánea para t = 0 s. (b) Instantánea para t = 0, 32 s.

(c) Instantánea para t = 0, 8 s. (d) Instantánea para t = 1, 6 s.
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U = 0, 014539m/s

∆p = 167, 436Pa

Cama porosa
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(e) La curva roja corresponde la solución de Ergun, mientras que la curva negra
corresponde a los resultados obtenidos por simulación CFD-DEM.

Figura 3.4: Las Figs 3.4a-3.4d son instantáneas de la simulación
del flujo a través de una cama porosa, en la Fig. 3.4e se repre-

senta la caída de presión a lo largo de la cama granular.
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3.3 Reproducción de resultados de transporte de

AS de otros autores

Para completar las pruebas del esquema numérico adoptado se decidió
reproducir los resultados reportados por Zhang et al.[41], ya que luego de
revisar la bibliografía se determinó que era uno de los artículos en donde
se proveía de forma más detallada la metodología y parámetros utilizados.
Como ya mencionamos anteriormente, a pesar de que el modelo y la gran
mayoría de los parámetros de simulación están especificados, algunos pará-
metros tuvieron que ser estimados de los resultados que los autores reporta-
ron. El modelo simulado es una celda de 0,3 m de largo, una altura de 0,09
m (ver Fig. 3.5) y un ancho igual a un diámetro de partícula. El dominio de
simulación para el fluido es estrictamente 2D, de modo que el plano anterior
y posterior de la celda (ver Fig. 3.5) no son paredes físicas. Para las partí-
culas, el plano anterior y posterior de la celda conforman paredes físicas y
por ende restringen el movimiento de las mismas a un plano 2D a pesar de
que las partículas sean en efecto esferas y no discos. Esta situación genera
empaquetamientos más elevados de los esperados, por ese motivo en nues-
tras simulaciones de la sección 4.1 utilizamos un ancho de celda igual a 1.5
veces el diámetro de las partículas. El sistema es resuelto con el mismo enfo-
que CFD-DEM unresolved que se utilizó para el desarrollo de esta tesis pero
mediante el software comercial Particle Flow Code PFC2D desarrollado por
Itasca.1

y

xz

y

zx

90

300

45

3

1

Figura 3.5: Esquema del sistema utilizado por Zhang et al.. Las
dimensiones están expresadas en mm.

1https://www.itascacg.com/software/PFC
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Dentro de la celda un fluido de densidad ρf = 1000 kg/m3 y viscosidad
ν = 10−2 Pa·s es inyectado a 0,5 m/s a través de un punto de inyección ubica-
do en el medio del extremo izquierdo de la celda (ver Fig. 3.5). La dimensión
del punto de inyección no está claramente especificada, sin embargo se men-
ciona en el trabajo que es del orden de tres diámetros de partícula. Definimos
entonces que el orificio de inyección está formado por un rectángulo de altu-
ra 3dp y ancho dp. Las partículas tienen un diámetro de 1 mm y una densidad
ρp = 3200 kg/m3. Para el modelado de la turbulencia, se ha adoptado el mo-
delo k− ε.

Respecto a las propiedades elásticas, debemos mencionar que en su tra-
bajo Zhang et al. [41] emplean un modelo de fuerza lineal y nosotros emplea-
mos un modelo no-lineal de Hertz, por motivos ya mencionados en la sec. 2.3.
Por ende las constantes elásticas Kn y Ks reportadas en [41] no son de di-
recta aplicación dentro de nuestro esquema numérico. El módulo de Young,
para nuestro modelo, se estimó haciendo un ajuste del modelo lineal usa-
do por Zhang et al. a la componente no-lineal de Hertz. En esas condiciones
obtenemos E = 1,7× 107 Pa. Dicho ajuste se realizó dentro de un pequeño
rango de deformaciones pequeñas, justamente las que son esperables en una
simulación DEM (∼ 0,1 dp). Cabe aclarar que en este tipo de simulaciones
fluido-partícula el modelo de fuerza para las partículas no es determinan-
te. Ya veremos en el cap. 5 que, al menos en las condiciones exploradas en
este trabajo de tesis, el problema se encuentra fuertemente gobernado por
la fluidodinámica. Por ende, el impacto de usar un modelo lineal (como en
Zhang et al.) o usar uno no-lineal, es despreciable, especialmente en el régi-
men fluidodinámico explorado y dado los bajos niveles de deformación que
se verifican durante las colisiones del sistema granular (como máximo del
orden de 0,1 % dp). El coeficiente de restitución se fijó en e = 0,5 y el coefi-
ciente de Poisson en V = 0,5. Zhang et al. exploran varios coeficientes de
fricción partícula-partícula y partícula-pared. Decidimos enfocarnos en los
casos donde el coeficiente de fricción entre las partículas y la pared (Mw) y
entre partícula y partícula (Mp) son iguales (Mw = Mp = 0,65), debido
principalmente a que son los resultados analizados con mayor detalle por
Zhang et al.. En el trabajo de referencia, no se han reportado ni la tasa de in-
yección ni el número total de partículas inyectadas, de modo que tuvieron
que ser estimadas de las imágenes publicadas.

En la Fig. 3.6 vemos parte de los resultados reportados por Zhang et al..
En la Fig. 3.6a vemos que al inyectar fluido junto con partículas en la celda
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(a) Decantación inicial para t = 3 s. (b) Crecimiento de la duna para t = 9 s.

(c) Crecimiento de la duna t = 13 s. (d) Transporte de partículas hacia el inte-
rior por el efecto de traction carpet t = 25

s.

(e) Estado final de la duna para t = 35 s.

Figura 3.6: Instantáneas de una simulación CFD-DEM reporta-
da por Zhang et al. para t = 3, 9, 13, 25 y 35 s.[41] Los puntos
azules representan a las partículas. El flujo del fluido es de iz-
quierda a derecha como lo indican los vectores de velocidad de
fluido. El punto de inyección de fluido y partículas se encuentra

en el extremo izquierdo de la celda.

se desarrolla un vórtice de sentido antihorario y en consecuencia las partícu-
las se decantan en una zona cercana a los puntos de inyección. Luego, con
la posterior inyección de partículas dentro del dominio, la duna inicialmente
formada empieza a crecer en altura (ver Fig. 3.6b) hasta que prácticamente
alcanza la parte superior de la celda (ver Fig. 3.6c). Sin embargo, hasta este
punto la duna se mantiene relativamente en la misma posición respecto del
punto de inyección. Luego debido a la disminución del espacio libre entre
la duna y la parte superior de la celda se produce el efecto de traction carpet
(ver Fig. 3.6d). Por último, con la subsiguiente inyección, las partículas so-
brepasan la duna y son transportadas hacia el interior de la celda alcanzando
el estadío final reportado (ver Fig. 3.6e). En estas condiciones, puede verse
que luego de 35 s de simulación aproximadamente un 60 % de la celda se
encuentra llena con partículas. Dado que conocemos las dimensiones del do-
minio, podemos estimar que una tasa de inyección de aproximadamente 366
partículas por segundo tuvo que ser usada. Adoptamos este valor en nuestro
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modelo ya que el mismo no ha sido reportado en el trabajo de Zhang et al.
[41].

En la Fig.3.7 presentamos los resultados de nuestra simulación simul-
táneamente con los perfiles de duna extraídos de los resultados reportados
por Zhang et al. Hemos graficado instantáneas de la simulación mostrando
el campo de velocidad y la posición de las partículas a lo largo de los mis-
mos instantes de tiempo mostrados en el grupo de Figs. 3.6. Es claro que
los resultados están en buen acuerdo no solo cualitativo sino que también
cuantitativo. Al igual que en la Fig. 3.6a, en la Fig.3.7a vemos que cuando las
partículas son inyectadas en la celda se desarrolla un vórtice anti-horario y
las partículas tienden a asentarse cerca del punto de inyección. Durante esta
etapa inicial se comienza a formar una duna con las primeras partículas que
decantaron. Posteriormente esa duna inicial comienza a crecer en tamaño
gracias al flujo de partículas que sigue ingresando en la celda. En la Fig. 3.7b
hemos representado la duna en t = 9 s. Vemos que la duna ha crecido tanto
en ancho como en alto, pero al igual que lo visto en las Figs. 3.6b y 3.6c la du-
na se encuentra todavía cerca del punto de inyección. Podemos ver que a los
3 s la duna que obtuvimos es un tanto menor a la duna reportada por Zhang
et al. pero sin embargo la forma es similar. No obstante, a los 9 s, obtenemos
una duna un tanto más alta, tal es así que en este instante ya se comienza a
desarrollar el efecto de traction carpet. El mismo se produce debido al menor
espacio libre entre la duna y la parte superior de la celda. Dado que el cau-
dal permanece constante la velocidad en esta región debe crecer. Velocidades
mayores tienen mayor capacidad de transportar partículas y consecuente-
mente se verifica un crecimiento en ancho de la duna. Debido a este efecto,
para t = 13 s, la duna ha crecido hasta los 0,117 m como podemos ver en la
Fig. 3.7c. Aquí también vemos que el valor que obtuvimos es un tanto menor
que los 0,148 m reportados por Zhang et al. Al igual que vimos en la Fig. 3.6d,
para t = 25 s el efecto de traction carpet se vuelve predominante y se convier-
te en el efecto que controla el transporte de partículas en la simulación. En
estas condiciones la duna ha alcanzado un ancho de 0,177 m (ver Fig. 3.7d).
Este valor también es ligeramente menor al reportado por Zhang et al. (0,197
m). Vemos que sistemáticamente hemos obtenido anchos de duna inferiores
a los reportados en [41]. Esto puede atribuirse al hecho de que la tasa de in-
yección de partículas tuvo que ser estimada de los resultados y es probable
que la misma difiera levemente de la realmente utilizada por Zhang et al. Es
probable que una tasa de inyección ligeramente mayor produzca resultados
más cercanos a los reportados por Zhang et al. Sin embargo, se considera que
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los resultados obtenidos se encuentran en acuerdo con los publicados, sobre
todo teniendo en cuentra el grado de incertidumbre a la hora de especifi-
car algunos de los parámetros utilizados. Finalmente, a los 35 s, mostramos
el ángulo de reposo obtenido cuando la duna se ha asentado por completo.
Se obtuvo en nuestra simulación un ángulo de reposo θ = 49◦ mientras que
Zhang reportó un ángulo de reposo θ = 41◦ (ver Figs. 3.6e y 3.7e). Esta última
discrepancia podemos atribuírsela a los distintos modelos de fuerza utiliza-
dos, ya que como vimos en la sec. 2.3 el modelo de fuerza normal impacta
en la componente tangencial. Siendo ésta la responsable en gran medida del
ángulo de reposo.

En este capítulo concluimos que la técnica CFD-DEM que utilizamos es
confiable y reproduce satisfactoriamente resultados de diferentes casos rela-
cionados con el transporte de AS.
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(a) Decantación inicial para t = 3 s.
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(b) Crecimiento de la duna para t = 9 s.
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(c) Crecimiento de la duna para t = 13 s.
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(d) Transporte de partículas hacia el inte-
rior por el efecto de traction carpet.
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(e) Estado final de la duna para t = 35 s.

Figura 3.7: Instantáneas de nuestra simulación CFD-DEM pa-
ra t = 3, 9, 13, 25 y 35 s. Los puntos blancos representan a las
partículas. El mapa de colores representa el módulo de la velo-
cidad en m/s. Las líneas punteadas negras son el perfil de duna
reportado por Zhang et al para el mismo instante de tiempo du-

rante la inyección.
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Capítulo 4

Transporte de agente de sostén en
una celda plana

4.1 Modelo numérico

Para desarrollar las simulaciones hemos adoptado un modelo de celda
plana tipo Hele-Shaw [85]. Es un modelo en el cual se considera que el flujo se
verifica en 2D y es el enfoque adoptado en la gran mayoría de los trabajos de
otros autores, ver por ejemplo [9, 40-42]. Si bien a priori parece un enfoque
sumamente simplificado, resulta razonable dado que como ya comentamos
en la sec. 1.1 la fractura hidráulica se propaga a lo largo del plano perpendi-
cular a la dirección donde se presenta el menor esfuerzo en el subsuelo. Una
fractura hidráulica típica tiene dimensiones del orden de metros (fractura de
referencia: 40 m de alto y 80 m de largo, ver sec. 4.2), en contraste con los
esfuerzos geostáticos que se verifican a escala regional. Entonces, dadas las
dimensiones esperadas de una fractura hidráulica, es razonable considerar
en dicha dimensión a los esfuerzos geostáticos como constantes. Dado que
principalmente los esfuerzos geostáticos son los que controlan la propaga-
ción de la fractura hidráulica1, resulta razonable considerar que la misma se
desarrollará en un plano. Como mencionamos, el razonamiento anterior es
válido siempre y cuando no se verifiquen variaciones locales en el campo de
tensiones. Podemos mencionar por ejemplo el efecto de stress shadow, en el
cual la presencia de una etapa de fractura altera localmente el campo de ten-
siones en una zona en la cual han de realizarse ulteriores etapas de fractura
[86]. Dicha alteración, consecuentemente modifica el crecimiento de fracturas
que han de realizarse dentro de la zona afectada. El stress shadow típicamente

1También otros factores como la presencia de interfaces débiles, fracturas naturales, pro-
piedades del fluido, regímenes de bombeo, etc. afectan el crecimiento de las fracturas obte-
nidas por estimulación hidráulica
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se manifiesta como el curvado de las fracturas, con lo cual en estas condicio-
nes la suposición de una fractura plana deja de ser apropiada.

En la Fig. 4.1 vemos un esquema del modelo que hemos utilizado. Se tra-
ta de una celda de 800mm de alto, 1600 mm de largo y un ancho 1,5dp siendo
dp el diámetro de las partículas (ver sec. 4.2). La celda posee 4 orificios de
5 mm en el extremo izquierdo y 10 orificios de la misma dimensión ubica-
dos equiespaciadamente a lo largo del extremo derecho. Por los orificios del
extremo izquierdo se inyectan las partículas junto con el fluido, y por los ori-
ficios del extremo derecho egresa solo el fluido. Solo se permite al fluido salir
del dominio para no perder partículas de AS durante la simulación, lo cual
puede suceder con altas velocidades de inyección o para determinadas posi-
ciones de los puntos de inyección. En el esquema de la Fig. 4.1 los orificios
de inyección se encuentran ubicados en el extremo inferior izquierdo, sin em-
bargo también hemos utilizado otras dos geometrías en las cuales los orificios
se ubican en el centro y en la parte superior del borde izquierdo de la celda.
Esto permite estudiar el efecto que tiene la variación del posicionamiento de
los puntos de inyección (ver cap. 5).
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Figura 4.1: Esquema de la celda de simulación, todas las dimen-
siones están expresadas en mm. La celda tiene un espesor de
1,5dp en la dirección z. Solo la configuración denominada “in-
ferior” ha sido representada, las otras dos configuraciones po-
sibles (“media” y “superior”) solo difieren en la posición de los
puntos de inyección. (a) Vista frontal del plano sobre el que se
produce el movimiento 2D del fluido. (b) Vista lateral del extre-

mo por el que se inyecta el fluido y las partículas.

Como vimos en la sec. 2.4.2, para el desarrollo de la simulación deben
resolverse dos problemas de forma acoplada, cada uno sobre un dominio
distinto. Para el fluido, las simulaciones son estrictamente 2D, de modo que
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en la dirección perpendicular al plano de la celda la malla sólo posee un
elemento de volumen.

Como mencionamos antes (sec. 3.3), si se realizara una simulación 2D
para las partículas (celda con un espesor de un diámetro de partícula como
hacen otros autores [41]) se obtendrían empaquetamientos muy ordenados
cuando todas las partículas son esferas del mismo diámetro.

El grado de empaquetamiento se mide a través de la fracción de empa-
quetamiento o packing fraction, la misma se define como la relación entre el
volumen que ocupan una serie de partículas y el volumen del recinto que las
circunscribe.

η =
NpVpart

Vrec
, (4.1)

siendo Np el número de partículas, Vpart = 4
3 π
(

dp
2

)3
el volumen de una

partícula y Vrec el volumen del recinto que circunscribe a las partículas. Al
margen de los límites teóricos para sistemas sumamente ordenados, puede
asumirse que η es de alrededor de 57∼64 %, para una cama de granos iguales
y esféricos donde los efectos por la presencia de bordes es despreciable.

Por esta razón, la dimensión perpendicular del dominio a los efectos del
movimiento de las partículas de AS es 1,5dp. Esto permite que las partículas
se distribuyan a través del espesor de la celda y se obtengan empaquetamien-
tos más desordenados y similares a los esperados en la realidad.

En la sec. 2.4.2 mencionamos que para que las ecuaciones VANS sean vá-
lidas, las celdas de fluido deben ser lo suficientemente grandes como para
que dentro de las mismas quepan un par de partículas y pueda definirse α f .
En la práctica se establece como recomendación que ∆x ≥ 3dp, siendo ∆x el
tamaño del elemento de volumen [68]. Siguiendo la recomendación anterior,
el cálculo de α f es la relación entre el volumen de las partículas y el elemen-
to de volumen. Si el problema lo requiere, pueden realizarse mallas en las
cuales ∆x ≈ dp. En estas condiciones, se utilizan los elementos de volumen
que rodean a la partícula para calcular α f . Vemos que tamaño mínimo de los
elementos de malla se encuentra condicionado por el tamaño de las partí-
culas presentes en la simulación. Pese a ser un condicionante fuerte, pueden
obtenerse mallas lo suficientemente refinadas como para producir resultados
confiables. Más adelante, en la sec. 5.2 veremos el efecto que tiene la utiliza-
ción de mallas de distinto nivel de refinamiento sobre el posicionamiento de
la duna y la dinámica del proceso de transporte de AS.
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(a) Vista general del dominio.

(b) Detalle de los elementos.

Figura 4.2: Malla estructurada con nivel de refinamiento bajo
utilizada para las simulaciones CFD-DEM, en el panel superior
se muestra una vista general y en el inferior un detalle de los

elementos.

Las mallas se han realizado con GMSH 2, un programa de software libre
para la generación de mallas de elementos finitos. Como se ve en la Fig. 4.2,
hemos procurado obtener mallas estructuradas dada la simplicidad del do-
minio. La malla correspondiente a la Fig. 4.2 posee elementos regulares de
5mm de lado en el plano x − y. Dado que la resolución del fluido es 2D, la
dimensión normal de los elementos es igual al espesor de la celda.

2Las mallas producidas con GMSH (http://gmsh.info) deben convertirse al formato
utilizado OpenFOAM con la herramienta gmshToFoam, que es parte de las bibliotecas de
OpenFOAM.

http://gmsh.info
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4.2 Análisis dimensional

Para reproducir el transporte del agente de sostén en una fractura real,
hemos escalado una fractura típica de campo garantizando semejanza cine-
mática y dinámica tanto como sea posible. El escalado de este tipo de experi-
mentos ya ha sido discutido por otros autores [25].

Como referencia del campo, consideramos una fractura vertical plana
realizada en una formación de muy baja permeabilidad (por ejemplo una
formación de tipo shale). Debemos mencionar que esta configuración corres-
ponde a un pozo vertical, actualmente utilizados mayormente como pozos
de exploración ya que para producción se ha migrado a la realización de po-
zos horizontales con múltiples etapas de fractura. La fractura de referencia
posee una altura h de 40 m, un largo L de 80 m y un espesor t de 6 mm. Pa-
ra realizar nuestro modelo, solo consideraremos media ala de fractura (ver
Fig. 1.2a). Asumimos que el fluido es bombeado a un caudal Q constante de
0,1 m3/s (aproximadamente 40 bpm) y que dicho caudal se divide unifor-
memente hacia cada media ala de fractura. Por ende, con las dimensiones de
la fractura podemos determinar la velocidad media en la fractura (〈U〉frac)
como,

〈U〉frac =
1
2

Q
A

=
1
2

Q
ht

, (4.2)

siendo A el área transversal de la fractura (ver Fig. 4.3). Entonces la velocidad
media del fluido en la fractura de referencia es 0,21m/s.

En la Fig. 4.3 también asumimos que la inyección se realiza a través de
cuatro clusters de punzado a lo alto del pozo. En la práctica, cada uno de estos
clusters de punzado están conformados por una serie de orificios arreglados
de forma helicoidal sobre la camisa del pozo. Lo estándar es que estos clusters
tengan una longitud de 1 m y que posean 30 orificios por pie. Esos orificios
típicamente poseen un diámetro de 8 mm. De modo que en un cluster de pun-
zados de 1 m de longitud el área efectiva a través de la cual ingresa el fluido
a la fractura es de 1500 mm2. En nuestro modelo cada cluster se representa
como una simple perforación efectiva.
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Figura 4.3: Esquema de la fractura de referencia. L es el largo de
la fractura, h su altura, t el espesor y A = ht el área transversal.
Hemos representado esquemáticamente no a escala 4 punzados

por los cuales ingresa fluido y agente de sostén.

El número de Reynolds de una partícula (Repart) en un fluido Newto-
niano se define como3

Repart =
ρ f vdp

µ
, (4.3)

siendo ρ f la densidad del fluido, dp el diámetro de la partícula y v la veloci-
dad de la misma con respecto al fluido.

Las partículas del AS en nuestro modelo tienen el mismo tamaño que
las partículas usadas en el campo. También, el fluido de nuestro modelo tie-
ne la misma densidad y viscosidad del fluido utilizado en el campo. Por lo
tanto, para lograr el mismo Repart que se verifica en el campo, simplemente
debemos lograr la misma velocidad v. Por ello, el caudal del modelo debe ser
fijado de forma tal que la velocidad media del fluido en la celda sea la misma
que la velocidad media en la fractura real de referencia (〈U〉frac = 0,21 m/s).
Esto es consistente con estimaciones previas [25].

El número de Reynolds para cualquier perforación del cluster (Reperf) se

3El número de Reynolds de la partícula lo vimos en la ec. 2.95. Aquella expresión parece
distinta porque se encuentra afectada por α f y además la velocidad relativa ha sido expre-

sada como
∣∣∣U f − vi

∣∣∣. En esta sección, el número de Reynols de la partícula está definido
considerando que la partícula se desplaza en el seno de un fluido en reposo, de modo que la
velocidad relativa es simplemente la velocidad de la partícula (ver ec. (4.2)).
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obtiene considerándola como un tubo, para un fluido newtoniano Reperf está
dado por

Reperf =
ρ f Udperf

µ
, (4.4)

siendo dperf el diámetro de la perforación. Por lo tanto, para obtener valores
comparables del número de Reynolds, el modelo debe conservar el producto
Udperf. Para nuestra fractura de referencia, cada cluster de perforación tiene
una sección transversal de 1500 mm2 y el caudal es 0,1 m3/s (a través de
dos medias alas de fractura con cuatro clusters cada una), de modo que la
velocidad en cada cluster de perforaciones es de aproximadamente 8.0 m/s.
Entonces, en la fractura de referencia Reref

perf = 6, 4× 105, mientras que para
el modelo Remod

perf = 4 × 105. Esta diferencia del Reperf para el modelo y la
fractura de referencia se debe a que en el modelo la perforación representa a
un clúster de punzados completo.

Debemos mencionar que la mayoría de los trabajos de simulación ante-
riores consideran velocidades en la perforación considerablemente menores
que los valores sugeridos por el escalado. Típicamente se han utilizado velo-
cidades de inyección de entre 0,15 y 0,5 m/s en cada punto de inyección ( [9,
40, 41] ). Además, otros estudios en lugar de considerar la inyección concen-
trada en puntos, consideran una inyección homogénea a lo largo de todo el
alto de la fractura sin considerar el patrón complejo de flujo que se da en una
inyección localizada ([87, 88]).

Nuestro modelo numérico ha sido escalado 1:50 dimensionalmente, tanto
en la dirección horizontal como en la vertical con respecto a la fractura de
referencia. Por lo tanto, el caudal deberá ser 100 veces más pequeño que en
el campo para conservar la misma velocidad media del fluido en la celda.
Recordemos que sólo simulamos media ala de fractura. Esto garantiza que
los números de Reynolds son equivalentes a aquellos en el campo, y que
la fractura del modelo y la del campo son dinámicamente semejantes. Por
ejemplo, la relación entre la velocidad en dos puntos (campo y modelo) es
siempre la misma. En nuestro caso, esta relación es 1. Como consecuencia,
las escalas de tiempo [T] = [L]/[V] son reducidas 50 veces con respecto a la
operación de campo. Esto significa que una operación completa que demora
unos 100 min en el campo se corresponderá con una simulación de 2 min en
el modelo. Las simulaciones que hemos realizado tienen una duración típica
de unos 15 s, equivalente a una operación de 12 min en el campo.
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Capítulo 5

Resultados

En este capítulo presentamos los resultados obtenidos para el transporte
de agente de sostén en la celda plana definida en el cap. 4, de acuerdo a las
condiciones de escalado descriptas en el mismo capítulo. Parte de los resul-
tados de este capítulo han sido publicados en la referencia [47].

5.1 Parámetros del modelo numérico

5.1.1 Celda de estudio

Como ya vimos en la sec. 4.1, modelamos una fractura vertical plana me-
diante una celda de 800 mm de alto y 1600 mm de largo (ver Fig. 4.1). Esto
corresponde a 1/50 de la dimensión lineal de la fractura de referencia según
vimos en la sec. 4.2. La celda tiene un espesor de 1,5 veces el diámetro de par-
tícula (dp) para evitar un alto ordenamiento bidimensional de las partículas
(ver sec. 3.3). Aunque en el campo se obtienen fracturas de mayor espesor,
dependiendo de las propiedades geomecánicas de la formación y de los flui-
dos de fractura, también pueden obtenerse fracturas más angostas e inclusive
llegar al límite en el cual una monocapa de partículas mantiene a la fractura
abierta. Se podría esperar que, dado el espesor de la celda, el modelo exacer-
be el efecto de arenamiento (screenout), el cual hace referencia al atascamiento
de las partículas en la fractura durante el bombeo que impide el avance del
agente de sostén dentro de la formación. Sin embargo, Barree y Conway [89]
demostraron que en celdas de caras paralelas usualmente no se crean arcos
estables de AS, inclusive para anchos muy pequeños como los que hemos
simulado aquí.

Como ya vimos en la sec. 4.1, la celda tiene 4 puntos de inyección en el
borde izquierdo, cuyos centros están separados una distancia de 73 mm. Ca-
da punto de inyección está conformado como una sección rectangular de 5
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mm de alto y 1,35 dp de ancho. Estos puntos de inyección pueden posicio-
narse a tres diferentes alturas a lo largo del lado de inyección de la celda:
(inferior) 68 mm, (media) 287 mm y (superior) 508 mm medidos desde la
base de la celda hasta el punto de inyección más bajo. En el extremo dere-
cho, se ubican 10 orificios de salida que poseen la misma dimensión que los
orificios de entrada y permiten al fluido (pero no a las partículas) salir del
dominio.

5.1.2 Condiciones de contorno

Respecto a las condiciones de contorno para el fluido, sobre los orificios
de entrada se prescribe el valor de la velocidad (u = 8 m/s, v = 0 y w = 0)
y se fija una condición de gradiente de presión nulo en la dirección normal
a la superficie de los orificios1 ( ∂p

∂x = 0). Respecto a los orificios de salida se
establece presión nula (p = 0) y gradiente de velocidad nulo en la dirección
normal a los orificios ( ∂u

∂x = 0). Sobre el perímetro de la celda (sin los orificios
de entrada y salida) se impone una condición de no deslizamiento (u, v y
w = 0). Los planos anterior y posterior poseen condiciones de simetría.

5.1.3 Discretización del dominio

El dominio de la celda plana es discretizado mediante elementos de vo-
lumen hexahédricos en dos niveles: una malla gruesa con 20090 elementos,
y una fina con 205502 elementos. La malla fina se obtuvo subdividiendo los
puntos de inyección y las zonas cercanas a las paredes físicas. En la Fig. 5.1
puede verse un detalle de la misma. La malla gruesa es usada en la mayoría
de las simulaciones y la malla fina es sólo utilizada para validar los resul-
tados. La malla utilizada es la representada en la Fig. 4.2, la misma posee
elementos regulares cuya dimensión es 5 mm, lo cual se ajusta a las recomen-
daciones respecto la relación entre el tamaño de los elementos de malla y el
diámetro de partícula dp.

1La dirección normal a los orificios de entrada es la dirección dada por el eje x, de modo
que ∂p

∂n = ∂p
∂x = 0.
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(a) Vista general del dominio.

(b) Detalle de los elementos. (c) Detalle de los elementos.

Figura 5.1: Malla estructurada con nivel de refinamiento alto
utilizada para las simulaciones CFD-DEM, en el panel superior
se muestra una vista general y en los inferiores un detalle de los

elementos.

5.1.4 Parámetros del fluido

El paso de tiempo para la simulación CFD (∆tCFD) varió entre 1×10−4

s y 2,5× 10−4 s dependiendo de la malla utilizada, con el propósito de sa-
tisfacer la condición de Courant–Friedrichs–Lewy (CFL) y mantener la es-
tabilidad numérica [50]. Para un problema 1D, la condición CFL se define
como CFL = U∆tCFD

∆x , donde U es la velocidad del fluido, ∆tCFD es el paso de
tiempo y ∆x es el tamaño de malla. Conceptualmente la condición de CFL
puede comprenderse en 1D como una restricción en ∆t para que una mag-
nitud convectada no avance más de un paso de malla ∆x por cada paso de
tiempo. Siguiendo recomendaciones de otros autores, se procuró mantener al
CFL debajo de 0,5 para mejorar la estabilidad y convergencia [90]. El fluido
tiene una densidad ρf = 1000 kg/m3 y una viscosidad dinámica µf = 1 cP.



Capítulo 5. Resultados 73

5.1.5 Parámetros del acople

En simulaciones CFD-DEM, el valor de ∆tCFD se encuentra también limi-
tado por el intervalo de acoplamiento (CI) entre la fase fluida y la fase sólida.
Debe verificarse la condición ∆tCFD ≤ CI∆tDEM, donde ∆tDEM es el paso de
tiempo usado para la resolución de las ecuaciones de movimiento de las par-
tículas. El CI controla cuan acopladas se desarrollan ambas simulaciones, si
CI= 1 las simulaciones corren totalmente acopladas y en la medida que CI
aumenta el grado de acoplamiento disminuye. Durante los pasos de simula-
ción en los cuales no se calculan el intercambio de cantidad de movimiento
entre las dos fases, cada una utiliza los valores correspondientes a la última
actualización (ver sec 2.4.2). Idealmente las fases deberían acoplarse en cada
paso de tiempo, de modo que CI = 1, pero ello volvería a la simulación muy
lenta. En la práctica se recomienda utilizar un CI de entre 50 y 100 [68, 90].
Para el desarrollo de las simulaciones presentadas aquí se ha seleccionado
CI = 50.

5.1.6 Parámetros de las partículas

El valor del paso de tiempo de la simulación DEM (∆tDEM) se fijó en
5×10−5 s para obtener valores aceptables de los tiempos críticos de Raleight
y Hertz. 2 El paso de tiempo crítico según Raleight puede ser determinado

mediante la expresión ∆tR = πR∗
0,8766+0,163V

√
ρp
G [91], siendo ρp la densidad de

la partícula, G el módulo transversal o de cizalla, V el coeficiente de Poisson
y R∗ el radio efectivo de contacto (ver sec. 2.3). No hay una expresión ana-
lítica para calcular el paso de tiempo crítico según Hertz a priori, pero pue-
de estimarse durante la simulación para verificar que el valor de ∆tDEM sea

apropiado mediante la expresión ∆tH = 2,87
(

m∗2

R∗E∗2Vmax

)1/5
, siendo Vmax la

velocidad máxima observada durante una colisión. Se recomienda elegir un
∆tDEM no mayor al 10 % de los tiempos críticos de Raleight y Hertz para mo-
delar apropiadamente las interacciones partícula-partícula y partícula-pared
[92]. El valor elegido de ∆tDEM se mantuvo constante en todas las simulacio-
nes, dado que la variación en las propiedades no requirió el uso de distintos
∆tDEM para los distintos tipos de AS.

2Las ondas de Rayleigh son un tipo de onda de superfical que viaja lo largo de la superfi-
cie de los sólidos. El tiempo crítico de Rayleight se define como el tiempo de paso una onda
de Rayleight a lo largo de un grano. El tiempo crítico de Hertz, es el tiempo que dura una
colisión entre dos partículas si solo se tiene en cuenta la parte conservativa de la interacción
entre las partículas.
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Cuatro tipos distintos de partículas fueron considerados: partículas de
dos diámetros diferentes (dp = 0,6 y 0,8 mm) y de dos densidades diferentes
(ρp =2600 kg/m3 y 3600 kg/m3). Los diámetros de partícula seleccionados
corresponden al diámetro medio de dos tamaños de tamiz: 20/40 (0,6 mm) y
16/30 (0,8 mm). Las densidades de partícula corresponden a valores típicos
para arena (2600 kg/m3) y material cerámico (3600 kg/m3). Los diferentes
tipos de AS usados son entonces: arena 20/40, arena 16/30, cerámico 20/40
y cerámico 16/30. Los parámetros de contacto kn, γn, kt y γt se determinaron
con las propiedades mecánicas de ambos materiales mediante las expresio-
nes que se mostraron en la sec. 2.3. Debido al hecho de que el fluido domina
la dinámica del sistema, hemos elegido propiedades mecánicas promedio pa-
ra ambos materiales (módulo de Young E = 5× 106 Pa, relación de Poisson
V = 0,5, coeficiente de restitución e = 0,7 y coeficiente de fricciónM = 0,5).
El módulo de Young elegido es menor que los valores típicos para la arena
o el cerámico. Esto es para obtener valores razonables de ∆tDEM y reducir
el tiempo de cálculo. Debemos mencionar que se ha demostrado que esta
práctica no tiene un impacto significativo en los resultados obtenidos para
el modelado de flujos granulares (sin fluido) mediante DEM [93]. Es de es-
perar que el impacto sea aún menor en simulaciones CFD-DEM, como las
nuestras, donde el fluido gobierna el proceso. La interacción de las partículas
con las paredes del dominio está caracterizada con los mismos parámetros de
interacción que corresponden a la interacción partícula–partícula. Debemos
mencionar que particularmente para el coeficiente de restitución e hicimos un
análisis de sensibilidad debido a que en la bibliografía encontramos autores
que utilizan valores disímiles (ver sec. 5.2).

5.1.7 Protocolos de inyección

Realizamos cuatro simulaciones para cada posición del cluster de inyec-
ción (inferior, media y superior), una por cada posible combinación de ta-
maño de partícula y material (arena 16/30, arena 20/40, cerámico 16/30 y
cerámico 20/40). En las entradas, el fluido es inyectado incrementando li-
nealmente la velocidad desde 0 a 8 m/s en 1 s. Luego, durante 4 s, la inyec-
ción de fluido es mantenida a 8 m/s mientras un total de 3×105 partículas
de AS son inyectadas simultáneamente por los cuatro orificios de entrada.
La inyección de partículas se realiza creando partículas justo delante de cada
entrada de fluido a una tasa de inyección determinada. Finalmente, la velo-
cidad del fluido de inyección es reducida a 0 m/s en 1 s. Luego de que la
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inyección de fluido ha cesado se deja que la simulación avance lo suficiente a
para que las partículas de AS se sedimenten en la celda. Esto toma alrededor
de 10 s, dependiendo del tipo de AS y de la posición del cluster de inyección.
El volumen promedio ocupado por las partículas de mayor tamaño es apro-
ximadamente 77 % mayor que el volumen ocupado por las partículas más
pequeñas, porque a pesar de que el espesor de la celda se ha escalado con el
diámetro de la partícula (1,5× dp), la relación de volumen ocupado (o de su-
perficie cubierta) sigue la relación r2

1/r2
2, siendo r1 y r2 los radios de partícula

para cada tamaño de malla.
Por otro lado, se realizaron tres simulaciones adicionales inyectando dos

tipos de AS del mismo calibre (tamiz), pero diferente material, uno luego del
otro y también simultáneamente como una mezcla. En una simulación, se
inyecta AS cerámico luego de que toda la arena ha sido inyectada dentro de
la celda y en otra simulación la arena es inyectada luego de que todo el AS
cerámico ha sido inyectado. Finalmente, ambos tipos de AS son inyectados
simultáneamente. Para todas las simulaciones, 1,5× 105 partículas de cada
tipo son inyectadas con la misma tasa de inyección.

5.2 Análisis de sensibilidad

Para verificar que el tamaño de malla CFD es apropiado, desarrollamos
un análisis de sensibilidad del modelo numérico. Se utilizaron dos niveles
de refinamiento como ya vimos en la sec. 5.1. Los resultados fueron compa-
rados visualizando el campo de velocidades y graficando el perfil de duna
luego de la decantación en ambos casos. El perfil de duna es extraído de las
coordenadas de las partículas decantadas, dividiendo la longitud de la celda
en pequeños volúmenes (bins) tal como se describe en el apéndice A.

En la Fig. 5.2a, podemos ver la duna final para dos simulaciones usando
la arena 16/30 inyectada para la posición media del cluster de inyección ob-
tenida con los dos niveles de refinamiento de malla. Es claro que los perfiles
de duna obtenidos en ambas simulaciones son muy similares, y que una ma-
lla de mayor refinamiento no es requerida para el propósito de este estudio.
No hemos observado diferencias cualitativas o cuantitativas en los patrones
de flujo entre la malla fina y la malla gruesa, sugiriendo de nuevo que los
resultados obtenidos son independientes de la malla.

Dado que las partículas no pueden salir del dominio, hemos realizado si-
mulaciones usando una celda un 50 % más larga (2400 mm en lugar de 1600
mm) para evaluar el efecto de la longitud del dominio en la deposición de AS.
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Figura 5.2: Perfiles de duna luego de la sedimentación del AS
con el cluster de inyección en la zona media de la celda usando
arena 16/30. Las longitudes se encuentran normalizadas por la
altura de la celda h = 0,8 m. (A) Negro corresponde al perfil ob-
tenido con la malla gruesa y rojo al obtenido con la refinada; (B)
En negro el perfil obtenido con la celda de 1600 mm de longitud
y en rojo el obtenido con la celda de 2400 mm. La línea vertical
punteada indica la frontera para la celda de 1.6 m de largo; (C)
El perfil rojo se obtuvo para e = 0,3, el negro para e = 0,5 y el

azul para e = 0,7.

El dominio se ha discretizado en 205502 elementos, manteniendo el mismo
nivel de refinamiento utilizado en la celda original. En la Fig. 5.2b, mostra-
mos la duna decantada para la arena 16/30 obtenida con la misma configu-
ración utilizada en sec. 5.5 excepto por la longitud de la celda. Podemos ver
que al utilizar una celda más larga obtenemos dunas muy similares. Esto in-
dica que la forma de la duna depositada es bastante insensible a la longitud
de la celda, al menos para longitudes mayores a 1600 mm.

El coeficiente de restitución utilizado en las simulaciones fué seleccio-
nado en base a la literatura. En nuestro caso adoptamos un valor (e = 0,7)
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intermedio al que varios autores reportan. Tanto Tsuji et al.[36] como Xu et
al. [37] usaron un coeficiente de restitución ligeramente mayor (e = 0,9),
mientras que Zeng et al. [44] utilizaron uno un tanto menor (e = 0,5). Expe-
rimentalmente, Mack et al. [19] han medido el coeficiente de restitución para
AS en dos condiciones: seco y mojado; y obtuvo reducciones significativas
para e cuando las partículas están inmersas en un fluido. Nosotros adopta-
mos un valor representativo para ambos materiales “en seco”, dado que el
efecto del fluido está tenido en cuenta justamente por el acople. Sin embargo,
utilizando diferentes coeficientes de restitución, hemos encontrado que este
parámetro de la interacción partícula–partícula tiene un impacto muy bajo
en la geometría final de la duna (ver Fig. 5.2(c)).

Se concluye finalmente que la longitud de la celda de simulación y el
coeficiente de restitución no son parámetros a los que el transporte de AS
sea particularmente sensible. De modo que en el resto de la tesis se utilizará
e = 0,7 y L = 1600 mm. Tampoco se ve que el el tamaño de malla tenga un
impacto importante para el transporte del AS, por lo que en el resto de la
tesis se utilizará solo la malla con 120090 elementos.

5.3 Efecto de la velocidad de inyección

Si bien no es el enfoque principal del presente trabajo estudiar el efecto
de la velocidad de inyección del AS, se decidió explorar el efecto que tiene
dicha variación sobre la duna final. Se tomó como base el caso escalado res-
pecto de una operación de campo y se incrementó y disminuyo la velocidad
de inyección un 50 %. Se obtuvieron así tres simulaciones que solo difieren
en la velocidad de inyección del agente de sostén u = 4, 8 y 12 m/s. En la
Fig. 5.3 vemos los perfiles de duna obtenidos luego del asentamiento. Como
es esperable, la velocidad de inyección tiene un fuerte efecto sobre la forma
final de la duna. Cuando u = 4 m/s la duna se posiciona cerca de los puntos
de inyección debido a que el fluido no tiene la suficiente capacidad de trans-
porte para depositar el AS en el interior de la duna. Cuando u = 8 m/s la
duna se posiciona en el centro de la celda dado que en estas condiciones el
fluido tiene la suficiente capacidad para transportar el AS hacia el interior de
la celda. Finalmente, para u = 12 m/s vemos que el AS forma una duna hacia
el extremo derecho de la celda dado que el flujo es tan intenso que las par-
tículas del AS alcanzan el final del dominio donde finalmente sedimentan.
El comportamiento anteriormente descripto se alinea con resultados repor-
tados por otros autores. Por ejemplo Liu reporta una gran dependencia de la
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posición inicial de la duna con el caudal de bombeo [94]. Sin embargo tam-
bién muestra que la forma y posición de la misma puede modificarse con
un posterior bombeo a caudales elevados. En un trabajo realizado mediante
CFD-DEM, Wang et al. muestran esta dependencia utilizando velocidades de
inyección de entre 0,1 y 0,4 m/s en celdas pequeñas (0,5 m de largo y 0,08 m
de alto) utilizando partículas de AS de 2 mm de diámetro [95]. Debido a las
bajas velocidades utilizadas, la duna se ve afectada principalmente en su po-
sición y no tanto en su forma final. Finalmente, Sahai et al. demostraron que
el caudal controla fuertemente el posicionamiento de la duna de AS tanto en
celdas experimentales simples, como en celdas complejas con bifurcaciones
[25].

Si bien en las operaciones de campo usualmente el caudal de inyección,
y por ende la velocidad, no es un parámetro que se modifique con frecuen-
cia, el mismo podría considerarse para un posterior estudio dado que altera
sustancialmente los perfiles de duna obtenidos.
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Figura 5.3: Perfiles de duna luego de la sedimentación del AS
con el cluster de inyección en la zona media de la celda usando
arena 16/30. Las longitudes se encuentran normalizadas por la
altura de la celda h = 0,8 m. Resultados par diferentes valores
de velocidad de inyección: u = 4 m/s (rojo), u = 8 m/s (negro)

y u = 12 m/s (azul).
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5.4 Efecto de la viscosidad del fluido

En la actualidad, por cuestiones de costo, la mayoría de las operaciones
se realizan utilizando slickwater como fluido de fractura. No obstante, resulta
de interés explorar que efecto tiene tiene sobre la duna del AS la viscosidad
del fluido de fractura. Al igual que en la sección anterior, se tomó como base
el caso escalado respecto de una operación de campo. Se afectó a dicha vis-
cosidad por un factor 10, de modo que se obtuvieron tres casos idénticos que
solo difieren en la viscosidad del fluido µ = 0,1, 1 y 10 cP. En la Fig. 5.4 vemos
los perfiles de duna obtenidos luego del asentamiento, como es de esperar, la
viscosidad tiene un fuerte efecto sobre la posición final de la duna. Cuando
µ = 0,1 cP la duna se posiciona cerca de los puntos de inyección debido a
que el fluido no tiene la suficiente capacidad de transporte para depositar el
AS en el interior de la duna. Cuando µ = 1 cP la duna se posiciona en el
centro de la celda dado que en estas condiciones el fluido tiene la suficien-
te capacidad para transportar el AS hacia el interior de la celda. Finalmente,
para µ = 10 cP vemos que el AS forma una duna hacia el extremo derecho
de la celda dado que el flujo es tan intenso que las partículas de AS alcanzan
el final del dominio donde finalmente sedimentan. El efecto de la viscosidad
sobre la forma de la duna también ha sido reportado previamente. Por ejem-
plo, Brannon et al. analizaron el efecto que tiene la viscosidad sobre la duna
formada sobre distintos AS. Inyectaron fluidos de distintas viscosidades (de
1 a 30 cp) utilizando un rango de velocidades de entre 0,1 y 0,8 m/s en una
celda (4,8 de largo y 0,56 m de alto) sobre la cual analizaron la duna final
depositada en estado de equilibrio [96]. Utilizando slickwater obtuvieron du-
nas considerables, mientras que al bombear los fluidos más viscosos (30 cp)
registraron un barrido casi completo de la duna. Este efecto se incrementaba
en AS de menor tamaño o densidad. Debemos mencionar que si bien el ran-
go de viscosidad estudiado es acotado, se observa el efecto esperado sobre
el posicionamiento de la duna del AS. Valores más extremos acentuarían el
efecto y no han sido explorados debido principalmente a dos inconvenien-
tes: problemas de inestabilidad numérica al utilizar viscosidades muy bajas
o elevadas y tiempos de simulación muy elevados requeridos para modelar
la decantación en fluidos muy viscosos[40].
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Figura 5.4: Perfiles de duna luego de la sedimentación del AS
con el cluster de inyección en la zona media de la celda usando
arena 16/30. Las longitudes se encuentran normalizadas por la
altura de la celda h = 0,8 m. Resultados par diferentes valores
de viscosidad del fluido: µ = 0,1cp (rojo), µ = 1cp (negro) y

µ = 10cp (azul).

5.5 Efecto de la posición de los clusters de inyec-

ción

En la Fig. (5.5), mostramos diferentes instantáneas de las simulaciones
con arena 16/30 para las tres posiciones diferentes del cluster de inyección.
La columna izquierda corresponde a la inyección inferior, la central a la in-
yección media y la derecha a la inyección superior. Para los tres tipos de
inyección, durante esta etapa inicial, vemos que el transporte del AS se en-
cuentra dominado por dos mecanismos: la decantación de las partículas y el
arrastre del fluido en la zona de los punzados (ver primer fila de la Fig. (5.5)).
La inyección inferior (ver columna izquierda de Fig. (5.5)) produce un vór-
tice de transporte antihorario relativamente pequeño. Las partículas tienden
inicialmente a depositarse en una duna de forma triangular cerca de los pun-
tos de inyección. En una etapa posterior, el proppant es transportado hacia el
interior de la celda. La punta de la duna se posiciona finalmente dentro de la
primer mitad de la celda.

La inyección media crea una corriente de partículas central que produce
una duna más homogénea a lo largo de la longitud de la celda (ver columna
central de Fig. (5.5)).
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La inyección superior induce un vórtice de transporte horario también
produciendo un decantamiento homogéneo a lo largo de la celda (ver colum-
na derecha de Fig. (5.5)). Estos resultados se encuentran en línea con aquellos
reportados por Zhang et al. [40]. En líneas generales, Zhang et al. reportaron
que una inyección posicionada en la zona baja produce una duna cerca del
pozo (zona de inyección), mientras que una inyección en la zona superior
deriva en una duna más homogénea que se deposita más lejos en la fractura.

Además de la diferencia en el posicionamiento y la forma de la duna fi-
nal entre los tres tipos de inyección, vemos que la posición de los puntos de
inyección tiene un efecto en la dinámica del proceso. En la inyección inferior
las partículas comienzan a asentarse en el fondo de la celda en el inicio del
proceso de bombeo. Por el contrario, tanto en la inyección media como en la
superior, las partículas se encuentran suspendidas en la etapa inicial (ver pri-
mer fila de Fig. (5.5)). Este comportamiento se mantiene a lo largo de toda la
inyección. Podemos ver a los 2,5 s que, en el caso de la inyección superior, las
partículas no se han depositado todavía, sin embargo en la inyección inferior
ya se ha comenzado a formar una duna y en la inyección media las partí-
culas comienzan a depositarse en el fondo (ver segunda fila de Fig. (5.5)). A
los 5 s finaliza el proceso de inyección, con lo cual para finalizar el proceso
solo falta que las partículas que se encuentran en suspensión sedimenten. El
caso de la inyección inferior es la que en esta instancia produce la duna de
mayor tamaño debido a que un menor número de partículas se encuentran
en suspensión. Por el contrario, para la inyección superior la mayoría de las
partículas se encuentran en suspensión, habiéndose depositado sólo algunas
(ver tercer fila de Fig. (5.5)). Finalmente para t = 35 s vemos que todas las
partículas han decantado. Para la inyección inferior las partículas se han de-
positado formando una duna que es más alta en la primera mitad de la celda.
Los resultados obtenidos para la inyección media y superior muestran una
capa casi homogénea de partículas a lo largo de toda la celda (ver cuarta fila
de Fig. (5.5)).

Los resultados anteriormente descriptos están en acuerdo cualitativo con
los resultados reportados por varios autores, pese a que los sistemas y/o con-
diciones difieran significativamente. Wang et al. han reportado una dinámica
similar sobre celdas pequeñas (0,5 m de largo y 0,15 m de alto) mediante si-
mulación CFD-DEM. Cuando inyectan AS en el extremo superior de la celda,
las partículas de AS se depositan cerca de los orificios de inyección. Luego,
sobre dicha duna inicial, se sedimentan el resto de las partículas inyectadas.
Sin embargo, dado que utilizan velocidades de inyección bajas (0,5 m/s) el
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efecto de decantación tiene mayor preponderancia en el proceso que el que
se observa en nuestras simulaciones (Fig. (5.5). En otro trabajo, también basa-
do en CFD-DEM, Zhang et al. utilizaron una celda pequeña (0,3 m de largo y
0,09 m de alto) y una velocidad de inyección baja (0,5 m/s) tal como vimos en
la sec. 3.3. Pese a las diferencias mencionadas, pero la dinámica del flujo y el
transporte de partículas son consistentes al menos en la etapa inicial cuando
una duna considerable ya se ha formado [41]. Igualmente, pese a la concor-
dancia en los resultados, debemos mencionar que no obtenemos el desarro-
llo de una duna dual en la etapa inicial. Esta diferencia es probablemente
debido al hecho de que este modelo cuenta con cuatro puntos de inyección
en lugar de solo uno. Esto cambia el modo en que la corriente principal de
transporte se desarrolla. En nuestro caso, los cuatro puntos de inyección pro-
ducen una corriente de transporte más ancha que la reportada por Zhang
[41], lo que induce una duna más homogénea. Los resultados presentados en
la Fig. (5.5) también se alinean con los resultados experimentales reportados
por Liu [94]. A pesar de que la celda utilizada por Liu tiene una longitud que
duplica nuestra celda (3 m) y la velocidad de inyección es realmente baja (0,4
m/s), la duna depositada y la dinámica de flujo están en acuerdo cualitativo.
Los resultados experimentales de Liu muestran que, en una etapa inicial, el
AS se sedimenta cerca de los puntos de inyección. Posteriormente, el subsi-
guiente ingreso de partículas produce la formación de la duna propiamente
dicha hasta alcanzar instancias donde el proceso es gobernado por la traction
carpet.

El hecho de que en la etapa inicial la dinámica de las partículas se en-
cuentra gobernada por dos mecanismos (arrastre del fluido y decantación)
ya ha sido reportado anteriormente. Alotaibi et al. ha analizado las distin-
tas etapas que gobiernan el proceso de transporte de AS utilizando celdas
experimentales simples y con bifurcaciones. Describen que el proceso inicia
con una decantación, seguida por un proceso de crecimiento de la duna en
altura y luego en extensón [24]. Liu ha reportado procesos equivalentes tam-
bién mediante celdas experimentales de la misma naturaleza pero de mayor
dimensión [94]. Por último debemos mencionar otro estudio de Zhang et al.
en el cual se hace una descripción de la micromecánica del transporte de AS
detallando cuales son los mecanismos de transporte preponderantes en las
distintas etapas [9].

En la Fig. (5.6), mostramos los resultados para AS cerámico de malla
16/30. Vemos una dinámica de transporte de partículas similar a la obte-
nida en la Fig. (5.5). Sin embargo, dado que el cerámico es más denso que la



Capítulo 5. Resultados 83

Figura 5.5: Instantáneas de la simulación para la inyección in-
ferior (columna izquierda), media (columna media) y superior
(columna derecha) a diferentes tiempos durante la inyección de
arena 16/30. Cada fila corresponde a un tiempo indicado en las
imágenes de la columna central. La escala de color correspon-
de a la magnitud de la velocidad del fluido en m/s. Los puntos

blancos representan las partículas del AS.

arena (3600 kg/m3 y 2600 kg/m3, respectivamente), las partículas cerámicas
sedimentan con mayor rapidez razón por la cual para t = 16 s la duna no
alcanza el extremo derecho de la celda. Como es de esperar, en el caso del
AS cerámico, para todas las posiciones del cluster de inyección (inferior, me-
dia y superior) la duna se posiciona más cerca a los puntos de inyección y
no alcanza el extremo derecho de la celda. Estos resultados son consistentes
con los publicados por varios autores [25, 40, 41, 95, 96]. En líneas generales,
reportaron que las partículas más grandes (o más pesadas) del AS tienden
a depositarse cerca del pozo en la etapa inicial. En contraste, partículas más
pequeñas o más livianas pueden ser arrastradas más profundo dentro de la
fractura. Esto se ha verificado inyectando arena de diferentes mallas dentro
de una celda experimental y detectando que los granos de mayor tamaño se-
dimentaban cerca de la zona de inyección y los granos más pequeños fueron
transportados por el fluido más allá de los límites del dispositivo experimen-
tal [25]. El mismo efecto se ha reportado en simulaciones CFD-DEM anali-
zando el efecto que tiene sobre la duna sedimentada tanto el tamaño como
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la densidad de las partículas inyectadas [40, 41, 95]. Por último, también Bra-
non et al. han analizado la altura de equilibrio que posee una duna en una
celda experimental cuando se utilizan distintos tipos de AS, como es de es-
perarse, cuando se utilizan partículas de baja densidad la altura de la duna
disminuye debido a que el fluido erosiona la capa exterior de la duna [96].

Figura 5.6: Instantáneas de la simulación para la inyección in-
ferior (columna izquierda), media (columna media) y superior
(columna derecha) a diferentes tiempos durante la inyección de
AS cerámico 16/30. Cada fila corresponde a un tiempo indica-
do en las imágenes de la columna central. La escala de color
corresponde a la magnitud de la velocidad del fluido en m/s.

Los puntos blancos representan las partículas del AS.

Para comparar los resultados cuantitativamente, hemos extraído los per-
files finales de la duna (ver apéndice A). En la Fig. (5.7a) podemos ver el
perfil de duna para arena 16/30 utilizando las tres posiciones del cluster de
inyección. Es claro de estas curvas que la inyección inferior produce una du-
na cerca de los puntos de inyección y que las inyecciones media y superior
generan una deposición homogénea de proppant a lo largo de la celda. En la
Fig. (5.7b) vemos los mismos perfiles para AS cerámico de malla 16/30. Co-
mo ya vimos en la Fig. (5.6), la inyección inferior produce, también para el AS
cerámico, una duna más cerca a los puntos de inyección de lo que producen
las inyecciones media y superior.
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Entre las Figs. (5.7c) y (5.7e) vemos el efecto de la densidad de AS en el
perfil final de duna. Para las tres posiciones del cluster de inyección, aumentar
la densidad del AS resulta en una duna ubicada más cerca de la entrada de
la celda. Sin embargo, este efecto es un tanto sutil.

Finalmente, repetimos la simulación de las tres posiciones de inyección
para la malla de AS 20/40 utilizando ambos materiales. Los perfiles de duna
pueden verse en la Fig. (5.8). Vemos que para ambos casos, arena o AS cerá-
mico, sólo la inyección inferior produce un claro pico en la duna. Luego, con
la inyección media y superior, para ambos materiales, se obtiene una capa
más bien plana de partículas en el fondo de la celda. Esto resulta razonable
dado que las partículas más pequeñas tienden a sedimentar más lento, de
modo que se da más tiempo a que las partículas se distribuyan homogénea-
mente a lo largo de la celda.

5.6 Inyección de mezclas

El efecto de inyectar arena o AS cerámico de malla 16/30 para la posición
media en diferentes etapas puede verse en las instantáneas de la Fig. (5.9).
Inyectando ambos tipos de AS simultáneamente se produce una mezcla ho-
mogénea de partículas a lo largo de la celda (ver columna izquierda de la
Fig. (5.9)). La inyección de AS cerámico primero conduce a una capa de par-
tículas cerámicas en el fondo de la celda sobre la cual una capa de arena es
depositada (ver columna central de la Fig. (5.9)). A su vez, inyectando arena
primero (práctica habitual en el campo) conduce a la situación opuesta. Una
capa homogénea de arena en el fondo de la celda sobre la cual las partículas
cerámicas se depositan (ver columna derecha de la Fig. (5.9)). En la condi-
ción final podemos ver, dada su menor densidad, que las partículas de arena
pueden ser transportadas con mayor facilidad hacia el interior de la celda,
creando un depósito mayor en el extremo derecho de la celda (comparar las
áreas de arena y AS cerámico en la columna central y derecha de la Fig. (5.9)).
Debido a la dinámica del flujo, algunas de las partículas inyectadas primero
permanecen en suspensión y luego al sedimentar crean una segunda capa de
material sobre la duna original de arena o AS cerámico (ver columna central
y derecha de la Fig. (5.9) a los 16 s). Un comportamiento similar al que pue-
de observarse en la Fig. (5.9) ha sido reportado por Hu et al. [97]. Si bien los
autores han utilizado velocidades muy bajas (0,05− 0,2 m/s ) y dos tipos de
partículas considerablemente más grandes (3 y 6 mm), han observado que
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Figura 5.7: Perfiles de duna obtenidos para AS de ambos ma-
teriales y malla 16/30 usando las tres posiciones posibles del
cluster de inyección. (a)–(b) Posiciones del cluster de inyección:
inferior (rojo), media (negro) y superior (azul). Estos perfiles
corresponden a las instantáneas de la fila inferior mostradas en
las Fig. (5.5) y (5.6). (c)–(e) Comparación entre arena (rojo) y
cerámico (negro) para la inyección inferior, media y superior,
respectivamente. Las longitudes se encuentran escaladas con la

altura de la celda h = 0,8 m.
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Figura 5.8: Perfiles de duna para arena (a) y AS cerámico (b)
para las tres posiciones del cluster de inyección y malla 20/40:
inyección inferior (rojo), media (negro) y superior (azul). Las
longitudes se encuentran escaladas con la altura de la celda h =

0,8 m.

cuando las partículas de más pequeñas son inyectadas primero, la duna al-
canza posiciones más alejadas de los puntos de inyección. En otro trabajo,
Wang et al. analizaron mediante simulaciones CFD-DEM la segregación pro-
ducida cuando AS de distinto diámetro o densidad son inyectados en una
celda. Concluyeron que la segregación es producida por la decantación y es
más acentuada cuando las partículas son más disímiles. [95].

En la Fig. (5.10) podemos ver que el perfil de duna obtenido para diferen-
tes protocolos de inyección (inyección simultánea, cerámico–arena y arena-
cerámico) es bastante similar. La diferencia más significativa se obtiene cuan-
do la arena es inyectada antes que el AS cerámico. En este caso, la arena
se deposita más hacia el interior de la fractura. Podemos decir que bajo es-
tas condiciones, cambiar el protocolo de inyección sólo modifica el grado de
mezcla y distribución de los distintos tipos de agente de sostén y no el perfil
de la duna.

Para medir el grado de mezcla de los distintos tipos de agente de sos-
tén, usamos el concepto de entropía de mezcla (S) [45], el cual permite medir
cuantitativamente en una región del espacio cuan mezclados se encuentran
dos o más tipos de partículas. La entropía de mezcla puede parecer un mé-
todo complejo para medir el grado de mezcla cuando solo hay dos tipos de
partículas, sin embargo puede ser muy poderoso en casos con más generales
con un mayor tipo de partículas. En el apéndice B se presenta la definición de
entropía de mezcla y el proceso mediante el cual se obtuvieron los perfiles de
entropía a lo largo de la longitud de la celda. Para una región determinada, la
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Figura 5.9: Instantáneas de la simulación para la inyección
media usando tres estrategias de mezclado distintas de are-
na 16/30 (puntos negros) y proppant cerámico 16/30 (puntos
blancos): inyección simultánea (columna izquierda), proppant
cerámico primero y luego arena (columna central) y arena pri-
mero seguida de proppant cerámico (columna derecha). La es-
cala de colores corresponde a la magnitud de la velocidad del

fluido en m/s.

entropía de la mezcla será máxima cuando haya igual número de partículas
de cada tipo. Si solo hay partículas de un solo tipo, la entropía de la mezcla
será cero. Los valores reportados de entropía S se hay normalizado con el
valor de entropía máxima Smax, de modo que 0 ≤ S ≤ 1.

En la columna izquierda de la Fig. (5.11) podemos ver los mapas norma-
lizados de S a lo largo de toda la duna. Como se espera, el caso de inyección
simultánea (Fig. (5.11a)) presenta un alto valor de entropía de mezcla en toda
la duna. Esto coincide con las instantáneas de la Fig. (5.9), donde se aprecia
que con la inyección simultánea ambos tipos de partículas se encuentran su-
mamente mezcladas. Por el contrario, para los otros procedimientos de in-
yección (Fig. (5.11c) y 5.11e) se obtiene entropía baja a lo largo de la mayor
parte de la duna, salvo en las interfaces entre un tipo y otro de AS. En la
columna derecha de la Fig. (5.11) se han representado los perfiles de entro-
pía a lo largo de la celda, los mismos están en línea con el grado de mezcla
aparente observado a simple vista en las instantáneas de la simulación (ver
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Figura 5.10: Perfiles de duna para la inyección media usando
tres estrategias diferentes de mezclado de arena y AS cerámi-
co de malla 16/30. La curva roja corresponde a la inyección si-
multánea de ambos tipos de AS, negro corresponde a la inyec-
ción cerámico-arena y azul corresponde a la inyección arena–
cerámico. Las longitudes se encuentran escaladas con la altura

de la celda h = 0,8 m.

Fig. (5.9)) y también en los mapas de entropía de la columna izquierda.
Junto con los perfiles de entropía hemos graficado la concentración de

cada tipo de AS calculada como xi = Ni/NT, siendo Ni el número de par-
tículas de tipo i y NT el número total de partículas en una dada región del
sistema. Vemos que cuando se inyecta simultáneamente ambos tipos de par-
tículas se obtiene una alta entropía de mezcla a lo largo de toda la celda, que
solamente disminuye hacia el extremo derecho. Es por esto que las fracciones
(xi) se mantienen alrededor de 0,5 a lo largo de gran parte de la celda, sólo
mostrando segregación en el extremo derecho, donde la mayoría de las par-
tículas son de arena. Para la inyección cerámico-arena, vemos una pequeña
región cerca de la entrada de la celda con una alta entropía de mezcla. Luego,
vemos un decaimiento relativamente contínuo a lo largo de la celda excepto
por un pico a x/h = 1,25, donde se obtiene una mezcla más o menos homo-
génea de partículas. También vemos que en el extremo derecho de la celda
hay un incremento en la cantidad de material cerámico, lo cual hace dismi-
nuir el valor de la entropía de mezcla. Esto se debe a que el AS cerámico fué
inyectado primero (ver columna central de la Fig. (5.9)). Cuando se inyecta
arena primero, se obtiene un valor alto de entropía cerca de la entrada. Luego
vemos un decaimiento seguido de un incremento alrededor de x/h = 1,0. En
el extremo derecho de la celda la fracción de arena alcanza el máximo debido
a que la arena fue inyectada primero (ver columna derecha de la Fig. (5.9)) y
consecuentemente la entropía de la mezcla cae a cero.
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Figura 5.11: Mapa de colores para la entropía de mezcla S co-
rrespondiente a las dunas mostradas en la Fig.( 5.9). En la co-
lumna izquierda se representa el valor de S normalizado a Smax.
En la columna derecha se muestran los perfiles de entropía de
mezcla y concentración de las dunas depositadas (xA : concen-
tración de arena, xC : concentración de AS cerámico). (A) y (B):
Inyección simultánea de ambos tipos de AS, (C) y (D): AS cerá-
mico seguido de arena, (E) y (f): Arena seguida de AS cerámico.
Las longitudes se escalaron con la altura de la celda h = 0,8 m.
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5.7 Discusión de los resultados

Es importante discutir hasta que punto los resultados obtenidos en las
sec. 5.5 y 5.6 pueden ser extrapolados a operaciones de campo. Como ante-
riormente mencionamos, la celda considerada ha sido escalada para repre-
sentar una fractura de campo estimulada efectivamente. Los puntos de in-
yección y el espesor de la fractura son similares a los valores de campo. La
tasa de inyección ha sido seleccionada para obtener una velocidad media del
fluido en la celda del mismo orden a la obtenida en el campo. Dado que las
propiedades del fluido son las del agua, se espera que el número de Reynolds
en operaciones con slickwater sea similar.

Las partículas de proppant utilizadas en las simulaciones son algo mayo-
res a las usadas en operaciones de campo. Una práctica común es usar arena
de malla 70 y superior (diámetros de partícula < 0,2 mm) durante la etapa
inicial del proceso de estimulación. Durante la última fase generalmente se
bombea proppant cerámico de malla 16/30 (diámetros entre 0,4 mm y 1,2
mm). Sin embargo, hemos elegido mallas más grandes (16/30 y 20/40) para
llenar una porción considerable de la celda utilizando un número manejable
de partículas, sin la necesidad de utilizar mucho tiempo de cómputo. Estas
simulaciones tomaron alrededor de 10 días en una workstation utilizando 4
procesadores en paralelo. Tambíen debemos mencionar que en las operacio-
nes de campo, típicamente el AS cerámico no se bombea con slickwater. En su
lugar se utiliza un gel activado cross-linkeado con un fuerte comportamiento
no-Newtoniano, generalmente de tipo shear-thinning.

Aunque la posición de los puntos de inyección tiene un efecto importan-
te en la ubicación del agente de sostén, uno podría preguntarse si realmente
puede controlarse la posición relativa entre la fractura y los puntos de inyec-
ción. Esto podría ser controlado colocando a los clusters de punzado cerca
de barreras geológicas, en el caso de que existan, con la habilidad de limi-
tar el crecimiento de la fractura en la dirección vertical. Esta situación puede
ofrecer una oportunidad para tener un mejor control sobre la ubicación del
agente de sostén.

Finalmente, hay que tener en cuenta que los resultados mostrados corres-
ponden a la inyección de la parte inicial de todo el AS que usualmente es in-
yectado en una operación de campo. El bombeo posterior podría cambiar la
forma de la duna, eventualmente alcanzando la formación de la traction car-
pet y el consecuente llenado de la celda aguas abajo [23, 41, 44], como vimos
durante la reproducción de resultados publicados en la sec. 3.3. Un estudio
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del llenado completo de la celda para diferentes posiciones de los puntos de
inyección y diferentes tipos de agentes de sostén requeriría simulaciones más
demandantes. Sin embargo, estas no están fuera del alcance si se cuenta con
recursos computacionales mayores.

A pesar de los temas particulares discutidos aquí, la distribución de agen-
te de sostén que observamos es consistente con resultados previos tanto ex-
perimentales [25, 94] como de simulación numérica [9, 40, 41, 44]. Las simu-
laciones CFD-DEM de celdas escaladas están sujetas a las mismas aproxima-
ciones y escalado aplicados en el escalado de dispositivos experimentales.
Por lo tanto, las conclusiones y extrapolaciones válidas para estudios expe-
rimentales deberían también serlo para estudios realizados por simulaciones
CFD-DEM.

Otros autores [41, 44] ya probaron la ventaja del esquema CFD-DEM a la
hora de modelar transporte del agente de sostén. Este trabajo pone énfassis
en la importancia de la posición de los clusters de inyección y el efecto de
inyectar diferentes tipos de agentes de sostén simultáneamente o en etapas.
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Capítulo 6

Conclusiones

6.1 Conclusiones y perspectivas

En el presente trabajo de tesis hemos enfocado nuestra atención sobre la
metodología de estimulación hidráulica usada en reservorios no convencio-
nales, enfatizando el papel que juega el transporte del agente de sostén en
el efectivo tratamiento y el impacto que tiene en la posterior explotación de
este tipo de reservorios.

Para el desarrollo del trabajo presentamos el esquema numérico CFD–
DEM. Para verificar el correcto funcionamiento de la implementación uti-
lizada realizamos validaciones modelando sistemas conocidos y replicando
resultados presentes en la bibliografía. Luego definimos un modelo numéri-
co de estudio mediante escalado de una fractura de campo típica correspon-
diente a los reservorios argentinos.

Se verificó el efecto de incrementar un 50 % la longitud de la celda. Los re-
sultados sobre el perfil de duna son similares, lo cual sugiere que dispositivos
experimentales o modelos numéricos que utilicen celdas de una longitud un
tanto limitada no tenga un impacto importante en la distribución final de la
duna de agente de sostén. También, comparamos simulaciones usando una
disretización del dominio de la fase fluida más refinada. Los resultados son
similares a los producidos usando la malla más gruesa, sugiriendo que el
nivel de discretización generado por la malla gruesa es suficiente para repro-
ducir la dinámica del sistema.

Sobre el modelo definido se estudió la inyección de diferentes tipos de
AS, posicionando de distinta forma los clusters de inyección. También se in-
yectaron dos tipos de AS de forma simultánea o en etapas. Los resultados
son consistentes con resultados previos tanto experimentales como de simu-
lación.

Se mostró que inyectando agente de sostén en la parte superior de la cel-
da resulta, en general, en una duna plana en comparación con los resultados
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obtenidos al inyectar en la parte inferior de la celda. La inyección en la zona
inferior produce un vórtice de convección que favorece la deposición cerca
del punto de inyección de la celda.

La práctica usual de inyectar AS de baja densidad (arena), seguido de un
agente de sostén más denso y de mayor diámetro (cerámico) tiene el efecto
de dejar una capa uniforme de partículas más livianas en la base de la celda,
sobre la cual se deposita una segunda capa de partículas más pesadas. Esto
lo observamos para un cluster de inyección posicionado en la zona media de
la celda. La inyección de dos tipos de AS simultáneamente genera una duna
muy bien mezclada, mientras que para la inyección en etapas se obtiene una
duna segregada. Finalmente, se vió que para los tres protocolos de inyección
utilizados, podemos decir que se obtiene aproximadamente el mismo perfil
de duna. Hemos medido el grado de mezcla obtenido al inyectar agentes de
sostén distintos mediante el concepto de entropía de mezcla. Este paráme-
tro parece ser una forma simple y apropiada para medir el grado de mezcla
observado en la duna. Esto ayuda a detectar la medida en la que los AS de
distinto tipo permanecen segregados en la celda. Dunas bien mezcladas tie-
nen menor conductividad cuando un pozo es puesto en producción, por lo
que dunas bien segregadas son deseadas.

6.2 Trabajos futuros

En la bibliografía no se encuentra aún una comparación directa de expe-
rimentos a escala con simulaciones numéricas. Esto puede deberse en parte a
que los grupos de investigación que trabajan con simulaciones numéricas no
poseen la capacidad para realizar experimentos y viceversa. En nuestro caso
en particular, recientemente contamos con un equipo diseñado para analizar
el transporte de partículas en una celda de dimensiones similares a la des-
cripta en esta tesis. Actualmente se está trabajando en esta línea para realizar
comparaciones directas y así validar los resultados obtenidos por CFD-DEM.

Por otro lado, no se encuentra en la bibliografía trabajos numéricos en los
que se modelen fracturas complejas con bifurcaciones en lugar de un único
plano de flujo. En ese sentido, es valioso estudiar este tipo de sistemas en
los cuales resulta de interés conocer la distribución de agente de sostén tanto
en una fractura principal como en sus ramificaciones. Debe notarse que el
hecho de considerar una bifurcación, imposibilita el tratamiento 2D para la
fase fluida. Por tal motivo se deberá utilizar un modelo que contemple una
sección del plano perpendicular al plano de propagación.
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Se prevé que el uso de simulaciones CFD-DEM será particularmente ade-
cuando para el estudio de configuraciones complejas que son difíciles de rea-
lizar experimentalmente, como es el caso del estudio de fracturas con ramifi-
caciones y el análisis de la estabilidad del AS durante el flowback [98].
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Apéndice A

Perfiles de duna

Para extraer el perfil de la duna partimos de los resultados de simulación
con las partículas totalmente decantadas. En primer lugar procedemos a divi-
dir la celda en pequeños volúmenes (denominados bins), cada uno de ancho
fijo ∆x = 1,0 cm, una altura igual al alto de la celda h = 0,8 m y un espesor
igual al de la celda de simulación, tal como podemos ver en la Fig. A.1.

z

y

xxi Δxi

h

Figura A.1: División de la celda en bins de ancho ∆x = 0,1 m y
alto h = 0,8 m.

El i–ésimo bin está ubicado en la posición xi, de modo tal que se considera
dentro de ese bin a las partículas cuya coordenada xj verifique la condición
xi − 1

2 ∆x ≤ xj ≤ xi +
1
2 ∆x (ver Fig. A.2).
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yCM

Figura A.2: Posición del centro de masa yCM y de las partículas
dentro del i–ésimo.

Luego se calcula la coordenada vertical del centro de masa (yCM) del gru-
po de partículas en el i–ésimo bin (ver Fig. A.2).

yCM =
∑Ni

j=1 yj

Ni
, (A.1)

siendo Ni el número total de partículas en el i–ésimo bin y yj la coordenada
vertical de cada partícula.

Luego de calcular la coordenada vertical del centro de masa (yCM), asu-
miendo que la fracción volumétrica es aproximadamente constante a lo largo
de la columna de partículas, la posición de la superficie libre (h(x)) en un bin
determinado se puede estimar como h(x) = 2yCM. Para los casos analizados,
la suposición de fracción volumétrica es correcta y se mantiene dentro de un
1 % de error.

El perfil completo de la duna se obtiene calculando para cada bin el par
de puntos [xi; h(xi)].
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Apéndice B

Entropía de mezcla

Para medir el grado de mezcla de los distintos tipos de agente de sostén,
usamos el concepto de entropía de mezcla (ver por ejemplo [45] para una
aplicación en mezclado de partículas). Consideremos una región en el espa-
cio que posee una mezcla binaria de partículas conformada por NI partículas
de tipo I y NII partículas de tipo II (ver Fig. B.1 )

NINII

Figura B.1: Región del espacio con una mezcla binaria de NI
partículas de tipo I y NII partículas de tipo II.

Por lo tanto en la región habrá una fracción xI =
NI

NI+NII
de partículas de

tipo I, y una fracción xII =
NII

NI+NII
de partículas de tipo II, verificándose que

xI + xII = 1. En estas condiciones, la entropía de mezcla S para una mezcla
binaria se define como [45]

S = xI ln xI + xII ln xII. (B.1)

Para un volumen vacío (xI = xII = 0) o para un volumen que sólo posee
partículas de un solo tipo (xI = 1 ∧ xII = 0 ó xI = 0 ∧ xII = 1), la entropía de
la mezcla es igual a cero.

S = 0


xI = xII = 0

xI = 1∧ xII = 0

xI = 0∧ xII = 1

. (B.2)
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Para un volumen con igual número de partículas de cada tipo (xI = xII =

0,5), la entropía de la mezcla es máxima.

S = Smax

{
xI = xII = 0,5 . (B.3)

Esta medida es aplicada a pequeñas celdas a lo largo del dominio para
crear un mapa de colores y representar el grado de mezcla del sistema. La
celda en estudio en particular se ha dividido en 120 celdas en la dirección
vertical y 240 celdas en la dirección horizontal. Luego se calculó la entropía
de la mezcla Sij en cada celda según los índices ij, correspondiendo i al posi-
ción horizontal y j al vertical. Normalmente se normalizan los valores de Sij

con Smax de modo que en el mapa de colores 0 ≤ S ≤ 1.
Para obtener un perfil de entropía promedio a lo largo de la longitud de

la celda debe obtenerse la entropía de cada columna i sumando la entropía
de cada celda j de esa columna. De acuerdo a Wen [45].

Si =
ny

∑
j=1

NijSij, (B.4)

siendo Nij el número total de partículas en la celda ij y ny el número de celdas
en la dirección vertical. Debe notarse que la entropía de mezcla sumada de
un grupo de celdas es diferente a la entropía de mezcla del mismo volumen
considerado como una única celda (ver Fig. B.2). De modo que la entropía
de la mezcla es sensible al tamaño de celda utilizado, el cual debe ser lo sufi-
cientemente grande como para que quepan algunas partículas.

z

y

xxi

Sij

yi

Sj

Figura B.2: Diferencia entre la entropía de celda ij (Sij) y la en-
tropía de la columna j (Sj) referida a un volumen formado por

todas las celdas para esa columna.
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[60] I. Demirdžić y S. Muzaferija. “Finite volume method for stress analy-
sis in complex domains”. International Journal for Numerical Methods in
Engineering 37.21 (1994).



BIBLIOGRAFÍA 105

[61] H. Jasak y H. G. Weller. “Application of the finite volume method and
unstructured meshes to linear elasticity”. International journal for nume-
rical methods in engineering 48.2 (2000).
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