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RESUMEN

La destilación reactiva es una 
tecnología intensificada que ha 
demostrado ventajas económicas 
y operacionales en la producción 
del combustible renovable de 
aviación. En dicho procedimiento, 
las reacciones de conversión, así 
como la separación de los produc-
tos, se llevan a cabo en una colum-
na de destilación con catalizador 
sólido. En una de las configura-
ciones poco estudiadas de estos 
sistemas se colocan contenedores 
de catalizador sobre la base de los 
platos perforados de la columna; 
ello ofrece beneficios en cuanto al 
rendimiento y selectividad de las 
operaciones de reacción-separa-
ción. En este trabajo se presenta 
un modelo basado en cfd para la 
simulación de un plato perforado 
con contenedores de catalizador 
que funciona bajo las condiciones 
operativas de una columna de 
destilación reactiva utilizada en 
la producción de combustible 
renovable de aviación. En este 
caso se consideró el modelado de 
un flujo líquido-vapor no isotér-
mico a través de dicho sistema.  
El modelo desarrollado se utilizó 
para analizar el efecto del tamaño 
de las burbujas de vapor sobre 

dos de los parámetros hi-
dráulicos más importantes 
en platos perforados: la 
altura de líquido claro y la 
velocidad de la espuma. 
A partir del análisis de los 
resultados obtenidos, se 
concluye que el modelo 
es capaz de representar 
con un buen grado de 
precisión el comporta-

miento experimental reportado 
para un sistema similar. Además, 
se observó que los diseños de plato 
que producen burbujas más gran-
des promueven una mayor altura de 
líquido claro y una menor velocidad 
de la espuma en el plato. Ello im-

plica un mayor tiempo de contacto 
y una mejor interacción entre las 
fases, lo cual se traduce en un 
incremento en las velocidades de 
las reacciones de conversión y en 
la eficiencia de separación de los 
productos.  

Palabras clave: altura de lí-
quido claro, cfd, combustible 
renovable de aviación, plato 
con contenedores de cataliza-
dor, velocidad de la espuma.

ABSTRACT

Reactive distillation is an intensi-
fied technology that has demon-
strated interesting economical 
and operational advantages in the 
production of renewable aviation 
fuel. In reactive distillation, conver-
sion reactions as well as separation 
of products take place in a distil-
lation column with solid catalyst. 
In one of the less-studied config-
urations of these type of systems, 
catalyst containers are placed on 
the floor of the sieve trays of the 
column; this is advantageous in re-
action-separation operations from 
the point of view of selectivity and 
conversion. This paper presents 
a cfd-based model for the simu-
lation of a sieve tray with catalyst 
containers working under the 
operating conditions of a column 
used for the production of renew-
able aviation fuel through reactive 
distillation. Modeling of a non-iso-
thermal liquid-vapor flow through 
the system was considered in this 
case. The developed model was 
used to analyze the effect of the 
vapor bubble size on two of the 
most important hydraulic param-
eters in sieve trays: clear liquid 
height and froth velocity. From the 
analysis of the obtained results, it 
can be concluded that the model 
is capable to provide a fairly good 
agreement with the observed ex-

El presente estudio muestra 
una serie de observaciones 
conseguidas tras el diseño 

experimental de un sistema 
con el cual se sometieron a 

prueba distintos parámetros 
del proceso que permite 

obtener combustible 
renovable de aviación.
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perimental behavior reported for 
a similar system. In addition, it was 
observed that those tray designs 
that produce bigger bubbles tend 
to promote a higher clear liquid 
height and a lower froth velocity. 
This implies a higher contact time 
as well as a better interaction be-
tween both phases, which in turn 
promotes an increase in the con-
version reaction rates and the sep-
aration efficiency of the products.

Keywords: clear liquid height, cfd, 
renewable aviation fuel, tray with 
catalyst containers, froth velocity.

INTRODUCCIÓN

La Asociación Internacional de 
Transporte Aéreo (iata, por sus si-
glas en inglés) ha identificado a la 
industria del combustible renova-
ble de aviación como la alternativa 
más promisoria para alcanzar un 
desarrollo sostenible del sector 
aéreo mediante la reducción en 
las emisiones de gases de efecto 
invernadero, como el CO2 [1]. De 
entre todas las rutas existentes 
para la obtención de este bio-
combustible, el hidrotratamien-
to de triglicéridos es la que ha 
experimentado un desarrollo más 
rápido; esta representa alrededor 
del 2.4 % de la producción mundial 
[2]. Además, está certificada por la 
Sociedad Americana de Pruebas y 
Materiales (astm, por sus siglas en 
inglés) para su uso comercial [3].

En el hidrotratamiento de trigli-
céridos, una corriente de estas 
materias primas se alimenta a un 
reactor que opera a altas presión y 
temperatura, en el cual se convier-
te en hidrocarburos de cadena lar-
ga en presencia de un catalizador 
sólido a través de las reacciones 
de desoxigenación y descarboni-
lación. Los productos resultantes 
se alimentan a un segundo reactor 

para producir hidrocarburos de 
cadenas más cortas mediante las 
reacciones catalíticas de craqueo e 
isomerización, en un rango de C8 y 
C16, el cual corresponde al com-
bustible renovable de aviación. En 
esta etapa se producen, también, 
gases ligeros, naftas y diésel 
verde, los cuales son usualmente 
separados por destilación [4].

La destilación reactiva hetero-
génea es una de las estrategias 
recientemente propuestas para 
intensificar el hidrotratamiento de 
triglicéridos. Tanto las reacciones 
de craqueo e isomerización, como 
la separación de los hidrocarburos 
producidos se llevan a cabo en una 
columna de destilación con catali-
zador sólido colocado dentro de la 
misma. En investigaciones ante-
riores se ha demostrado que esta 
estrategia es capaz de promover 
un incremento en los rendimien-
tos del combustible renovable 
de aviación y una reducción en la 
presión de operación y el impac-
to ambiental del proceso [5, 6]. 

Con respecto al catalizador sólido, 
este puede colocarse de dos ma-
neras distintas: como empaques 
en las columnas de destilación 
reactiva o en diferentes arreglos 
en los platos perforados de las 
mismas [7, 8]. Se ha demostrado 
en diversos estudios que este 
último arreglo promueve cargas 
de líquido y tiempos de residencia 
más altos en comparación con los 
empaques; ello ofrece ventajas en 
las operaciones de reacción-sepa-
ración desde el punto de vista de 
conversión y selectividad [8, 9]. Una 
de las configuraciones más intere-
santes para este tipo de sistemas 
es aquella en la que se colocan 
contenedores de catalizador sobre 
la base de un plato perforado. Los 
contenedores se sitúan perpendi-
culares al flujo de la fase líquida y 
esta fluye a través de los espacios 
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entre ellos. Este arreglo produce 
una caída de presión más baja en 
comparación con los diseños de 
platos en los cuales una o am-
bas fases circulan a través de los 
empaques de catalizador. A pesar 
de ello, los platos perforados con 
empaques de catalizador no se 
han estudiado a fondo desde la 
perspectiva de diseño y eficacia.

El desempeño de los platos perfo-
rados en las columnas de destila-
ción reactiva puede determinarse 
a partir del análisis de algunos 
parámetros hidráulicos, tales como 
la altura de líquido claro (clear 
liquid height) y la velocidad de 
la espuma (froth velocity) [10, 11]. 
Dichos factores dependen en gran 
medida de la forma en que las 
burbujas de vapor se distribuyen 
por la zona activa de los platos. 
En este sentido, el tamaño de las 
burbujas a su vez depende del 
diámetro de los orificios locali-
zados en la base de los platos.

La relación entre los paráme-
tros hidráulicos en los platos de 
las columnas convencionales y 
el diseño de los mismos puede 
analizarse desde dos perspectivas 
distintas: estudios experimentales 
y modelos teóricos. Los estudios 
experimentales sobre el diseño y 
el análisis de equipos ingenieriles 
por lo general requieren de un 
número considerable de pruebas 
para controlar las condiciones 
operativas relevantes. Con el fin 
de reducir el consumo de tiempo 
y el costo de estas pruebas, se 
ha propuesto el uso de modelos 
basados en la dinámica compu-
tacional de fluidos (cfd, por sus 
siglas en inglés). La cfd ha demos-
trado ser una herramienta com-
putacional robusta y eficaz para 
propósitos de investigación, pues 
proporciona un mejor entendi-

miento de los complejos fenóme-
nos físicos y químicos y permite 
obtener una predicción acertada 
respecto al desempeño de varios 
diseños en el análisis y la evalua-
ción de nuevos equipos [12-14]. 

Con base en los puntos anteriores, 
en este trabajo se presenta un 
modelo basado en cfd para la 
simulación de contenedores de 
catalizador en un plato perforado 
que trabaja bajo las condiciones 
operativas de una columna de des-
tilación reactiva utilizada en la pro-
ducción de combustible renovable 
de aviación. Se consideró, además, 
el modelado de un flujo líqui-
do-vapor no isotérmico a través de 
dicho sistema.  El modelo cfd se 
utilizó para analizar el efecto del 
tamaño de las burbujas de vapor 
sobre dos de los parámetros hi-
dráulicos más importantes en pla-
tos perforados: altura de líquido 
claro y la velocidad de la espuma.

METODOLOGÍA

En esta sección se describen en 
términos generales las etapas que 
conlleva el desarrollo del modelo 
basado en cfd, que representa el 
flujo líquido-vapor no isotérmico 
a través de un plato perforado 
con contenedores de catalizador. 

Generación del dominio compu-
tacional

La geometría que representa el 
plato perforado con contenedo-
res de catalizador analizado en 
este trabajo fue generada en el 
paquete comercial ansys® Design-
Modelertm. Para la generación del 
dominio computacional se consi-
deró un plato representativo con 
contenedores de catalizador, los 

cuales se sostienen a la base del 
plato por medio de una serie de 
clips de soporte. Se incluyó un 
primer plato sin contenedores de 
catalizador sobre el plato repre-
sentativo, mientras que el bajante 
de un segundo plato sin cataliza-
dor se colocó debajo del mismo. 
Estas consideraciones geométricas 
se hicieron con el fin de propor-
cionar condiciones de flujo apro-
piadas para las fronteras (entrada 
y salida) del plato representativo 
con contenedores de catalizador. 
Un diagrama del dominio compu-
tacional descrito, incluyendo sus 
principales componentes indivi-
duales, se presenta en la Figura 1. 

El diseño del plato representativo 
se obtuvo a partir de las pautas y 
la metodología de diseño pro-
puestas en [8, 10, 11]. La informa-
ción requerida para la aplicación 
de dicha metodología se obtuvo 
a partir del trabajo presentado en 
[5] sobre la producción de com-
bustible renovable de aviación por 
medio de destilación reactiva. En 
ese estudio, los autores propusie-
ron el uso de una columna de des-
tilación con un catalizador sólido 
para llevar a cabo las reacciones 
de craqueo e isomerización, así 
como la separación de la mezcla 
de hidrocarburos producida. El 
diámetro del plato representativo 
analizado en este caso se calculó 
considerando los flujos másicos 
más altos de las fases líquida y 
vapor en la zona reactiva de la co-
lumna: 13 320.2 kg/h y 13 364.7 kg/h, 
respectivamente. En la base de 
las pautas y las metodologías de 
diseño utilizadas se considera que, 
si un plato opera correctamente 
con los flujos máximos de líquido 
y vapor, también lo hará al traba-
jar con flujos másicos más bajos.
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Las dimensiones geométricas del 
plato representativo analizado se 
presentan en la Tabla 1. Para esta 
investigación se consideraron dos 
valores diferentes para el diámetro 
de los orificios de entrada vapor: 
0.00635 m (diseño stc1) y 0.0127 m 
(diseño stc2), con el objetivo de 
analizar el efecto de diferentes diá-
metros de burbuja en los paráme-
tros hidrodinámicos de los platos 

en la columna. Además, para un 
mismo diseño de plato se conside-
raron distintos valores para la altura 
del rebosadero y, consecuentemen-
te, la longitud debajo del bajante.

ecuaciones Gobernantes 

Se seleccionó el enfoque eule-
riano de dos fases para repre-

sentar los efectos térmicos e 
hidrodinámicos más significativos 
en el plato representativo con 
contenedores de catalizador: 
el flujo simultáneo de las fases 
líquida y vapor, el mezclado 
y la energía transferida en-
tre ambas fases. Desde dicha 
perspectiva, una de las fases 
es considerada como la conti-
nua, y la otra como dispersa.

Figura 1. Dominio computacional del plato representativo: a) dominio completo, b) vista ampliada del plato representa-
tivo, c) vista lateral del plato representativo, d) vista de la base del plato representativo.
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Tabla 1. Dimensiones geométricas para los diseños de plato considerados en este trabajo.

dimensiones Geométricas diseño stc1 diseño stc2

diámetro del plato (m) 0.980 0.980

espaciamiento entre platos (m) 0.4572 0.4572

diámetro de orificios de vapor (m) 0.00635 0.0127

área neta (m2) 0.6073 0.6073

área burbujeante (m2) 0.5216 0.4877

área de orificios de vapor (m2) 0.0113 0.0452

área del bajante (m2) 0.1470 0.1470

área de los clips de soporte (m2) 0.0744 0.0744

altura del rebosadero (m) 
0.0889a 

0.1016b

0.1143c

0.0889a 
0.1016b

0.1143c

lonGitud del rebosadero (m) 0.7068 0.7068

lonGitud debajo del bajante (m)
0.07112a 
0.08128b

0.09144c

0.07112a 
0.08128b

0.09144c

espaciamiento entre los orificios de vapor (m) 0.0381 0.0381

número de contenedores de catalizador (–) 23 23

altura de contenedores de catalizador (m) 0.07 0.07

espesor de contenedores de catalizador (m) 0.02 0.02

lonGitud de contenedores de catalizador (m)  

0.54d

0.30e

0.40f

0.50g

0.54d

0.30e

0.40f

0.50g

a, b, c Dado que para los diseños de plato stc1 y stc2 se consideraron tres diferentes alturas del rebosadero, se muestran 
los valores correspondientes de la longitud debajo del bajante.

d, e, f, g Longitud de los contenedores de catalizador colocados en diferentes posiciones del plato: centro (d), extremos 
izquierdo y derecho (últimos (e), penúltimos (f) y antepenúltimos (g)).

En general, existen dos regímenes 
de flujo líquido-vapor en los platos 
perforados a escala industrial: 
aspersión (spray) y espuma (froth). 
Con base en los valores de los 
flujos másicos de líquido y vapor 
presentados en la sección Genera-
ción del dominio computacional, 
se consideró que el régimen de 
espuma era el mecanismo de flujo 
multifásico gobernante; es decir, la 
corriente líquida se tomó como la 
fase continua y las burbujas de va-
por como la dispersa. A continua-
ción, se presentan las ecuaciones 
que conforman este modelo. 

En primer lugar, se plantea la 
ecuación de continuidad para 
cada una de las fases, la cual 
representa la conservación de la 
masa en el sistema de estudio:

  (1)

  (2)

donde los subíndices V y L se 
refieren a las fases vapor y líquida, 
respectivamente, α es la fracción 
volumen, ρ es la densidad, ν→ es 
la velocidad y t es el tiempo.

De manera similar que en la con-
servación de masa, debe plantear-
se una ecuación de momentum 
para cada fase, la cual representa 
un balance entre las fuerzas que 
actúan sobre un elemento de 
fluido. De esta forma, las ecua-
ciones de momentum para un 
sistema euleriano líquido-vapor 
en un flujo turbulento son:

   (3)
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    (4)

donde ρ es la presión del siste-
ma, g→  es el vector de aceleración 
gravitacional, F

→
 L−V y F

→
 V−L repre-

sentan la transferencia de mo-
mentum asociada a las fuerzas 
que actúan sobre una fase debido 
a su interacción con la otra fase 
(fuerzas interfaciales) y  μeff es la 
viscosidad efectiva, que depende 
de la viscosidad molecular (μ) y 
la viscosidad turbulenta (μt) de 
acuerdo con la siguiente relación: 

    (5)

Las ecuaciones de energía para 
cada una de las fases en el sistema 
euleriano líquido-vapor a repre-
sentar son:

    (6)

   (7)

donde h es la entalpía específica, 
k es la conductividad térmica y los 
términos  Q

→
 L-V y Q

→
 V-L representan 

la magnitud del calor transferido 
entre las fases líquida y vapor. 
La entalpía específica para una 
fase q (ya sea líquido o vapor) se 
modela de la siguiente manera:

   (8)

donde CP es la capacidad calorífica 
específica, T es la temperatura y Tref 
es la temperatura de referencia.

La suma de las fracciones volumen 
en las ecuaciones de conserva-
ción presentadas anteriormente 
(Ecs. 1-4, 6 y 7) debe ser igual a 1.

Existen términos importan-
tes en las ecuaciones 3 a 7 que 

deben modelarse: F
→
 L−V, F

→
 V−L, 

μt, Q
→
 L - V y Q

→
 V - L. Su modelado 

se describe a continuación.

Modelado de la transferen-
cia de MoMentuM interfacial

La transferencia de momentum 
interfacial ocurre debido a las 
fuerzas interfaciales. Ya que estas 
fuerzas son iguales en magnitud 
pero opuestas en dirección entre 
ambas fases, la suma total de las 
mismas es igual a cero, es decir:

   (9)

donde F
→

D es la fuerza de arrastre 
interfacial. La siguiente forma 
general se utiliza para modelar la 
fuerza de arrastre entre las fases 
líquida y vapor [15]:

 

   (10)

donde KVL corresponde al coe-
ficiente de intercambio de mo-
mentum interfacial, f es la función 
de arrastre, dv es el diámetro de 
burbuja, Ai es la concentración de 
área interfacial y τv es el tiempo 
de relajación de las partículas.

Los términos Ai y τv son mo-
delados de esta manera:

   (11)

    (12)

En este trabajo, se utilizó el mode-
lo de Schiller y Naumann [16] para 
definir la función de arrastre (f). 
Este ha sido empleado con éxito 
en el análisis y modelado de flujos 
multifásicos en diferentes confi-
guraciones de platos [17-19]. La 
función de arrastre está dada por:

    (13)

donde CD es el coeficien-
te de arrastre, el cual, a 
su vez, está dado por:

 (14)

y Re es el número de Reynolds 
relativo, que se calcula como 
se muestra a continuación:

  (15)

Modelado de la transferen-
cia de energía interfacial

La tasa volumétrica de energía 
transferida entre ambas fases 
(Q

→
 V - L) se modela como una fun-

ción dependiente de la diferen-
cia de temperaturas entre las 
fases y el área interfacial (Ai):

   (16)

donde hVL es el coeficiente volu-
métrico de transferencia de calor 
entre las fases líquida y vapor. 

Este parámetro depende de 
algunas propiedades de ambas 
fases, como la conductividad 
térmica de la fase líquida (kL), el 
diámetro y el número de Nusselt 
de la fase vapor (Nu�), expre-
sado de la siguiente forma:

   (17)

En este trabajo, el coeficiente 
de transferencia de calor inter-
facial se calcula por medio del 
modelo de Ranz y Marshall [20], 
que ha sido utilizado en estudios 
computacionales sobre platos 
perforados donde la fase vapor 
es considerada como la fase 
dispersa [21, 22]. En este mode-
lo, el número de Nusselt de la 
fase vapor se calcula por me-
dio de la siguiente expresión:

  (18)
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donde Pr es el número de 
Prandtl de la fase líquida y se 
calcula de la siguiente forma:

   (19)

Modelado de la turbulencia

Para que las ecuaciones del 
enfoque euleriano puedan re-
solverse, se requiere un modelo 
de turbulencia apropiado para el 
cálculo de la viscosidad turbulen-
ta. Los modelos más utilizados en 
simulaciones ingenieriles a escala 
industrial ofrecen un adecuado 
compromiso entre la capacidad 
descriptiva de las variables turbu-
lentas y el costo computacional 
requerido para su ejecución [9, 
22]. En este trabajo, se utilizó 
el modelo κ - ε para modelar la 
contribución turbulenta de cada 
fase. La viscosidad turbulenta (μt) 
se calcula como la relación entre la 
energía cinética turbulenta (κ) y la 
tasa de disipación de la misma (ε):

             (20)

             (21)

Los valores de κ y ε para cada una de 
las fases se obtienen directamente 
de la solución de las ecuaciones dife-
renciales de transporte para la ener-
gía cinética turbulenta y su tasa de 
disipación. La energía cinética tur-
bulenta para las fases líquida y va-
por se calcula a partir de las ecua-
ciones 22 y 23, respectivamente:  

   (22)

    (23)

Por otro lado, la tasa de disipación 
de energía turbulenta para las 
fases líquida y vapor se calcula con 
ayuda de las ecuaciones 24 y 25:

    

  (24)

    

  (25)

U
→

 es la velocidad ponderada para 
cada fase y Gk es la producción 
turbulenta debido a esfuerzos 
viscosos, la cual está dada por:

 (26)

 (27)

Cμ se calcula como sigue:

   (28)

donde:

  (29)

   (30)

  (31)

Ωij es la velocidad media del 
tensor de rotación en un marco 
de referencia rotacional con una 
velocidad angular ωk. A0 posee un 
valor constante de 4.04 y As está 
dada por:

   (32)

donde:

  (33)

   (34)

   (35)

  (36)

El término CVL posee un valor 
constante de 2.0, mientras que 
el término CLV puede aproxi-
marse de la siguiente forma:

  (37)

donde el término ηVL se define 
matemáticamente como sigue:

   (38)

Por su parte, el tiempo caracte-
rístico de relajación de las partí-
culas relacionado con los efectos 
inerciales que actúan sobre la fase 
dispersa (τF,VL) se define como:

 (39)

donde CV es el coeficiente de 
masa añadida, el cual tiene un 
valor de 0.5. La escala integral 
de tiempo lagrangiana calculada 
a través de la trayectoria de las 
partículas (τF,VL) se define como:

   (40)

donde:

   (41)

   (42)
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  (43)

  (44)

θ es el ángulo entre la velocidad 
media de las partículas y la veloci-
dad media relativa.

Las constantes σκ, σε, C1ε, C2ε y C3ε 
en las ecuaciones 22 a 25 poseen 
los siguientes valores estándar: 1.0, 
1.3, 1.44, 1.92 y 1.2, respectivamen-
te. Estos fueron establecidos con 

la finalidad de que el modelo se 
desempeñe apropiadamente para 
una gran variedad de flujos [15].

mallado del dominio computa-
cional

El dominio computacional conside-
rado en este trabajo se discretizó en 
el paquete comercial para la gene-
ración de mallas ansys® Meshingtm. 
Se aplicó un refinamiento especial 
en las zonas con altos gradientes 

geométricos con el fin de obtener 
una estimación apropiada de las 
variables de flujo en dichas regiones 
(la zona de los orificios de entrada 
del vapor y la zona en donde se 
ubican los contenedores de cataliza-
dor). Mediante este procedimiento 
se generaron mallas no estructura-
das conformadas por elementos te-
traédricos y hexaédricos, las cuales 
se muestran en la Figura 2. El núme-
ro de elementos en las mallas resul-
tantes para los diseños stc1 y stc2 
son, en orden: 1 334 124 y 1 302 606.

Figura 2. Malla del dominio computacional: a) plato representativo, b) detalle de la malla interna para la sección con 
contenedores de catalizador, c) base del plato, d) vista ampliada de los orificios de entrada del vapor.
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condiciones frontera y pro-
piedades de los fluidos

El plato analizado en este trabajo 
está ubicado en una columna de 
destilación reactiva en la cual los 
hidrocarburos de cadena larga 
producidos en un reactor de 
hidrodesoxigenación se convierten 
en hidrocarburos de cadenas más 
cortas, en el rango de C8 y C16, 
por medio de las reacciones de 
craqueo e isomerización. En este 
sentido, los componentes en las 
corrientes de líquido y vapor que 
fluyen a través del plato represen-

tativo son, en su mayoría, hidro-
carburos en el rango de C9 y C15. 
Las propiedades de transporte de 
las fases utilizadas en la simula-
ción del modelo fueron estimadas 
en el módulo Aspen Properties® 
para las condiciones de operación 
establecidas; se seleccionó el 
método peng-rob [23, 24] para este 
propósito. Dichas propiedades 
son presentadas en la Tabla 2.

Para que las ecuaciones gober-
nantes puedan resolverse numéri-
camente es necesario especificar 
condiciones apropiadas para las 

variables de flujo en las fronteras de 
las geometrías que representan los 
diseños de platos analizados en este 
trabajo (entradas, salidas y paredes). 
Estos valores fueron especificados a 
partir de las condiciones operativas 
reportadas en el trabajo de Gutié-
rrez Antonio et al. [5] y se presentan 
en la Tabla 3. Para la salida de cada 
una de las fases se especificó el va-
lor de la presión en dichos puntos: 
1 036 402 Pa para la fase líquida y 
1 040 219 Pa para la fase vapor. Se 
estableció una condición de no-des-
lizamiento para todas las paredes 
del dominio computacional.

Tabla 2. Propiedades de transporte para las fases líquida y vapor.

propiedad fase líquida fase vapor

viscosidad, kG/m·s 8.9042×10-5 1.0611×10-5

densidad, kG/m3 470.798 44.511

capacidad calorífica específica, j/kG·k 3582.102 2802.774

conductividad térmica, W/m·k 0.0682 0.0415

Tabla 3. Condiciones frontera para el dominio computacional.

frontera/variable diseño stc1 diseño stc2

entrada de líquido

velocidad (m/s) 0.1073 0.1073

temperatura (k) 589.17 589.17

fracción volumen de vapor (–) 0 0

diámetro hidráulico (m) 0.1964 0.1964

intensidad de la turbulencia (%) 5 5

entrada de vapor

velocidad (m/s) 7.3523 1.8381

temperatura (k) 607.17 607.17

fracción volumen de vapor (–) 1 1

diámetro hidráulico (m) 0.00635 0.0127

intensidad de la turbulencia (%) 5 5
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método numérico de solución

Se utilizó el software comercial 
ansys® Fluent® 2019 R2 para resol-
ver las ecuaciones del modelo 
desarrollado y con ello efectuar las 
simulaciones del mismo en estado 
transitorio. Se estableció un paso 
de tiempo de 0.025 s, considerando 
20 iteraciones por cada paso de 
tiempo; estos ajustes proporcio-
naron una solución numérica sin 
problemas de convergencia. El 
algoritmo Phase-Couple simple se 
utilizó para efectuar el acoplamien-
to presión-velocidad durante la 
solución numérica de las ecuacio-
nes gobernantes. Se seleccionó 
un esquema de discretización de 
segundo orden para las variables 
de flujo y energía. Finalmente, se 
estableció que el criterio de con-
vergencia numérica se consiguiera 
cuando los residuales alcanzaran un 
valor de 10-4 para las variables de 
momentum y de turbulencia, y de 
10-6 para las variables de energía. 

RESULTADOS Y DISCUSIÓN

altura de líquido claro en 
función del tamaño de las 
burbujas de vapor

La altura de líquido claro se define 
como la altura de líquido que se 
tendría en un plato asumiendo que 
no hay vapor fluyendo en forma 
simultánea. Esta proporciona una 
medida del nivel de líquido en el 
plato y se relaciona directamente 
con la eficiencia del mismo, pues 
los valores altos de este parámetro 
hidráulico conllevan a un aumento 
en el tiempo de contacto entre 
las fases líquida y vapor [11]. 

De manera similar que en algunos 
estudios computacionales pre-

vios [25, 26], la altura de líquido 
claro se calculó multiplicando 
el espaciamiento entre platos 
(Tabla 1) por la fracción volumen 
promedio de la fase líquida en la 
zona activa del plato representa-
tivo; este último valor se obtuvo 
de las simulaciones del modelo 
computacional desarrollado. 

Los valores de la altura de líquido 
claro estimados para el plato repre-
sentativo, operando con diferentes 
tamaños de burbujas de vapor, se 
presentan en la Figura 3: 0.00635 m 
(diseño stc1) y 0.0127 m (diseño 
stc2). Además, se consideraron tres 
valores diferentes para la altura del 
rebosadero con el fin de obtener 
suficientes datos que permitieran 
una comparación con los resulta-
dos experimentales. Como puede 
verse, los perfiles de la altura de 
líquido claro obtenidos para los 
dos tamaños de burbuja poseen 
una tendencia que coincide con los 

datos experimentales reportados 
por Van Baten et al. en su estudio 
sobre un sistema similar [9].

Representado en la Figura 3, el 
tamaño de las burbujas de vapor 
tiene una influencia más pronun-
ciada en los valores de la altura 
de líquido claro para los diseños 
de plato con una mayor altura del 
rebosadero en comparación con 
aquellos que poseen bajas alturas 
de este parámetro geométrico. 
Ello puede explicarse tomando en 
cuenta que la altura del rebosa-
dero determina directamente el 
nivel de la fase líquida en el plato; 
por lo tanto, es de esperarse que 
cuando se tienen niveles bajos 
de líquido en el plato existe una 
mayor penetración de esta fase 
por parte de la fase vapor dada 
la cercanía con los orificios de 
vapor en la base del plato, inde-
pendientemente de los tamaños 
de burbuja que se tengan.
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Figura 3. Variación de la altura de líquido claro con respecto a la altura del re-
bosadero para dos platos representativos con diferentes tamaños de burbuja: 

0.00635 m (diseño stc1) y 0.0127 m (diseño stc2).
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Por otro lado, a medida que se 
incrementa la altura del rebosa-
dero, también aumenta el nivel 
de líquido en el plato. En estos 
casos, el tamaño de las burbu-
jas de vapor tiene una mayor 
influencia en la distribución de 
ambas fases en la espuma resul-
tante. Lo anterior proporciona 
una explicación para la diferen-
cia entre los perfiles de la altura 
de líquido claro para diferentes 
tamaños de burbuja. En este 
sentido, las burbujas pequeñas 
poseen una mayor velocidad en 
comparación con las burbujas 
grandes, pues las primeras pro-
vienen de orificios con un área 
menor. Las altas velocidades de 
las burbujas pequeñas (y de la 
fase vapor en general) ocasionan 
un mayor desplazamiento de la 
fase líquida y un menor tiempo 
de contacto con la misma en 
comparación con las burbujas 
más grandes (que fluyen a una 
menor velocidad). 

Debido a que los valores altos 
de la fracción volumen de la 
fase líquida se traducen en una 
mayor altura de líquido claro; el 
desplazamiento excesivo de esta 
fase por las burbujas pequeñas 
ocasiona que se tengan valores 
bajos de este parámetro hidráu-
lico (stc1) en comparación con 
aquellos valores que se tienen 
para las burbujas más grandes 
(stc2).

Con base en estos puntos, el 
diseño stc2 exhibe un mejor des-
empeño en comparación con el 
stc1; el primero promueve la for-
mación de burbujas más grandes 
que a su vez permiten valores más 
altos de la altura de líquido claro. 

velocidad de la espuma en fun-
ción del tamaño de las burbujas

La velocidad de la espuma es otro 
de los parámetros hidráulicos más 
importantes en la evaluación del 
desempeño de los platos per-
forados. Esta se define como la 
velocidad a la cual fluye la mezcla 
líquido-vapor en la misma direc-
ción de la fase líquida a través 
de la zona activa del plato [11]. 
Este parámetro se calculó divi-
diendo el flujo volumétrico de 
la fase líquida entre el producto 
de la longitud del rebosadero 
y la altura de líquido claro ob-
tenida previamente. Los valores 
estimados de la velocidad de la 
espuma, considerando diferentes 
tamaños de burbujas de vapor, 
son presentados en la Figura 4. 

De manera similar que para la 
altura de líquido claro, estos datos 
se presentan para tres valores 
diferentes de la altura del rebosa-

dero. Como puede verse, aquel 
diseño que promueve la formación 
de burbujas más pequeñas (stc1) 
también ocasiona velocidades de 
espuma más altas que el diseño 
que fomenta la formación de 
burbujas más grandes (stc2). Lo 
anterior está directamente rela-
cionado con el fenómeno descrito 
en la sección anterior, ya que las 
burbujas pequeñas poseen una 
mayor velocidad que las grandes; 
las primeras causan un mayor 
desplazamiento de la fase líqui-
da, haciendo que esta fluya con 
una mayor velocidad. Del mismo 
modo que para la altura de líquido 
claro, estas diferencias son más 
significativas para los diseños con 
una mayor altura del rebosadero, 
tomando en cuenta que el des-
plazamiento de la fase líquida es 
más pronunciado en niveles de 
líquido bajos y que tienen una 
mayor cercanía con los orificios 
localizados en la base del plato. 
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Figura 4. Variación de la velocidad de la espuma con respecto a la altura del 
rebosadero para dos platos representativos con diferentes tamaños de burbu-

ja: 0.00635 m (diseño stc1) y 0.0127 m (diseño stc2).
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Puesto que los valores altos de la 
velocidad de la espuma implican 
un menor tiempo de contacto en-
tre las fases líquida y vapor, ello se 
traduce en una menor eficiencia en 
el desempeño de los diseños de 
plato que exhiben esta caracte-
rística. Por lo tanto, a partir de la 
comparación de este parámetro 
hidráulico, nuevamente puede es-
tablecerse que el diseño stc2 pre-
senta un mejor desempeño que el 
diseño stc1.            

CONCLUSIONES

En este trabajo se presentó un 
modelo basado en cfd para la 
simulación de un plato perforado 
con contenedores de catalizador 
que trabaja bajo las condiciones 
operativas de una columna de 
destilación reactiva utilizada en la 
producción de combustible reno-
vable de aviación. Este modelo se 
utilizó para analizar el efecto del 
tamaño de las burbujas de vapor 
sobre la altura de líquido claro y 
la velocidad de la espuma en la 
zona activa del plato. A partir del 
análisis de los resultados, puede 
concluirse que el modelo desa-
rrollado es capaz de representar 
con un buen grado de precisión 
el comportamiento experimental 
reportado para un sistema similar.

Con respecto a la comparación 
de los parámetros hidráulicos 
en el plato considerando dife-
rentes tamaños de las burbujas 
de vapor, puede concluirse que 
el diseño stc2 exhibe un mejor 
desempeño que el diseño stc1, 
tomando en cuenta que el pri-
mero, al producir burbujas más 
grandes y lentas, promueve una 
mayor altura de líquido claro y una 
menor velocidad de la espuma 
en la zona activa del plato. Esta 
combinación en el comportamien-
to de los parámetros hidráulicos 

analizados implica un mayor 
tiempo de contacto y una mejor 
interacción entre las fases líquida 
y vapor, lo cual se traduce en un 
incremento en las velocidades de 
las reacciones de conversión y 
en la eficiencia de separación de 
los productos generados.  
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