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RESUMO

Véos livres sdo frequentes em dutos submarinos, ocasionados pela irregularidade do leito do
mar ou por pontos em que atravessam outros dutos. A avaliagdo estrutural, mesmo que estatica,
exige a utilizacdo de ferramentas computacionais baseadas em método dos elementos finitos,
pois ndo hd uma formulacdo direta e precisa para determinacao da forga axial que considere o
efeito de segunda ordem, caracterizado pelo alongamento pds-flambagem. Uma alternativa,
comumente, utilizada como simplificacéo, € o calculo por consideracédo de duto totalmente fixo,
0 que leva a resultados conservadores. Portanto, a dificuldade em obter o valor da forca axial
eleva os custos com analise em fase de projeto ou com medidas mitigadoras em caso de vaos
rejeitados pelos critérios de admissibilidade. Outra dificuldade em analises de véos livres diz
respeito a previsdo da resposta dinamica em vibracdes induzidas por vortices (VIV) provocadas
pela corrente marinha. Devido a complexidade do fendmeno, as metodologias utilizadas
atualmente tém pouca precisdo, levando a resultados, normalmente, superestimados. Para
viabilizar uma solucdo da forca axial estatica sem a necessidade de softwares, foi desenvolvido,
no presente trabalho, um método baseado na aproximacéo da flecha por uma funcéo polinomial
de 4° grau, integrada ao longo do tubo para distribuicdo dos residuos. Com este procedimento,
foi possivel obter uma formulacéo préatica para o célculo da forca axial, cujo valor é necessario
para obter outras grandezas relevantes, como momento maximo e frequéncia natural. Os
resultados obtidos pelo método proposto foram comparados com a solugdo numérica atravées do
emprego do software ANSYS Mechanical, em dois casos distintos de tubulagdes, alcangando-
se divergéncias inferiores a 6%. Quanto & previsdo da amplitude de vibracdo por VIV, foi
desenvolvido um conceito de modelo bidimensional equivalente ao problema real
tridimensional, visando reduzir o custo computacional e viabilizar a aplicacdo de
Fluidodindmica Computacional (CFD — Computational Fluid Dynamics) com este propdsito
em projetos. Os resultados desta segunda metodologia proposta, implementada através do
software ANSYS CFX, foram comparados com dados de dois experimentos em condicdes
distintas, com o0 modelo de resposta empirico proposto pela DNV-RP-F105 e com um método
semi-empirico disponibilizado pelo software OrcaFlex. Exceto pela divergéncia obtida para
velocidades pequenas, 0 método proposto forneceu bons resultados comparados com 0s
experimentais, configurando-se como a melhor opg¢éo entre os demais métodos comparados.

Palavras-chave: dutos submarinos, vaos livres, forca efetiva, vibracéo induzida por vortices



ABSTRACT

Free spans occur frequently along submarine pipelines, caused by seabed unevenness or other
pipe crossings. The structural assessment, even static only, requires computational tools based
on finite element methods, because there is no direct and precise formulation to determine the
axial tension, which includes the second order effect related to post-buckling stretching. A
frequently used simplified alternative, is to assume a totally restrained pipe, which leads to
some conservatism. Therefore, the difficulty to determine the axial tension raises costs related
to design analyses or mitigating span lengths, rejected due to the conservatism of the admissible
criteria. Another difficulty regarding the assessment of free span is related to the prediction of
the dynamic response of vortex induced vibrations (VIV) caused by marine current. Due to the
phenomenon complexity, the methodologies currently used have poor accuracy and, normally,
overestimate the results. In order to increase the accuracy of the static calculations a more
reliable solution for the calculation of the axial force was developed within the present work,
which is based on the approximation of the deflection by a forth order polynomial, integrated
along the pipe length in order to force a residual distribution. Following this procedure, it was
possible to derive a practical formulation to calculate the axial tension, whose value is necessary
to calculate other relevant quantities, such as the maximum moment and the natural frequency.
The results obtained by the proposed method were compared to those of the numerical solution
given by the software ANSYS Mechanical, for two different cases of pipelines, reaching
deviations of less than 6%. Regarding the prediction of dynamic VIV responses, an equivalent
two-dimensional model concept was also developed within this thesis in order to decrease the
computational cost of the real tree-dimensional problem, which can be used to make the CFD
application a feasible tool for the pipeline design purpose. The results from this second
proposed methodology, implemented in the software ANSYS CFX, were compared to the
measurements of experimental data with different conditions and also to the DNV-RP-F105
empirical response model and to a semi-empirical method made available within the OrcaFlex
software. Despite the divergence calculated at lower velocities, the proposed method presented
good agreement with the experiment, figuring as the best of the three compared options.

Keywords: submarine pipelines, free spans, effective tension, vortex-induced vibrations
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1 INTRODUCAO
1.1 DUTOVIAS E A INDUSTRIA DE OLEO E GAS OFFSHORE

Dutovias séo conhecidas desde a antiguidade e, atualmente, sdo amplamente utilizadas
para o transporte de agua, petroleo, gas, combustiveis e minérios, entre outros. A aplicacdo
submarina comecou a ganhar forca em meados do século XX e ainda encontra-se em processo
de expansédo e desenvolvimento. Até o final do ultimo século, foram construidos quase 100.000
km de dutos submarinos com didmetro entre intermediario e grande, numa média de 5.000 km
por ano. Em todo o mundo, 10 % de todas as dutovias séo instaladas offshore, ou seja, afastadas
da costa (BRAESTRUP, 2006).

Dutos offshore sdo mais caros que os terrestres (onshore), devido as severas condi¢des
de operacdo e dificuldade de instalagdo. Porém, de acordo com Braestrup (2006), avangos
tecnoldgicos reduziram a relagdo entre custo de dutos offshore e onshore de 10 para 3, ao longo
das ultimas décadas. Em compensac¢do, dutos submarinos tém como uma das vantagens, em
relacdo aos demais, a menor dificuldade para obtencéo de aprovacéo e licenciamento ambiental
por parte das autoridades, pois envolve um nimero menor de instituicGes.

De acordo com a Global Marine Trends 2030 (FANG. I. et al., 2013), o aumento
previsto para 0 consumo de energia até 2030 € de 40 %. Apesar da pressdo internacional pelo
desenvolvimento de energias renovaveis, elas ndo serdo capazes de suprir integralmente essa
grande demanda adicional. Portanto, tudo indica que a industria de Oleo e Géas (O&G)
continuara com crescimento significativo, pelo menos, pela proxima década. A producgéo
mundial de gés natural, por exemplo, tinha, em 2015, 34 % proveniente de reservas offshore e
a previsdo para 2030 é de 42 %. Na mesma publicacdo citada anteriormente, é previsto que, em
2030, 60 % da demanda global de energia ainda sera suprida por petroleo e gas natural.

A busca por mais reservas de hidrocarbonetos como fontes energéticas (petrdleo e gas
natural) para suprir o aumento da demanda nas ultimas décadas tem levado a ambientes cada
vez mais severos, caracterizados por solos irregulares e dguas profundas. A producdo de O&G
em aguas profundas requer longos dutos submarinos, com centenas de quilémetros, que,
somados as condi¢des de elevadas pressdes e temperaturas, tornam seu projeto um desafio para
0s engenheiros.

No Brasil, a exploracdo de reservatério nas camadas de pré-sal é a aposta feita pela
PETROBRAS para aumentar sua producdo pelos proximos anos. A area Tupi da Bacia de

Campos, por exemplo, tem estimativa de 5 a 8 bboe (billion barrels of oil equivalent), que é
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uma medida com base na equivaléncia energética na queima de um barril de petréleo bruto.
Muitas sdo as dificuldades envolvidas na producéo do pré-sal, entre elas: agua ultra-profundas,
pocos espalhados em grande area, pressdes elevadas e distancia de 300 km da costa. Portanto,
a exploracdo do pré-sal tem demandado o desenvolvimento de novas tecnologias (BELTRAO
et al., 2009).

Com a implantacéo de diversos projetos recentes, profundidades de mais de 2.000 m
jaforam exploradas, tendo como exemplos 0s campos de petréleo na bacia de Cinturdo Perdido,
no Golfo do México, com 2.300 m e os campos de Lula-Mexilhdo, na Bacia de Santos, com
2.145 m (KARAMPOUR; ALBERMANI; VEIDT, 2013). A nova fronteira de profundidade
para projetos futuros € superior a 3.000 m, incentivada pela confianca maior no uso de
ferramentas sofisticadas com maior precisdo e rapidez para prever o comportamento da
infraestrutura em condicdes de instalacdo e operacao. Um exemplo que vem sendo aplicado por
grandes companhias de O&G é a utilizagcdo de supercomputadores para a simulacdo em
condigdes ambientais mais severas (BRUSCHI et al., 2015).

A instalacdo de dutos submarinos consiste, basicamente, em apoia-los no fundo do mar
ou enterra-los em trincheiras. Por praticidade, o primeiro caso é preferido, porém
irregularidades no solo ou erosdes provocadas pela turbuléncia das correntes marinhas podem
ocasionar trechos em vao livre, onde o duto perde contato com o solo. Caso um vao livre
ultrapasse o limite pré-estabelecido pelas analises de projeto (MAFSL — Maximum Allowable
Free Span Length), deve ser realizado um nivelamento do solo ou instalacdo de suportes
intermediarios (e.g. grout bags). Essas intervengdes acarretam substancial elevacdo de preco e
prazo de instalagcdo. Consequentemente, é importante que as ferramentas de analise sejam o
mais precisas e confidveis possivel, evitando custos desnecessarios por conservadorismo em
excesso.

Efeitos ndo previstos e, consequentemente, ndo considerados no projeto de dutos
podem levar a acidentes graves, ocasionando vitimas, grandes prejuizos e impactos ambientais.
Uma ruptura de um duto submarino na Bahia de Guanabara em 2000 levou ao vazamento de
1,3 milhdes de litros de 6leo. Foi constatado que a falha foi causada por flambagem lateral
(COSTA et al., 2002). Outro exemplo, foi um grave acidente na Colémbia com uma linha de
36” que flambou verticalmente, num trecho de 500 m de uma colina, se desprendendo dos
suportes, causando mortes e danos materiais (PALMER et al., 1999). Por conta de incidentes
como esses, a flambagem de dutos submarinos passou de uma preocupacgdo secundaria para
primaria (GALGOUL; MASSA; CLARO, 2004a), exigindo que analises ndo contempladas, até

entdo, se tornassem objeto de interesse de muitos pesquisadores. Embora o estudo da
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flambagem nédo seja um dos objetivos do presente trabalho, esse exemplo tem funcdo de
demonstrar como a industria de O&G esta em constante desenvolvimento e requer ferramentas

que incorporem o estado-da-arte em diversas disciplinas.

1.2 DESAFIOS PARA AVALIACAO DE VAOS LIVRES EM DUTOS SUBMARINOS

Véo livres sdo formados, basicamente, pela irregularidade do leito ocednico ou pontos
de travessia sobre outros dutos ja existentes. Essas irregularidades podem estar presentes desde
o inicio da operagdo do duto, ou surgirem posteriormente, decorrentes da turbuléncia causada
pelas correntes marinhas. Quanto ao tamanho, podem variar desde pequenos comprimentos,
onde ndo é necessaria atencdo especial, até centenas de vezes o didametro, tornando-se pontos
criticos do projeto.

No gasoduto Statpipe Ormen-Lange?, por exemplo, foram constatados véos de até 100
m (GERWICK JR, 2013). No campo de petrdleo offshore de Chengdao?, na China, 92 % das
dutovias estavam suspensas devido a erosdo causada pela corrente marinha ap6s a instalagéo,
com vaos livres entre 15,1 m e 60 m, altura média de 1,33 m e maxima de 2,5 m (LI et al.,
2011). No duto submarino DF1-13, mais de cem pontos de escavagdo foram encontrados com
comprimentos entre 10 e 30 m, larguras entre 8 e 20 m e gaps de até 1,0 m (XU et al., 2010).

Os trechos em védo livre devem suportar carregamentos estaticos e dinamicos. Os
carregamentos estaticos sao definidos pelo peso-proprio (aco e revestimentos), conteudo (6leo,
gas ou multifasico), empuxo, corrente, temperatura, pressao interna e externa. Os dinamicos
compreendem forcas hidrodinamicas de vibragdes induzidas por vortices (VIV) produzidas pela
passagem da corrente ao redor do tubo, que podem atuar em combinacdo com a incidéncia de
ondas.

O primeiro passo da avaliacdo consiste em calcular, para um determinado
comprimento de vao, a deformada e os esfor¢os correspondentes a condicao de equilibrio sob
acao dos carregamentos estaticos. Este ndo é um calculo trivial, pois apesar de serem conhecidas
as condi¢des de carregamento correspondentes a posicdo indeformada do tubo, o0 arqueamento

leva ao aumento da forca axial, que, por sua vez, estd diretamente relacionada com o

1 O gasoduto Statpipe Ormen-Lange localiza-se na parte sul do Mar da Noruega, tem um total de 837 km, trechos
com didmetro de até 44” e alcanca profundidades maximas de 1.000 m.

2 0 campo petrolifero Chengdao é localizado na Bahia Bohai, China. Possui 80 dutos de 6leo e 39 de 4gua de
injecdo, com didmetros externos entre 219 e 559 mm.

% A dutovia DF1-1 tem 22” de didmetro e mais de 100 km de comprimento. Foi instalada na costa oeste de
Dongfang, na Ilha de Hainan, China.
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deslocamento do tubo. As equagdes governantes ndo possuem solucéo analitica conhecida para
esta situacdo estatica e ndo ha, até o momento, uma formulacdo direta disponivel na literatura
para o calculo da forca axial de equilibrio. Esta dificuldade foi ressaltada por Bruschi e Vitali
(1991) e trabalhos académicos desde Hobbs (1981) até Vedeld, Sollund e Hellesland (2013)
adotaram solugdes por metodos numericos. Assim sendo, a solucdo empregada pelos
engenheiros, mesmo para analises preliminares, é a utilizagdo de ferramentas baseadas em
MEF, ou a adocdo de simplificacbes, que, muitas vezes, levam a erros significativos.

Obtidos os esforcos e as caracteristicas correspondentes a condi¢do de equilibrio
estatico, sdo considerados os carregamentos dinamicos. A forca dindmica que representa o
maior desafio para a analise de vaos livres é aquela causada por VIV. Devido a natureza
complexa desse fendbmeno, mesmo apos décadas de pesquisas, ainda ndo ha uma metodologia
precisa e robusta consolidada na industria de O&G para previsdo das oscilacdes geradas. Assim
sendo, as solucbes adotadas em projetos sdo baseadas em métodos semi-empiricos,
desenvolvidos a partir de dados experimentais. Devido as limitagcGes desses métodos para
prever cenarios diversos, contudo, seus resultados sdo muito conservadores. Em funcéo disso,
uma alternativa seria o uso de métodos numéricos, que, para o caso de fluidodinamica, estdo
inseridos na area de estudo chamada de Fluidodindmica Computacional (CFD - Computational
Fluid Dynamics).

Na ultima década, a grande evolucdo da performance de computadores de facil acesso
possibilitou seu largo emprego como ferramenta para analise em engenharia. O CFD ¢é uma
ferramenta, relativamente, recente e a lista das aplicacfes para as quais ja pode ser utilizado, na
indUstria, estd em evolucdo. Pesquisas publicadas nos ultimos anos vém mostrando resultados
promissores para muitos casos. No entanto, mesmo com aplicacbes dos modelos
tridimensionais em CFD mais eficientes, as malhas demandam milhdes de células e nos,

tornando a sua aplicacdo inviavel para casos praticos de VIV em projetos de dutos submarinos.

1.3 OBJETIVOS
1.3.1 Objetivo geral

O desafio deste trabalho é desenvolver novas metodologias para analise estatica e
dindmica de vaos livres em dutos submarinos, considerando o efeito de segunda ordem referente
ao aumento da forca axial pelo alongamento que ocorre quando o duto se desloca
transversalmente. O objetivo final visa a simplificacdo do processo de analise em fase de projeto
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e a reducdo da imprecisdo das metodologias mais utilizadas atualmente, que, normalmente,
tende ao conservadorismo. Consequentemente, almeja-se obter uma reducéo de custos, tanto na
elaboracdo do projeto, inerentes a quantidade de horas trabalhadas e recursos computacionais
avancados necessarios, quanto na instalacdo dos dutos, no que se refere a implementacgéo de

medidas mitigadoras de véos livres.

1.3.2 Objetivos especificos

e Avaliar as metodologias existentes para a analise de véos livres em dutos
submarinos, observando suas limitagdes e imprecisoes.

e Desenvolver uma formulacdo direta para o célculo de vaos livres que possibilite a
consideracdo de carregamentos estaticos ou quasi-estaticos, sem a necessidade do
emprego de métodos numericos, visando maior rapidez no calculo e reducdo de
recursos necessarios.

e Desenvolver um modelo simplificado e confiavel de simulacdo CFD que viabilize

seu emprego para previséo da resposta de VIV em projetos de dutos submarinos.

1.4 JUSTIFICATIVA E RELEVANCIA

Conforme citado nas SecGes 1.1 e 1.2, ha uma falta de ferramentas praticas e precisas
para prever o comportamento de tubulagdes em vaos livres. Atualmente, a alternativa mais
utilizada por normas internacionais de O&G, como a DNV-RP-F105, baseia-se na adoc¢édo de
metodologias muito conservadoras.

Quando o comprimento de um determinado vao livre é avaliado como inadmissivel, é
necessaria a realizacdo de intervencdes, como nivelamento do solo ou instalacdo de apoios
intermediarios, elevando os custos e 0s prazos de execu¢do. Em se tratando de &guas profundas,
0 impacto € ainda maior. Por outro lado, a previsdo incorreta do comportamento estrutural do
duto em cenarios novos e severos, como aqueles necessarios para o atendimento da crescente
demanda energética, pode levar a graves acidentes, causando prejuizos humanos, materiais e
ambientais.

Portanto, o desenvolvimento de metodologias praticas e mais precisas, como as
propostas no objetivo do presente estudo, sdo de suma importancia para a constante evolugdo

tecnoldgica dos projetos de dutos submarinos.
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1.5 ESTRUTURA DO TRABALHO

A descricédo do trabalho desenvolvido, no ambito desta tese, € dividida em 6 capitulos,

conforme a seguinte sequéncia:

Capitulo 1: Introducdo com apresentacédo geral do problema, objetivos do trabalho
e justificativa.

Capitulo 2: Apresentacdo de conceitos basicos inerentes ao tema estudado,
seguidos de uma pesquisa bibliografica sobre analise estrutural de véos livres e
vibragdes induzidas por vortices, dividida em trabalhos experimentais e numéricos.
S8o destacadas as dificuldades envolvidas em andlises de vaos livres e as
limitacGes das metodologias existentes.

Capitulo 3: Descricdo detalhada das metodologias existentes, divididas em
equac0es analiticas estruturais e método numérico para analise de fluidodinamica.
Capitulo 4: Apresentacdo das metodologias propostas no presente trabalho, com
descricdo do embasamento tedrico e desenvolvimento matematico.

Capitulo 5: Avaliacdo das metodologias propostas através de compara¢do com
resultados numéricos e experimentais.

Capitulo 6: Conclus6es acerca da aplicabilidade e confiabilidade das metodologias
propostas, além de observacdes relevantes levantadas ao longo do

desenvolvimento.
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2 REVISAO BIBLIOGRAFICA
2.1 CONCEITOS BASICOS

Funcionalmente, dutos submarinos sao classificados como (BRAESTRUP, 2006):

e Flowlines (linhas de producéo): transportam hidrocarbonetos em forma de fluido,
muitas vezes multifasicos (6leo, gés e agua de formacdo), da cabeca do poco para
unidades de separagdo ou processamento.

e Service lines (linhas de servico): transportam conteudo auxiliar, como inibidores de
corrosdo, gas lift ou agua de injecdo, na direcdo oposta da producdo. Esses dois
ultimos tém a funcdo de manter a pressdo do poco elevada para compensar a
diminuicdo da producédo ao longo da vida util do reservatério. Frequentemente, essas
linhas sdo instaladas junto a umbilicais, responsaveis por prover energia e sinais de
controle ou telemetria para equipamentos subsea, que operam permanentemente no
fundo do mar.

e Export lines (linhas de exportacdo): Transportam o petréleo ou gas produzido para
a costa, instalacdes de coleta ou armazenamento, para as quais se tornam linhas de

importacdo. Normalmente, séo as linhas de maior comprimento e didmetro.

Os diametros de dutos submarinos variam, tipicamente, de 3” a 54”, com linhas
ocasionais de até 72”, e a espessura de parede, entre 3/8” ¢ 3” (GERWICK JR, 2013). Didmetros
pequenos sdo considerados aqueles menores que 4, seguido dos intermediarios até 167, e
grandes. As linhas de producédo sdao, normalmente de didametros intermediérios, enquanto para
as de exportacdo sao tipicamente utilizados didmetros grandes.

Quanto a sua estrutura, os dutos podem ser classificados entre:

e rigidos: fabricados por tubos com paredes macicas, geralmente de ago carbono; ou
o flexiveis: com paredes constituidas de diversas camadas de polimeros e aco que
deslizam entre si, garantindo flexibilidade a flex&o e resisténcia a presséo interna ou

externa.

Alguns dos maiores projetos de dutos submarinos sdo (BRAESTRUP, 2006):
e Greenstream: 516 km da Italia através do Mar do Mediterraneo até a Libia,
concluido em 2004;
e Langeled: 1.166 km de duto da Noruega através do Mar do Norte até o Reino Unido,

concluido em 2007; e
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e North European Gas Pipeline (NEGP): cerca de 1.200 km da Russia através do Mar

Baltico até a Alemanha, concluido em 2012.

Os dutos submarinos sdo instalados vazios, submetidos a elevadas tensdes
hidrostaticas e tracionados axialmente. Nas condi¢fes de operagdo, o fluido interno pode
alcancar pressdes e temperaturas superiores a 10 MPa e 80°C, respectivamente. O meio externo,
por outro lado, pode ter temperaturas muito baixas, em alguns casos proximas a 0°C. Devido
ao ambiente agressivo, 0 aco deve ser protegido contra corrosdo externa por revestimentos
especificos, complementados por protecdo catodica. Um revestimento de concreto também
pode ser aplicado para aumentar a estabilidade, além de dar protecdo contra corroséo.

Nos anos 80, pouca atencdo era dada as condicGes de operacdo. Os engenheiros
preocupavam-se, prioritariamente, com as tenses ocasionadas durante a instalacdo, além de
modificagdes e reparos, conforme mencionado por Hobbs (1981). Em seu trabalho pioneiro,
uma formulacédo foi desenvolvida para prever a flambagem vertical e lateral ocasionada pela
acao combinada de pressédo interna e temperatura. Esse estudo, assim como outros de mesma
natureza, se baseou em trabalhos anteriores sobre flambagem de trilhos de ferrovias, como o
realizado por Kerr (1978). A equacdo analitica obtida por Hobbs (1981) requer algoritmos
iterativos para obtencdo de uma solucdo precisa. Ele concluiu que a flambagem horizontal
ocorre com forcas axiais menores que a vertical e, portanto, é a critica, exceto quando héa
restricdo lateral como em trincheiras.

O dimensionamento da espessura do tubo é, normalmente, governado pelas condi¢Ges
de instalacdo, quando a pressado interna é zero e o tubo deve resistir ao colapso e aos esforcos
gerados durante o processo de instalacdo, provocando as tensées mais severas dentre todos 0s
cenarios possiveis. Esta condicdo pode levar a valores de razdo entre didmetro externo D e
espessura de parede t proximos a 12. No entanto, a flambagem sob carregamento combinado se
torna a principal consideracdo de projeto e pode ocorrer por efeito de pressdo interna e
temperatura durante ciclos de operacdo. Além disso, o duto deve resistir a fadiga causada pelas
cargas dindmicas ao longo da vida atil. As tolerancias também séo de grande importéancia, sendo
mais criticas as de espessura de parede e ovalizagédo da secdo (GERWICK JR, 2013).

Atualmente, as normas mais utilizadas para projetos de dutos submarinos séo:

e DNV OS-F101 e DNV RP-F105 (Det Norske Veritas)

e ASME B31-8 Chaper VIII (American Society of Mechanical Engineers)
e BSEN 14161:2011 (Britsh Standards)

e SO 13623:2009 (International Organization for Standardization)
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A DNV é uma instituicdo norueguesa que, apesar de ser um 6rgao privado, € referéncia
mundial em projetos de dutos submarinos e suas normas séo adotadas pela PETROBRAS. Por
iss0, nesse trabalho, as normas da DNV serdo adotadas como ponto de partida para as propostas
formuladas.

Logo apos a instalacdo do duto, suas paredes estardo a temperatura ambiente. No inicio
da operagdo, onde o fluido interno (6leo, gas ou multifasico) escoa aquecido, é induzido um
aumento de temperatura AT, que age diretamente na deformacéo axial

&= AT.ce, (1
onde e € 0 coeficiente de dilatacdo térmica. As pressdes internas e externas provocam tensao
circunferencial na parede do tubo e, consequentemente, devido ao efeito de Poisson, causam
também tensdo axial.

Adicionalmente, como um efeito de segunda ordem, demonstrado por Palmer e Baldry
(1974) e depois em mais detalhes por Sparks (1984), as pressdes internas e externas criam forgas
laterais em segmentos curvos, cujo comportamento pode ser considerado como equivalente a
uma viga carregada axialmente pela entdo chamada forca axial efetiva

Seff = Nir — PiAi + peAe , 2
onde N é a forca axial real na parede do tubo e pi, pe, Ai, Ae S80 as pressdes e areas internas e
externas, respectivamente. Maiores discussdes sobre essa abordagem podem ser encontradas na
literatura (FYRILEIV; COLLBERG, 2005; GALGOUL; MASSA; CLARO, 2004a; VEDELD
etal., 2014).

Durante a instalacdo, pi = 0 (pressdo interna igual & atmosférica) e a forca axial é
controlada pela embarcacdo. Consequentemente, quando o duto estiver totalmente apoiado no
fundo do mar e restrito ao movimento axial por a¢do do atrito, a pressao externa ja tera exercido
o0 seu efeito e a forca axial para condicGes de operacdo podera ser calculada por (DNV-RP-
F105):

Seff = Hetr - Api A (1-21) - AsE AT e, (3)
onde Hef € a forca efetiva residual da instalacdo, Apié o aumento de pressdo correspondente ao
inicio de operagdo (pressao interna inicial menos a final), v é o coeficiente de Poisson, As é a
area da secdo de aco do tubo e E é 0 modulo de elasticidade. O efeito da pressao externa pe ja

estara contabilizado no valor de Hef. As deducdes das Equacdes (2) e (3) sao reproduzidas em
detalhes na segéo 3.1.
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2.2 VAOS LIVRES

Véos livres de dutos submarinos sdo avaliados como vigas horizontais apoiadas pelas
suas extremidades e com aplicacdo de cargas tais como temperatura, pressao interna e externa,
peso préprio (do tubo, fluido interno, revestimento, etc.), corrente, cargas dindmicas de onda e
forgas de VIV.

Para condicbes seguras de operacdo, os vaos livres devem obedecer aos limites
admissiveis, estabelecidos por critérios de normas (e.g. DNV-RP-F105), tanto para projetos de
novas linhas quanto manutencéo de linhas existentes. Esses limites estdo atrelados aos valores
de tensdo méxima admissivel sob cargas estaticas ou quasi-estaticas e dinamicas. Para o calculo
das tensdes estaticas, é necessario que se conheca o valor de Ny € do momento M. A norma
DNV-RP-F105 apresenta uma formulagédo simples para o céalculo de M e também da flecha
méaxima 6em funcéo de Serr.

Quanto as tensdes dinamicas, um dos parametros fundamentais é a frequéncia natural
da estrutura f,. A partir da teoria de viga Euler-Bernoulli, Hobbs (1986) considerou condicdes
de contorno simplificadas para obter coeficientes aplicaveis nas condi¢des de vaos livres em
dutos apoiados em solos elasticos. Fyrileiv e Motk (2002) combinaram anélises paramétricas
feitas em MEF com as solu¢des de Hobbs para obter uma formulacédo semi-empirica simples
que calcula o valor de f,. Essa formulagdo é a recomendada, atualmente, pela norma DNV-RP-
F105 e tem limitacOes de vdo L/D < 140, flecha o/D < 2,5 e forca efetiva Seft/Pcr > -0,5, onde
Pcr € a carga critica de flambagem. Posteriormente, Vedeld, Sollund e Hellesland (2013)
propuseram uma metodologia semi-analitica para calcular a f, com maior preciséo e limites de
aplicacdo, mas que necessita de implementacdo em programa computacional.

E importante ressaltar que ambas as solucdes supracitadas dependem, previamente, do
valor de Ser correspondente ao equilibrio estatico do tubo em véo livre. Vale lembrar que a
Equacdo (3) e valida apenas para o duto totalmente restrito ao deslocamento, o que néo é o caso
de véos livres.

A forca axial efetiva em um véo é dificil de se estimar devido as incertezas
guanto pressdo e temperatura operacionais, tensdo de fundo residual e
relaxamento de forca axial por arqueamento, deslizamento axial (“feed-in”),
flambagem lateral, multi-vdos e irregularidade do fundo do mar. Todos esses
efeitos devem ser considerados e tomados em conta se relevantes. O método
mais confiavel para estimar a forca axial efetiva é o uso de anélise ndo linear
pelo MEF (DNV-RP-F105:2006, se¢do 6.4.3, tradu¢éo nossa).

Em outras palavras, mesmo para andlises preliminares, ndo ha, até o0 momento, uma

metodologia simples para calcular o valor de Sest. Portanto, as equacées para o célculo da flecha
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méaxima ¢, momento fletor M e frequéncia natural f,, apesar de praticas, tornam-se dispensaveis,
uma vez que as ferramentas baseadas em MEF ja fornecem todas essas grandezas. Desta forma,
fica evidente que ha uma lacuna na literatura atual a ser preenchida por uma metodologia prética

para calculo de Sesr em vaos livres.

2.3 VIBRACOES INDUZIDAS POR VORTICES (VIV)

Os gregos antigos utilizavam o conceito de VIV para construcdo de harpas Aeolian,
que transformavam a energia do vento em sons musicais (BEARMAN, 2009). O fisico hingaro
von Karman formulou um das primeiras teorias para descrever a forma de esteira e teve seu
nome dado a tipica aparéncia do desenvolvimento dos vdrtices atras do obstaculo, chamada
entdo de “Karman vortex street” (Quadro 1 e Figura 1).

Outros segmentos da engenharia offshore, que incluem formas cilindricas em suas
estruturas, também vém se interessando, nos Ultimos anos, por estudos aprofundados de VIV,
entre eles a industria de energia renovavel como turbinas edlicas, devido aos novos projetos
baseados em estruturas de Tension-leg platform (TLP) e Spar buoy (DAY et al., 2015). Alguns
autores como Jakobsen (2010) também incluem VIV como um dos desafios para projetos de
Submerged Floating Tunnel (SFT).

As vibragdes por VIV podem causar danos severos por fadiga. Prever, portanto, as
respostas de vibragdo com precisdo tem sido objeto de estudo de muitos pesquisadores nas
ultimas décadas, conforme comentado em revisdes como Williamson e Govardhan (2008) e
Wu, Ge e Hong (2012). Nas préximas se¢des, serdo apresentados os trabalhos mais relevantes

sobre o assunto, divididos em pesquisas experimentais e modelos numéricos.

2.3.1 Estudos experimentais

O fenbmeno de desprendimento de vértices é sistematicamente estudado desde a
metade do século passado. Um dos primeiros trabalhos sobre vortices foi publicado por Roshko
(1954). O nmero de Reynolds & um dos adimensionais considerados, ndo s6 em estudos de
vortices, mas de escoamentos turbulentos em geral e é calculado por

Re=PUD (4)
7
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onde p é a massa especifica do fluido, U € a velocidade média do escoamento, D é o didmetro
externo da tubulacédo e u € a viscosidade do fluido.

No século IX, o fisico tcheco Vincent Strouhal fez experimentos com arames, que
eram submetidos a VIV por ac¢do do vento, produzindo sons. Posteriormente, o seu nome foi

dado ao adimensional

st= =D (5)
U

onde fs é a frequéncia de Strouhal, correspondente a frequéncia de desprendimento dos vortices.
O valor de St é comumente assumido como 0,2, no que é entdo chamado de Lei de Strouhal.
Lienhard (1966) fez esbocos dos regimes de escoamento ao redor de cilindros (Quadro

1) em funcdo de Re, baseando-se na pesquisa de Marris (1964).

Valor de Re
Min. Max.

1 /\>—> Sem descolamento das linhas de
\/’ corrente

Representacao grafica Descrigéo

- 5-15 40  |Par permanente de recirculagdes

40 150 |Esteira laminar e periddica

150 300 |Transigdo para turbuléncia na esteira

300 3x10° |Esteira totalmente turbulenta

5 NEQ 3%10° | 3.5x10° Camada limite turbulenta com esteira
’ estreita e sem vartices aparentes

/"‘\_1 Resurgimento da esteira turbulenta com
O 0 6 i vortices observada do regime 4, porém
6 O G 3,5x10 com camada limite turbulenta e esteira

mais estreita
Quadro 1: Regimes de escoamento ao redor de cilindros. Adaptado de Lienhard (1966).

Zdravkovich (1990) detalhou ainda mais essa classificacdo, descrevendo 15
subdivisGes para regimes de escoamento em fungédo de Re. Outros autores, como Choi (2001),
simplificaram, considerando apenas 0s regimes:

e Subcritico: 300 < Re < 3.10*
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e Critico: 3.10° < Re < 3,5.10%
e Supercritico: 3,5.10° < Re.

Outro adimensional que envolve a velocidade de escoamento € a velocidade reduzida,

definida por

U, =2, (6)
onde fn € a frequéncia natural de oscilagdo da estrutura na direcdo CF (crossflow). Percebe-se
que Re analisa o aspecto hidrodindmico do fenémeno, comparando a velocidade com as
propriedades de fluido, enquanto Ur € voltado para o comportamento estrutural, comparando a
velocidade com a frequéncia natural da estrutura. Os primeiros experimentos em modelo
reduzido sobre VIV ndo objetivavam, prioritariamente, representar véos livres de dutos
submarinos. Consequentemente, os valores de Re sdo muito diferentes, ndo respeitando a
condicdo necessaria para semelhanca total entre resultados reduzidos e reais.

O desprendimento de vortices ocorre para valores de Re a partir de 40. Em grande
maioria, 0s experimentos disponiveis na literatura foram realizados para regimes sub-criticos,
muitas vezes inferiores a 10.000. Em casos reais de dutos submarinos, os valores tendem a ser
muito maiores, chegando a regimes criticos. Dahl et al (2010) compararam resultados dos
regimes subcritico e critico e obtiveram resultados similares em muitos aspectos, porém,
diferengas nas respostas de amplitude em cerca de 20 % foram observadas para mesmos valores
de Ur. O impacto significativo de Re, mesmo para valores iguais de Ugr, também foi evidenciado
por Raghavan e Bernitsas (2011).

Williamson e Roshko (1988) observaram diferentes modos de desenvolvimento dos
desprendimentos dos vértices na esteira apos o cilindro, que mais tarde foram analisados em

outras pesquisas (Figura 1).

SELUTT A

(@) 2S (b) P+S

(c) 2P

Figura 1: Modos de emisséo de vortice 2S (a), e P+S (b) e 2P (c)
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A tipica esteira de Karman tem modo 2S (Figura 1a). Esse modo é o que ocorre em
todos os casos de cilindro fixo, mas apenas em algumas faixas de amplitude e frequéncia para
cilindros oscilantes. No modo P+S, a energia é transferida do cilindro para o fluido, portanto
ndo pode ocorrer em caso de VIV em cilindros livres. Os modos de esteira podem alternar,
intermitentemente, e para um cilindro livre isso pode resultar em mudanca da amplitude
repentina, sem a alteracdo da velocidade do escoamento.

Os experimentos citados a seguir, por possuirem uma grande quantidade de
informacdes, serdo subdivididos em experimentos de cilindro rigido com 1 grau de liberdade
(DOF - degree of freedom), onde é utilizado um cilindro rigido que s6 pode se mover na dire¢do
perpendicular ao escoamento (CF - cross-flow); experimentos de cilindro rigido com 2 DOFs,
onde também é permitido o movimento na direcdo do escoamento (IL - in-line); e experimentos

com cilindros flexiveis.
2.3.1.1 Cilindros rigidos com 1 DOF (CF)

Bishop e Hassan (1964) fizeram um estudo pioneiro com vibragdo forcada onde
observaram que o fluido se comporta como um oscilador néo linear e que a frequéncia de
desprendimento de vartices pode ficar sincronizada (travada) com a frequéncia de oscilacédo da
estrutura, num fendbmeno denominado lock-in. Este fendbmeno ocorre numa faixa em torno da
frequéncia natural e representa uma violacdo da Lei de Strouhal (Figura 2b e Figura 3b). Ao
entrar nessa faixa, hd um salto no angulo entre a fase do desprendimento de vértices (fase da
forca hidrodinamica) e a fase de oscila¢do, implicando na ressonancia do conjunto.

Para frequéncias de oscilagdo (fcr) maiores que a de desprendimento de vortices (fs),
0s vortices sdo formados em um lado do cilindro e desprendidos no lado extremo oposto.
Porém, a reducdo da frequéncia de oscilacdo causa uma mudanca brusca de sincronizacao, onde
a formacdo e desprendimento passam a ocorrer num mesmo lado de maxima amplitude
(ONGOREN; ROCKWELL, 1988).

Outro adimensional com influéncia significativa na resposta de oscilagéo é a razdo de
massa m”, correspondente a divisdo entre a massa estrutural 2, (incluindo o contetido interno
e revestimento) e a massa deslocada de fluido externo, ambos por unidade de comprimento de

tubo, calculada por

my

%anz : (7)

m* =
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As primeiras pesquisas sobre VIV eram referentes a estruturas no ar, ou seja, com
elevados valores de m”. Para estruturas imersas na dgua, m" é de duas a trés ordens de grandeza
menor que no ar. Além disso, valores menores de m” correspondem a maiores amplitudes e
respostas que ocorrem em faixas mais largas de velocidade reduzida Ur.

Feng (1968) fez experimentos para m"=320 e concluiu que, para razdes de massa
elevadas, a ressonancia ocorre numa faixa de Ur entre 5 e 8. O gréafico de resposta de amplitude
relativa (dividida pelo didmetro) A" é apresentado na Figura 2.

Para valores elevados de m*, ha dois branches (ramos), chamados por Williamson e
Govardhan (2004) de initial* e lower branch (Figura 2a). A transi¢do entre eles ocorre com
histerese, ou seja, a resposta de amplitude numa determinada faixa de Ur depende do histérico
de velocidades (Figura 4a). Nesse caso, o fenébmeno de lock-in é evidenciado pelo trecho em
que a frequéncia relativa f'=f/f, é igual a unidade, significando que a frequéncia de oscilag&o é

precisamente igual & natural (Figura 2b).
. (a) (b)

AA .

0,5 A

Ramo inicial
NG St=0.2 -

Ramo inferior ~

/ /_/'OCkln

y10 | IS C —

» »
» »

UR UR

Figura 2: Resposta de amplitude relativa A" maxima (a) e frequéncia relativa f* (b) versus velocidade
reduzida para m"=320. Adaptado de Willamson e Govardhan (2004).

Para baixos valores de m”, conforme mostrado por Khalak e Williamson (1996, 1997a)
ocorrem trés branches (ramos) diferentes: o initial branch (ramo inicial) é associado as
velocidades menores, enquanto o upper (superior) e lower (inferior) correspondem as
amplitudes maiores e menores (Figura 3a), respectivamente. O initial branch ocorre com modo
2S, enquanto o upper e lower ocorrem no modo 2P. Ap6s uma determinada distancia percorrida,

os vortices desprendidos em modo 2P se modificam para o modo 2S.

4 Anteriormente, Khalak e Williamson (1996) chamaram este ramo de upper branch (ramo superior)
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*

A
AL @ ‘
1,0 amao superior

\

Ramo inferior

Ramo

inicial 1,0

dessincronizagao

e »
> >

Ug U

Figura 3: Resposta de amplitude relativa maximas A" (a) e frequéncia relativa f* (b) versus velocidade
reduzida para m'=2,4. Adaptado de Khalak e Williamson (1997a).

Assim como para valores elevados de m*, a mudanca de modo é descontinua e, ocorre
com histerese entre initial branch e upper branch (Figura 4b). Quando a velocidade é crescente,
a transicao do initial para upper branch se da numa velocidade superior do que aquela em que
se tem a transicdo oposta. JA& a mudanca entre upper e lower branch, ocorre de maneira

intermitente.
A A* () A A* (b)

: /A-\
A ! A i

P lintermitente

'histerese oo :

' histerese: | Y
N S—

» »
> »

Ug Ug

Figura 4: Transicdo entre branchs (ramos) para valores de m” elevados (a) e baixos (b). Adaptado de
Williamson e Govardhan (2004) e Khalak e Williamson (1997a).

Quanto ao lock-in, a frequéncia relativa f° tende a permanecer numa regido
intermediaria (Figura 3b), entre a Lei de Strouhal (St = 0,2) e o lock-in perfeito (f'=1), como
ocorre para valores elevados de m* (Figura 2b).

Quando m” = 1, situagdo critica, ocorrem respostas de oscilacdo até velocidades
elevadas (WILLIAMSON; GOVARDHAN, 2004). No entanto, muitos autores ressaltam que a
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resposta ndo é apenas funcdo de m”, mas também do produto de m” com a razdo de
amortecimento estrutural ¢

Vibragdes também podem ocorrer na dire¢do transversal ao movimento do proprio
cilindro, chamadas entéo de vibracdo auto induzida por vortice (VSIV - Vortex Self Induced
Vibration), que dispensam a necessidade de corrente ou onda existirem. Risers que se movem
verticalmente devido a oscilacdo da plataforma, por exemplo, estdo sujeitos a VSIV. Fernandes,
Mirzaeisefat e Cascdo (2014) realizaram testes com um cilindro forcado a se mover em agua
parada, concluindo que as oscilagdes deste tipo séo significativas, podendo impactar no dano
causado por fadiga, e apresentam grafico de resposta diferentes daqueles obtidos por VIV.

Morse e Williamson (2009) publicaram os resultados de um extensivo estudo
experimental de VIV com vibragdo forcada, movendo-se apenas na direcdo transversal ao
escoamento. Experimentos dessa natureza facilitam analise das condigdes sob as quais a energia
é, efetivamente, transferida do fluido para o tubo. A partir desse estudo, foi possivel prever a
vibracdo de cilindros livres com base hum modelo semi-empirico no dominio da frequéncia.
No entanto, h4 debates sobre a equivaléncia do comportamento obtido por oscilacéo livre e
forcada, que pdem em divida a aplicacdo de modelos semi-empiricos como esse para casos
gerais. Também é questionada a importancia do histérico do escoamento e sua influéncia nos
harmonicos, o que invalidaria analises no dominio da frequéncia. Os referidos experimentos de
Morse e Williamson (2009) foram realizados para alguns valores especificos e constantes de
Re. Os autores concluiram que ha pouca sensitividade dos modos de desprendimento de vortices
em relacdo ao numero de Re. No entanto, ndo esta claro se esses resultados sao validos para
todos valores de Re possiveis. Além disso, em situacOes praticas, os dutos séo livres para se
mover na diregdo vertical e horizontal (IL e CF), diferentemente do referido experimento
(BEARMAN, 2009).

2.3.1.2 Cilindros rigidos com 2 DOFs (CF e IL)

Até esse ponto, foram citados os trabalhos baseados nos primeiros experimentos
realizados sobre VIV, que consideraram apenas 1 DOF, o movimento CF, através de aparatos
que impediam o movimento IL. No entanto, posteriormente, constatou-se que a interacéo entre
avibracéo IL e CF faz com que os resultados de experimentos com 1 DOF sejam diferentes dos

experimentos com 2 DOFs. Estudos mais recentes como Jauvtis e Williamson (2004), Dahl et
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al (2006) e Kang e Jia (2013), ainda em numero relativamente pequeno, contemplam
experimentos com 2 DOFs.

Cada desprendimento de vortice provoca uma flutuacdo na forca de arrasto, que é a
responsavel pelo movimento IL. No entanto, para flutuac6es ocorrerem na forca de sustentacao,
responsavel pelo movimento CF, é necessério que haja desprendimento de vortices em ambos
os lados do tubo, alternadamente. Por isso, a reposta IL ocorre, aproximadamente, na metade
da velocidade em que se tem movimentos CF mais significativos. Por outro lado, a amplitude
de vibracdo IL é uma ordem de grandeza menor que a CF. Quanto a frequéncia de vibracdo IL
(fiL), esta tem valor duas vezes maior que a CF (fcr), 0 que faz com que 0 movimento conjugado
IL e CF forme a figura de “8”. Vandiver e Jong (1987) foram os primeiros a observar o esse
formato no movimento combinado IL e CF.

Jauvtis e Williamson (2004) realizaram um experimento com frequéncias naturais
idénticas na direcdo IL e CF e obtiveram como resposta um novo ramo, o entdo chamado super-
upper branch, com amplitude de até 1,5D. O modo de esteira de vortice correspondente

compreendia um trio de vortices em cada meio ciclo, denominado 2T.

2.3.1.3 Cilindros flexiveis

Em corpos flexiveis, hd um comportamento dindmico diferenciado, devido a propria
elasticidade, modos de vibracdo mais elevados e a complexa distribuicdo de amortecimento e
massa adicionada ao longo do corpo (HUERA-HUARTE; BANGASH:; GONZALEZ, 2014).

Um namero significativo de trabalhos foi publicado nas ultimas duas décadas sobre
VIV de cilindros esbeltos. No entanto, a quantidade de resultados experimentais disponiveis
ainda é, relativamente, pequena.

Experimentos correspondentes a véos livres sdo, normalmente, realizados como caso
de duto dominado pelo comportamento de viga flexivel bi-rotulada, com comprimentos
relativos L/D entre 100 e 300 (ARONSEN, 2007).

A proximidade do contorno - para a aplicacdo em estudo significa a distancia até o
fundo - também tem influéncia na resposta. Tsahalis e Jones (1981) foram uns dos primeiros a
estudar esse efeito para um cilindro flexivel e concluiram que, quanto menor a folga do tubo
para o plano fixo (e), menor a amplitude de oscilagdo e maior o valor de Ur para o qual as
vibragdes sdo perceptiveis. Mais tarde, Tsahalis (1984) avaliou o efeito da acdo de onda e

corrente. Valores de e/D maiores que 8 podem ser, de uma maneira geral, considerados como
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casos em que a interferéncia do fundo é desprezivel. Conclusdes semelhantes sobre o efeito da
distancia ao fundo foram obtidas por Li et al (2011).

Risers sdo casos extremos em termo de comprimento de tubo, chegando a valores de
L/D proximos de 5000 (BEARMAN, 2009) e, consequentemente, podem ter diversos modos
de vibracdo, o que possibilita que em uma determinada velocidade haja resposta de VIV IL e
CF, simultaneamente, mas com diferentes modos excitados. Além disso, em casos reais de
dutos muito longos, ocorrem ondas ndo-estacionarias ao longo do eixo, ao contrario do que
ocorre em dutos curtos e/ou condi¢des de laboratdrio ideais. Huera-Huarte, Bangash e Gonzélez
(2014) realizaram experimentos num aparato que simulava um riser, com m”“=1, parcialmente
submerso e testado para diferentes rigidezes de uma mola instalada na extremidade.

Solucdes como controle ativo também foram sugeridas para mitigar as vibracdes
estruturais (CHENG; ZHOU; ZHANG, 2003).

Modos de predicéo da resposta de VIV em cilindros flexiveis longos mais comuns séo:
modelo semi-empirico e modelo numérico (CFD). Os modelos semi-empiricos sdo baseados
em resultados de experimentos previamente realizados sob condices pré-estabelecidas e,
portanto, sdo incapazes de prever o comportamento em novos cenarios como configuracdes de
solo especificas, proximidade com contornos (e.g. solo), escavacfes por erosao e parametros
ndo usuais. CFD é um método promissor, mas sdo complexos e computacionalmente caros.

Um exemplo de modelo semi-empirico foi aplicado por Huera-Huarte, Bearman e
Chaplin (2006), que utilizaram dados de resposta VIV, obtidos por terceiros, aplicados a um
modelo MEF para um tubo com razdo L/D = 470, m” = 3 e Re variando entre 2.800 e 28.000.
Os movimentos IL e CF eram calculados separadamente e a andlise foi realizada no dominio
do tempo.

As ferramentas mais utilizadas na inddstria offshore para prever o comportamento VIV
sdo os pacotes comerciais SHEAR7 e VIVANA, com método semi-empirico baseado em banco
de dados para forcas hidrodinamicas. Devido a sua formulagéo restrita, sdo limitados as analises
no dominio da frequéncia, impossibilitando sua aplicacéo para VIV causado por escoamentos
transientes como ondas. Além disso, essas ferramentas consideram 0s movimentos com
componentes IL e CF em separado, ndo levando em conta a interagdo entre eles (THORSEN;
SAVIK; LARSEN, 2014).



38
2.3.2 Estudos numéricos com dindmica dos fluidos computacional (CFD)

Meneghini e Bearman (1995) fizeram um estudo numérico bidimensional de um
cilindro forcado a oscilar verticalmente, baseado no método das diferencas finitas (MDF) para
Re = 200. Os resultados apresentaram, visualmente, os mesmos modos de emissao de vortices
observados, experimentalmente, por Williamson e Govardhan (2004) (Figura 1).

Trés anos depois, Park, Kwon e Choi (1998) realizaram céalculos pelo método dos
volumes finitos (MVF), considerando o cilindro fixo num modelo bidimensional para valores
pequenos de Re, inferiores a 160. Os autores obtiveram resultados com 6tima correlacdo em
relacdo aos dados experimentais de outros autores.

Valores de Re praticos sdo muito elevados, tornando a formagao de vortices e o seu
desprendimento na esteira um fendmeno complexo, assim como em muitos outros casos de
escoamentos turbulentos, inviabilizando a solucdo exata das equacbes governantes. Portanto,
sdo necessarias simplificaces temporais e espaciais. Os modelos de turbuléncia mais utilizados
sdo aqueles baseados nas equacbes de Navier-Stokes com média de Reynolds, ou RANS
(Reynolds Averaged Navier-Stokes). Entre eles, destacam-se 0s modelos de duas equagdes k-¢
e k-m, além do SST, que é uma variacdo do anterior. Esses modelos sdo explicados em maiores
detalhes na segéo 3.3.2.

Rahman, Karim e Alim (2008) realizaram testes numéricos para Re igual a 1000 e
3900, comparando diferentes modelos de turbuléncia. Os autores observaram um aumento
sensivel de precisdo do modelo SST em relacdo ao k-g. Acima do regime subcritico, (ONG et
al., 2009) fizeram testes para Re igual a 1.10°, 2.10° e 3,6.10°, adotando o modelo k-e. Em seus
resultados, defenderam que, apesar de apresentar, usualmente, menor precisdo, o modelo k-¢
forneceu resultados satisfatérios para uso em projetos de engenharia.

Diferentemente dos demais citados, Stringer, Zang e Hillis (2014) utilizaram
ferramentas, baseadas em CFD, de terceiros, em uma larga faixa de Re. Uma delas foi o
software comercial ANSYS CFX-13.0 e a outra 0 codigo open-source® OpenFOAM 1.7.1.
Stringer, Zang e Hillis (2014) observou que, apesar de ambos se basearem no MVF (Método
dos Volumes Finitos) e disponibilizarem o modelo SST (Shear Stress Transport), diferengas
no acoplamento de equagdes e controle de avanco no tempo levaram a algumas divergéncias

entre resultados. Segundo os autores, 0 ANSYS CFX apresentou melhores resultados para o

> O software OpenFOAM ¢é distribuido sob a licenca GLPv3. Maiores detalhes sdo disponibilizados em:
<www.gnu.org/licenses/quick-guide-gplv3.html>.
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regime sub-critico e critico, enquanto o OpenFOAM foi mais eficiente entre os regimes de
baixo Re e sub-critico. Os autores também comentaram que, apesar de se tratar de um fendémeno
tridimensional, a simplificacdo 2D pode apresentar resultados satisfatorios.

Até esse ponto, todos os trabalhos citados consideraram um cilindro fixo ou com
movimento imposto. No fendbmeno em estudo, no entanto, ambos os dominios sélido
(tubulacéo) e fluido (dgua) sdo importantes, sendo a resposta de oscilagdo um resultado da
interacdo entre eles. O fendémeno lock-in, discutido na sec¢do 2.3.1, é uma clara evidéncia dessa
afirmacéo. Portando, para que um modelo numerico corresponda corretamente a realidade, este
deve incorporar, em suas equacgdes, 0 comportamento com interacdo fluido-estrutura (FSI —
Fluid-Structure Interaction). FSI é uma area de pesquisa interdisciplinar e relativamente nova
que lida com a hidrodinamica (mecéanica dos fluidos) e mecanica dos solidos.

A ferramenta CFD com FSI vem sendo utilizada para outras aplicacGes na engenharia.
Hallak et al (2013), por exemplo, desenvolveram um modelo numérico para analisar as
vibragbes de um vdo da Ponte Rio-Niterdi sob efeito de VIV causado pelo vento com
velocidades de até 70 km/h.

Em modelos bidimensionais, o cilindro rigido em apoio elastico € representado,

matematicamente, como um sistema massa-mola que obedece a equac¢édo

mi%+ci%+Kixi:Fi ) (8)
onde m; € a massa do corpo (cilindro), ci é o coeficiente de amortecimento estrutural, Kj a rigidez
da mola e F a forga exercida pelo fluido. O indice i assume os valores 1 e 2, representando as
direcBes x e y, respectivamente. Ja em modelos tridimensionais, normalmente, o MEF ¢
utilizado para representar o dominio sélido, implementado por elementos de viga, de casca ou
solidos.

Zhao e Cheng (2011) foram capazes de reproduzir, em anélise de FSI 2D com base no
modelo de turbuléncia SST, os resultados experimentais de Jauvtis e Williamson (2004) com
boa precisdo, inclusive o comportamento de histerese na transi¢cdo entre ramos. Trés anos mais
tarde, Zhao et al (2014) compararam resultados numericos de um cilindro rigido modelado em
2D e 3D. Embora houvesse divergéncias, elas podem ser consideradas pequenas, dependendo
da aplicacdo.

Bourguet et al (2011) modelaram um cilindro flexivel com L/D = 200 e Re entre 110
e 1100. Os autores utilizaram a simulacdo numérica direta (DNS — Direct Numeric Simulation),

que resolve as equacbes de Navier-Stokes diretamente, sem a utilizacdo de modelos de
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aproximacé&o da turbuléncia, o que demanda uma malha muito refinada. Foi necessario utilizar
dois supercomputadores modelo Cray XT4 e Cray XT5, levando quase 11 horas de tempo
computacional para cada ciclo de oscilacdo CF.

Xie et al (2012) realizaram simulacdes numéricas com Re = 1000 em um modelo
tridimensional de um cilindro flexivel com L/D = 12. O valor da amplitude calculada se
aproximou do experimental, exceto no lower branch, onde houve divergéncia.

Até 0 momento, ha poucos estudos numericos tridimensionais de cilindros flexiveis na
literatura e a maioria foi realizada para regimes de escoamento onde os efeitos da turbuléncia
ndo sdo significativos, ou seja, baixos valores de Re (BAO et al., 2016).

Modelos FSI de cilindros flexiveis exigem, a priori, dominios tridimensionais, que
acarretam malhas com um numero muito grande de nds e elementos, tornando inviavel a sua
aplicacdo para engenharia com 0s recursos computacionais disponiveis atualmente. Por isso
alguns pesquisadores tém se dedicado para elaborar simplificacGes.

Um modelo mais eficiente foi proposto baseado em camadas bidimensionais
consideradas em posicdes axiais distribuidas ao longo do tubo, ao invés de um dominio
continuo, interligadas apenas pela interacdo com a estrutura do tubo (HUANG; CHEN; CHEN,
2011; WILLDEN; GRAHAM, 2001). Esse tipo de modelo, comumente chamado de quasi-
tridimensional, apresenta uma grande reducdo do nimero de elementos necessarios, tornando-
se uma alternativa viavel para tubos muito compridos, como risers. No entanto, para vaos livres
de comprimentos usuais, ainda tem um custo relativamente elevado, quando comparado a
simplicidade da geometria do problema.

Métodos numéricos para VIV tém vantagens mas continuam com incertezas, pois
ainda ha discrepancias entre resultados obtidos numericamente ou empiricamente e dados
experimentalmente disponiveis na literatura. Por outro lado, a versatilidade do CFD permite a
sua aplicacdo para cenarios diversos, como cilindros adjacentes com didmetros diferentes, o
que ocorre em linhas de retorno de pig, abordado por Zhao et al (2007). Portanto, as aplicacdes
para as quais se deseja utilizar esta ferramenta devem ser analisadas separadamente, avaliando-

se a acuracia dos resultados e a viabilidade do custo computacional.
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3 METODOLOGIAS EXISTENTES
3.1 VIGA SUBMETIDA A CARREGAMENTO VERTICAL E AXIAL

Os dutos submarinos podem ser considerados, até certo limite, como vigas com secao
transversal uniforme e indeformavel, ou seja, com rigidez a flexdo EI constante. O momento
M, forca axial T e cortante Q aplicados num segmento curvo de tubo de comprimento JL e

angulo 66 séo representados na Figura 5.

Figura 5: Segmento de tubo infinitesimal e esforgos atuantes

A soma dos momentos atuantes em relacéo ao centro O do segmento sera

s My <My M) [y dMox) (o dQav)oL (o dQax)oL
dx 2 dx 2 dx 2 ) 2 dx 2 ) 2 )

= d—Méx—Q oL
dx

O somatorio dos momentos devera ser igual a zero para que haja equilibrio estético.
Considerando que, em caso de tubulages, as velocidades angulares sdo muito pequenas, essa
afirmacéo sera verdadeira mesmo para regime transiente. Dessa forma, igualando o lado direito
da Equacéo (9) a zero e observando que 6x = SL - cosé, obtém-se

Q= O:}l—'\/lcose , (10)
X
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que para angulos pequenos, pode ser aproximado por

dMm
~20 (11)
Q= dx

O momento M, por sua vez, pode ser calculado com o modulo de elasticidade E e o
momento de inércia de area | através de

M = El 3—)2(‘2’ : (12)
onde v(x) € o deslocamento vertical do tubo na posigéo x.

O somatorio das componentes em y das forcas atuantes no segmento de tubo da Figura

5, incluindo a for¢a q por unidade de comprimento de tubo, sera

2. 0F :( —d—Q@)cos(e—d—eﬁj—( +d—Q§jcos[e+d—9§j
Y dx 2 dx 2 dx 2 dx 2

+(T+d—T§jsen(6 +d—9@j —[T—d—ngsen(e —d—ggj —goL
dx 2 dx 2 dx 2 dx 2

(13)

que, incluindo as relagdes trigonométricas

{sen(a + )= sena cosf + cosa senf 14)

cos(a + )= cosa cosp F sena senp
pode ser reescrito como

Y8F, = _9Q 5+ coso cos(i—i%) +2Q send sen(d—eﬁj

dx dx 2 _ (15)

+d—T5xsen9 CoS d—eg + 2T cosé sen d—eg —qoL
dx dx 2 dx 2

Os cossenos de angulos muito pequenos podem ser considerados como,

aproximadamente, iguais a unidade, enquanto os senos, ao proprio angulo, ou seja:

2 . (19)
(d& ox do ox
sen| — — |z ——=
dx 2 dx 2

Substituindo as aproximagdes da Equacdo (16) e a relagdo 6x = 6L - cos na Equacéo
(15), obtém-se

dF

& 99 o+ Q 99 ceno coso

dL dx X (17)
+ ar sené cosd +T a6 cos’f —q

dx dx

Derivando-se os dois lados da conhecida relacéo
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tand = dv , (18)
dx

em relacdo a x obtém-se

sec’d— dg _d*v —— dg _ d” €V 052 . (19)

dx  dx2  dx  dx

Substituindo-se as Equacgdes (10), (12) e (19) na Equagéo (17):

dF, 3 dv _ d%
— =_c0s°0| El — —T — cosd
20 [ ' A ]

: (20)
dv dv __ ,, dT
+send El—cos 0+Q cos 6+—cosf |—q
dx® dx? dx
Aplicando a 22 Lei de Newton na Equagéo (20):
2 2
mL%+ cos’d [EI %—T 3 \2/ cosej
X X 21)

dv & o dT '
—send I—cos 9+Q—cos€+—cos€ +q=0
dx® dx? dx

Em casos praticos de vaos livres em dutos submarinos, o angulo €é muito pequeno e,
consequentemente, cosé = 1. Por outro lado, o valor de sen@ sera muito pequeno, tornando o
termo multiplicado por ele na Equacdo (21) desprezivel em relacdo aos demais. Entdo,

aplicando-se essa simplificacdo, deduz-se a expressao

d?v d*v d?v
m El -T =0, (22)
Laz TS e ae

também conhecida como equacdo de viga de Euler-Bernoulli. Vale ressaltar que esta equacao

é valida apenas para angulos pequenos de deflexdo, ou seja, para tubos (vigas) com flechas,

relativamente, pequenas. Em caso estatico, a Equacéo (22) se resume a:

Apesar da simplificacdo adotada até aqui, ndo ha solucdo analitica dessa equagéo para
casos de dutos em v&os livres, mesmo para o regime estatico. Isso se deve ao fato de que, para
um tubo fixo em suas extremidades, a deformada induz um aumento da tracdo, mesmo para
pequenas deflexdes. Portanto, T é funcdo de v e, consequentemente, a Equacdo (22) é uma
equacéo diferencial ndo linear de quarta ordem.

Nas secOes a seguir, serdo demonstradas as solu¢des da Equacdo (22) para casos em

que o valor de T € constante e conhecido.
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3.1.1 Solucao estatica para forca axial conhecida e constante

A solucdo analitica da Equacéo (23) serd deduzida a seguir, dividindo-se em trés casos:
T >0 (flexdo e tracdo), T = 0 (apenas flexdo) e T < 0 (flexdo e compresséo).
Dividindo a Equacéo (23) por El e substituindo w(x)=v"(x), obtém-se

wo T e d g 24)
El El

que é uma equacao diferencial de 22 ordem ndo homogénea.
Em caso de T > 0, a solugio homogénea da Equacdo (24) ¢
wp(x) =c; exp(kx) +c,exp(-kx) e a equacdo particular, w,=q/7. Portanto, a solugdo geral

sera

w(x)= clekx+c2ekx+% , (25)
onde k = 1/'/ T//EI ou seja

2 _{+T/EI seT >0

: 26
-T/El seT <0 (26)

No entanto, se T < 0, a solu¢cdo homogénea é wy(x)=d; cos(kx) +d,sen(kx), que

somada a particular resultara na solucéo geral
W(x)=dlcos(kx)+dzsen(kx)+% : (27)

Para o caso particular T = 0, a solucéo da Equacdo (24) é dada pelo polinémio

q ..
w(x)=———x*+e, x+e, . (28)
(x) S E] 1 2

A funcdo desejada v(x), conforme a definicdo adotada para w(x) na Equacéo (24), sera
obtida integrando-se duas vezes as EquacOes (25), (27) e (28), para T >0, T < 0 e T=0,

respectivamente.

%(cle“+cze‘“)+2i1_x2+c3x+c4 ;p/T>0
v(x)= —%[dlcos(kx)Jrdzsen(kx)]+%x2+d3x+d4 ;p/T <0 . (29)
—24qu x“+%x3+%x2+e3x+e4 ;p/T =0

Os valores das constantes ci, di e ei serdo determinados a partir das condigdes de

contorno. As condicdes de contorno sdo definidas pela flecha v(x), angulo é(x), cortante Q(x) e
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momento M(X) nas extremidades. A tangente do angulo & equivale a derivada da posicdo
vertical. O cortante Q e momento M podem ser definidos em fungéo da flecha conforme as
Equacdes (11) e (12), portanto:

tano =V’

M=EIV'=Elw. (30)

Q=EIV"=EI W

A seguir, serdo analisadas duas condi¢Ges de contorno basicas: bi-rotulado e bi-

engastado em suas extremidades, conforme representado na Figura 6.

1L L0
[T7 777

bi-engastado

A bi-rotulado A

Figura 6: Representacdo das condigdes de contorno consideradas para um tubo

Para um tubo com carregamento vertical g, distribuido ao longo do seu comprimento
L, e com simetria do problema em relacdo ao plano transversal que contém o ponto médio do

tubo, as condic¢des de contorno sdo apresentadas na Tabela 1 para dois casos analisados.

Tabela 1: Condigdes de contorno para solucéo da equacdo de Euler-Bernoulli

Grandeza X  Bi-rotulado Bi-engastado
v(x) x=0 0 0
x=L 0 0
. x=0 tan & 0
tan[Ax)] =V () Xx=L - tan & 0
x=0 0 M
M) =Elw() 2 0 Mg
. x=0 L/2
QEI=ElW () -%Oo -?qL/Z

3.1.1.1 Duto bi-rotulado

Aplicando as condic¢des de contorno referentes ao momento M (Tabela 1) para duto
bi-rotulado nas Equacgdes (25), (27) e (28), obtém-se:
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C__g l __g eka/Z d :_ﬂ
T+ T (eYPre™?) T
q et q e 4 {1—005(“)}
cC,=—— —_4 = | =P
T )T T e ) 2 1| sen(kL) 31)
_at
' 2El
e, =0

Incluindo a condi¢do de deslocamento nulo das extremidades v(0)=0 e v(L)=0,

conforme listada na Tabela 1, os demais coeficientes sdo determinados.

C; = _a d; = _a

2T 2T

q 9
“Cre % Tme

(32)
3

& =— q

24 El
e, =0

Com todos os coeficientes definidos, conforme as Equac@es (31) e (32), a solucdo da

equacdo de Euler-Bernoulli para tubo bi-rotulado pode ser reescrita a partir da Equacédo (29)

sor
T S R
vix)= %{%{%—1}%@%)} ;pIT <0 )
e 2L )= B L L) pIT =0

Sabe-se que o0 maior deslocamento vertical ocorre no meio do vao, portanto, a flecha

méaxima o pode ser obtida igualando-se 6 = v(x = L/2):
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ql1] 1 2]
2 1l-———|-=1! ;p/T>0
T{kz_ cosh(kL/Z)} 8} A
ql1[ 1 2]
==l ————1|-—"! ;p/T<0 . 34
T{kz_cos(kL/Z) } 8} Pri = i
4
Iy e
384 El

O momento maximo também ocorre no meio do vdo (x = L/2) e, conforme a Equacéo

(30), pode ser obtido a partir da equacédo da flecha por M (x )=EI v"(x), entdo:

cosh[k(x—L/2)]| _ coshlk(x—-L/2)]| .
=l %{1_ cosh(k L/2) }_%{1_ cosh(k L/2) } PO
cos[k(x—L/2)]| _ q |cos[k(x—L/2)] :
M (x)=1El %{1_ cos(k L/2) }_%{ cos(k L/2) _1} PT0

—%(X—L) ;p/ T=0

Derivando-se M(x) em relacdo a x, de acordo com a Equacéo (11), obtém-se o cortante:

k | senh[k(x—L/2 senh|k(x—L/2 _
~H q?{ co£h((k L/2) )]}:_%{ co£h((k L/2) )]} BT >0

k [sen[k(x—L/2)] sen[k(x—L/2)]| .
R = T SCASURC

L
—-qx—-—=| ;p/ T=0
dx-5) e

3.1.1.2 Duto bi-engastado

De maneira analoga ao procedimento adotado para o caso anterior, aplicando as
condicdes de contorno referentes ao cortante Q (Tabela 1) para duto bi-engastado nas Equacdes

(25), (27) e (28), obtém-se:
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C, =— qL 1 __kql_ 1 __kql_ e—kL/Z
' 2El k (e"L—l) 2T (ek'-_l) 2T (ekL/Z_e—kL/z)
q|_ ekl-/2 qu ekL/z

€=~ 2Elk (ek"/z— e‘k'-/z) o7 (ekL/z_ e—kL/z)

gL [cos(kL)+1] _ kgL [cos(kL)+1]

= (37)
' 2Elk sen(kL) 2T sen(kL)
gL kgL
R .
2Elk 2T
{el _aL
2El

Incluindo a condicdo de deslocamento e angulo nulos nas extremidades, ou seja,
v(0)=0, e v(L)=0, &0)=0 e &L)=0, conforme listada na Tabela 1, os demais coeficientes sdo

determinados.

C, = —% d;, = —%
* 2Tk tanh(kL/2) * 2Tk tan(kL/2)
38

" (38)

e, =—
12El

e, =
e, =0

Com todos os coeficientes definidos, conforme as Equagdes (37) e (38), a solugéo da
equacéo de Euler-Bernoulli para tubo bi-engastado pode ser reescrita a partir da Equagéo (29)

por:
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L 1 cosh[k(x—L/2)] .
%{K{tanh(k L/2)  senh(kL/2) }Jr x- L)} T >0

_J g JLfeosk(x-L/2)] 1 B _
Vi = ZT{k{ sen(kL/2)  tan(kL/2) #x(x-L)r p/T<0 (39)
_ X’ (2 o A e _
>4El (x 2Lx+ L )_24E| (x=Lf ;p/T=0

Novamente, a flecha maxima ¢'é calculada por 6= v(x = L/2):

qL [1 1 1 L .
E{E{tanh(k L/2) senh(k L/Z)}_Z} PIT >0

aLf1f 1 1 L] .
R e T - -——+¢ ;p/T<0 40
ZT{k{sen(kL/Z) tan(kl_/z)} 4} P < (40)
4
& ;p/T =0
384El

e 0 momento maximo, conforme a Equacdo (30), é calculado por M=EI v"(x = 0), entdo

M ()= EI %{Z_kLcos[k(x—L/Z)]}_ q {kLcos[k(x—L/Z)]_z} /T <0

el %{Z—kLCOSh[k(X_L/Z)]}— q {2_kLcosh[k(X—L/2)]

= ;p/T>0
senh(k L/2) 2k? senh(kL/Z)} P>

sen(kL/2) | 2k? sen(k L/2) (41)

—%(6x2—6Lx+ 12) ;p/T=0

Derivando-se M(x) em relacdo a X, de acordo com a Equacao (11), obtém-se o cortante:

g L senh[k(x—L/2)] _ gL senh[k(x—L/2)]

2T  senh(kL/2) 2 senh(kL/2) PIT>0
) ak’Lsenfk(x=L/2)]  qLsenlk(x=L/2)] |
Qlx)= 1! 2T  senkL/2) ~ 2 sen(kL/2) pIT<0 . (42

—%(ZX—L) :p/T=0
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No Quadro 2, é apresentado um resumo das equacdes deduzidas anteriormente para

flecha v(x), momento M(x) e cortante Q(x) num tubo em véo livre de comprimento L rotulado

ou engastado em suas extremidades, com carregamento vertical linear g e carga axial T.

BI-ROTULADO BI-ENGASTADO

la)t _coshlk(x=L/2)]| , x| g JL 1 coshlk(x-L/2)] ~
=T {kz {1 cosh(k L/2) } 2( L)} _T{E{tanh (kL/2)  senh(kL/2) }+x(x L)}
<£>:s Slaj1 cos[k(x—L/2)] - X q cos (x-L2)] 1 ol
S-|T {kz{ cos(k L/2) 1} 2( L)} _T{ sen(kL/2)  tan(k L/Z)} x(x L)}

- _2?1; (- L -Lx- ) _2(11)|(EI (x-LJ
<ol af1f, 1 aL 11 L
B2 Tk cosh(k L/2)| 8 2T k tanh(kL/2) senh(kL/2)| 4
=
gl afaf 1 ] aL 11 )L
= | T |k?|cos(kL/2) 8 2T k sen(kL/2) tan(kL/2)| 4
go _5av o v
- 384 El 384El

= q l_cosh[k(x—L/Z)] aJ, cosh (x—L/2)]
g - k? cosh(k L/2) 2k? senh (kL/2)
gle q | cos[k(x— L/2)]_1 q COS (x- L/Z)] _9
2 k?| cos(kL/2) 2k2 sen(k L/2)
= E —q—ZX(X—L) _E(GX —6Lx+L?)

= _ g [senh[k(x—L/2)] _ gL senhlk(x - L/2)]
S k| cosh(kL/2) 2 senh(kL/2)
g = _qsen[k(x-L/2)] _ gL senfk(x-L/2)]
S| k| cos(kL/2) 2 sen(kL/2)
Slo L L

; ~q-3) ~ox3)

Quadro 2: Equagdes para tubo (viga) com forca axial constante e conhecida

Para visualizacdo do comportamento estrutural e facilitar a demonstracdo das

metodologias desenvolvidas, que serdo apresentadas na secdo 4.1, os graficos referentes as

equacdes do Quadro 2 sdo apresentadas para um exemplo com os parametros listados na Tabela

2.
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Tabela 2: Parametros de exemplo

Pardmetro Simbolo Valor
Diametro externo D 18”
Espessura t 11/8”
Comprimento do véo L 45,72 m
Madulo de Elasticidade E 207 GPa
Carga vertical distribuida q 2 KN/m
Carga critica bi-rotulado Perr 7El/L?
de flambagem bi-engastado  Pcre  472El/ L2
. T>0 T1 +0,5 Per
Carga axial T<0 T, 05 Py

Os gréficos resultantes sdo exibidos na Figura 7, com os valores divididos pelos

maximos calculados para cada condi¢do de apoio.

0.0

0 0.5 1
x/L
—=T>0 —T<0 ----- T=0

(a) bi-rotulado

0.5
x/L

——=T7>0 —T<0

(b) bi-engastado

Figura 7: Exemplo de gréficos de flecha, momento e cortante para T>0, T<0e T = 0 com duto bi-
rotulado e bi-engastado
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3.1.2 Efeito da pressao interna e externa como forca axial — A forca efetiva

Conforme verificado em experimento e demonstrado em equacdes por Palmer e Baldry
(1974), a presséo interna produz uma forga lateral em segmentos curvos de tubulagdo e,
consequentemente, tende a causar flambagem. Por uma coincidéncia matematica, esse efeito
pode ser considerado como uma forga axial de compressdo, para pressao interna, ou de tragéo,
para pressdo externa. Esse assunto foi, posteriormente, tratado em mais detalhes por Sparks
(1984) e mais recentemente por outros autores (FYRILEIV; COLLBERG, 2005; GALGOUL,;
MASSA; CLARO, 2004b; VEDELD et al., 2014).

Para demonstrar esse efeito, um segmento de tubo com raio de curvatura «x,
percorrendo um angulo dé&e com aclive médio 6, é representado na Figura 8.

Oe
O ‘:“

pi dAi cosa

Figura 8: Forgas decorrentes da pressdo em um segmento curvo de tubo

A componente em y da forca resultante da pressao interna e externa pode ser calculada

pela integral do produto entre presséo e &rea infinitesimal ao longo da circunferéncia, projetado



53

no eixo que contém o raio de curvatura x (multiplicado por cose) e, posteriormente, no eixo y

(multiplicado por cosé), ou seja:
dF, = {;{ p;, dA cosa — A{ p, dA, cos a}cose . (43)

As areas infinitesimais dA; e dAe, por sua vez, sdo calculadas pelo produto da geratriz
(dO.x e d6b.xe) pela espessura da faixa vermelha na Figura 8 (da.Di/2 e da.De/2). Os raios de

curvatura sdo obtidos por

D,
K; =Kk——CO0Sa
2

(44)
De
K, =Kk——-C0Sa
2
e as areas infinitesimais sdo entdo calculadas por
dA =d6o K—ECOS(Z dozE
2 2
(45)

dA, =do (K—&COSajd(l&
2 2

Substituindo a Equacéo (45) na (43), obtém-se:

27 2
dF, = { P; % | (K— % coS ajcos ada—p, % | (K— % cos a)cos a da}cos 0do  (46)
0 0

cuja integracdo resultara em

2 2
dF, = —( p; % - P, %)cos 0do (47)

que; para pequenos valores de 8(cosé= 1), simplificacdo j& considerada na deducdo da Equacgao

(22); derivando-se em relacdo a x e incluindo a relacdo da Equacéo (19), equivale a

dF, d?v
H__(pipﬁ_ peAe)W' (48)

Essa expressdo corresponde a forca vertical (em y) e, consequentemente, pode ser

adicionada as demais forcas calculadas na dedugéo da Equacéo (22), evoluindo-a para

d?v d‘v d?v
m —— +El— —(T- pA+ peA%)W

_0. 49
a o o 4 (49)
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Consequentemente, fica provado que as pressdes interna e externa, multiplicadas pela
area interna e externa, respectivamente, tem efeito equivalente ao da forca axial. No entanto,
vale ressaltar que essa equacao corresponde a analise das forcas e deslocamentos verticais. Caso
haja a possibilidade do duto se mover axialmente, a validade dessa equivaléncia deve ser
reavaliada. Frequentemente, para simplificar a analise de dutos, o fator que multiplica dv/dx?
na Equacdo (49) é chamado de forcga axial efetiva Serr, definida por

Sef‘f = Ntr_ piA+ pep\e | (50)

onde Ny € a forga axial real (true) atuando na parede do tubo. Em conformidade com a norma
DNV-FR-F105, desta equacdo em diante, Ny substituira a letra T utilizada, anteriormente, para

representar a tracao axial do tubo. Entdo, a Equacdo (49) € reescrita por

d3v d‘v d?v
Ldt2+E| dX4—Seﬁ dX2+q:0. (51)

Essa simplificagdo e utilizada, inclusive, por softwares comerciais conceituados

baseados em elementos finitos, pois simplifica o equacionamento das forgas atuantes.

3.1.3 Efeito do escoamento do fluido interno na analise estrutural estatica

A variacdo da direcdo do escoamento causa uma forca resultante no fluido que, para

regime permanente, pode ser calculada por White (2010, p. 156):
YF=YmU , (52)

onde F é a forga que atua no volume de controle®; 7z, € a vazdo massica na i-ésima abertura

(entrada ou saida) no volume de controle, calculada por
m=pU A, (53)

sendo p, a massa especifica do fluido U; a velocidade média do fluido em relagdo a i-ésima

abertura e 4; € a area. A vazao massica sera uma parcela positiva para saidas e negativa para

entradas

& Volume de controle (VC) é a regido do fluido delimitada pela superficie de controle, sob a qual atuam as forcas
exercidas pela vizinhanca. O VC deve ser definido de acordo com o que se deseja calcular.
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Figura 9: Efeito do escoamento interno na analise estatica estrutural

Para o caso em questdo, tem-se um seguimento curvo de tubo com uma entrada (1) e

uma saida (2), conforme representado na Figura 9. A aplicacdo da Equacéo (52) entdo sera

SF =m,U, -mU: , (54)
que, pelo principio da conservagio da massa, 7z, =r,=rm e |U,|=|U,|=U (WHITE, 2010, p.
151), ou seja:

oF =m(U.-U.), (55)

cuja componente vertical (emy) € calculada por

OF, =mU sen(9+%@j—sen(0—d—6§j =2muU cosé sen(%@j , (56)
y dx 2 dx 2 dx 2

que pode ser reduzido pela simplificagdo de angulos muito pequenos

(d@ 5xJ dé ox
sen| —— |z ——
dx 2 dx 2
(57)

para
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dF
—~=mu cos@ﬁ : (58)
dx dx

Para pequenos valores de € (cosd = 1), simplificacdo ja considerada na deducdo da
Equacdo (22), e com a relacdo da Equacao (19), tem-se:
dF, d?v 2, d?v

— Y —mU =— = pU?A

el 59
dx dx? dx? (59)

A forca calculada pela Equagéo (59) refere-se ao componente vertical (em y) da forga
exercida pelo tubo (vizinhanga do VC) no fluido. Portanto, a forca de interesse na analise
estrutural estatica do tubo tera a mesma magnitude e sentido (sinal) contrario. Entdo, essa forca

pode ser adicionada as demais da Equacao (49), resultando em:

d’v dv d’v
LF_‘_EIW_(T_piA_FpeA\e_pUzA)W_i_q:O : (60)

m
Esse efeito ja foi equacionado por Gregory e Paidoussis (1966) e outros autores desde
entdo. No entanto, uma concepcdo inédita seria considerar a parcela correspondente ao

escoamento interno no célculo da forga efetiva, ou seja:
Seff =Ntr_piA+peA¥:_pU2A’ (61)

onde o escoamento interno atua de forma equivalente a uma forca de compressdo. Essa
abordagem simplificaria o célculo do deslocamento vertical de vaos livres, assim como a
simplificacdo ja adotada para pressdo interna e externa. O software OrcaFlex, por exemplo,
considera a pressdo interna e externa como forgas axiais, que simplifica o equacionamento do
MEF e aumenta a estabilidade de convergéncia ndo-linear, porém aplica o efeito do escoamento
interno como uma forca lateral diretamente nos nos dos elementos.

A parcela pV2Ai costuma ter valor muito inferior que as demais, sendo, normalmente,
desprezada. Seu impacto pode se tornar significativo para dutos com pressées pequenas

(Idminas d’agua rasas), transportando fluidos mais densos com velocidades elevadas.

3.1.4 Influéncia da pressao interna e externa na forca axial por efeito de Poisson

Conforme demonstrado na secdo 3.1.2, as pressdes interna e externa causam forcgas
laterais em segmentos curvos de tubulagéo que induzem deslocamentos transversais de maneira

equivalente a uma forca axial. Além disso, as pressdes interferem, de fato, na forca axial por
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efeito de Poisson. Para quantificar esse efeito, serd considerado o caso simplificado de um
trecho retilineo de duto impedido de se deslocar, exceto por expansdo diametral. Neste caso,
tem-se uma condicdo axissimétrica de tensdes com coordenadas polares para qualquer ponto da

parede do tubo (Figura 10).

Figura 10: Tensdes em coordenadas polares num segmento infinitesimal da parede do tubo

Para equilibrio das forcas, a soma das componentes radiais sera igual a zero:

do

o 5rj (r+0r)00 6z—a, r 00 6z —26,0r 6z sen(é—;j =0, (62)
.

2. 0F = (ar +

que, considerando-se sen(560/2)= 66/ 2 e desprezando-se termos de segunda ordem, reduz-se a

d
o, = 5(@ r). (63)

Considerando-se a fungéo de Airy para coordenadas polares num problema, por hora,

axissimétrico ¢ = ¢(r), onde

5 =149
"rodr
' 64
4% 4 (64)
%0 = ar?

a compatibilidade de deformacdes para estado plano (de tensdes ou deformacdes) é obedecida

pela equacgéo bi-hamonica
1d | d|1d ([ _d¢
= === r==||l=0.
r dr{r dr[r dr(r dr ﬂ} (69)

Solucionando-se a Equacdo (65), as tensdes radial e circunferencial sdo obtidas de

acordo com a definicao da Equacéo (64):
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A

o, :—2+2C
' N (66)
Oy :——2+2C

r

cujos coeficientes A e C sdo determinados através das condi¢es de contorno oi(Ri) = -pi e

or(Re) = -pe (compresséo):

(p.— p)RZR?
~ (R=R?

. (67)
C=—_ p.Re - PR’
~ 2(R-R?

De acordo com a Lei de Hooke para coordenadas polares:
1
g, = E [az— v(ar+ o, )] (68)

Conforme mencionado anteriormente, esta deducdo considerara que os deslocamentos
do duto estéo restritos, consequentemente, & = 0. Entdo, substituindo-se as relacbes da Equagéo

(66) na (68) obtém-se a tensdo axial real na parede do tubo:

0=é[UZ—V(0r+09)]—>UZ:V(Ur+09):4cv- (69)

Percebe-se que o3 é constante e, portanto, a forca axial é calculada pela multiplicacao
pela area da secdo As:

RZ_ p RZ)

F = :4Cv _ :_4 (pe e [ v RZ—R-Z

A AA 2(R-R) - ) (70)
—F,=2v(pA-p.A)

Observa-se que a presséo interna causa, por efeito de Poisson, uma tragdo no duto e a

externa, uma compressdo. Esse efeito ocorre de maneira contraria ao de segunda ordem

demonstrado na secdo 3.1.2, onde a pressao interna causa forca efetiva de compressao e externa,
de tracéo.
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3.2 EQUACOES DA DNV-RP-F105
3.2.1 Analise estrutural estatica

A norma DNV-RP-F105 propbe diversas equacOes para analise estrutural estatica
simplificada de vaos livres. O primeiro passo consiste em se determinar a forca axial efetiva.

Pode-se considerar que a forca efetiva de instalacdo € conhecida, pois € controlada
durante o langcamento do duto. Ap6s o assentamento, o deslocamento do duto sera contido pelo
atrito com o solo, mantendo a forca efetiva inicial (de instalacdo) Heft = Niri — pi Ai + Pe Ae,
conforme a Equacédo (50), até que ocorra uma alteracdo nas condicdes de carregamento. Ao ser
realizado o teste hidrostatico ou ao entrar em operacéo, o correspondente incremento da presséo
interna Ap; terd como efeito a combinagéo das Equagoes (50) e (70), adicionada ao valor inicial

Hefr. Incluindo-se um aumento de temperatura, a forca efetiva entdo sera

Seff = Heff_Api A(l_zv)_'A%E AT & - (71)

A Equacdo (71) e apresentada pela DNV-RP-F105 e em mais detalhes por Fyrileiv e
Collberg (2005), onde, de acordo com a deducdo matematica realizada, o autor afirma que é
valida apenas para valores elevados de D/t. No entanto, de acordo com a deducéo feita na secéo
3.1.4, ndo ha limites para sua aplicacdo. A verdadeira limitacdo da Equacdo (71) para fins
praticos é que ela so é valida para segmentos de duto totalmente restritos, 0 que ndo ocorre em
vaos livres.

Para o calculo do momento estatico, a referida norma apresenta a formula

q Liff

I v I static C5 !
S

P

cr

onde g € o carregamento distribuido; Less € 0 comprimento efetivo, calculado pela Equacéo (74);

Setr € a forga efetiva estatica de equilibrio e Pcr € a carga critica de flambagem, calculada por

2
n°El
P, =(1+ c:s.F)chT , (73)
eff
sendo CSF o fator de enrijecimento do revestimento do concreto (concrete stiffness
enhancement factor), se houver. Os coeficientes C» e Cs séo listados na Tabela 3, de acordo

com a condigéo de contorno considerada.
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Tabela 3: Coeficientes utilizados pela DNV-RP-F105

Bi-rotulado | Bi-engastado Apoiado em solo
Ci| 157 3,56 3.56
Co} L0 4,0 4,0
Cs 0,8 0,2 0.4

: 2

C4 4,93 1411 OmbI’O 14,1 (L/Leﬁ)

Meio-vao: 8,6
Ombro: 1/[18(Lef/L)?-6]
C:| 18 112 Meio-vao: 1/24
Cs 5/384 1/384 1/384

O conceito de comprimento efetivo Les foi sugerido por Hobbs (1986) para considerar

0 apoio elastico do solo nas extremidades do vao livre e é calculado por

4,73

5 ipl =27
L, |—0,066 52+1,02 p+0,63
= , (74)
L 4,73 _
5 ipl B<2,7
0,036 £%+0,61 +1,00
onde
K L*
=log,)| ————| - 75
p glo{(1+CSF)EI } (79)
A referida norma sugere, para o calculo da flecha maxima estatica, a formula
L4
5 _ C5 q eff 1 )
El (1+CSF)(1+ Se j (76)

Observa-se que, para Seft = 0, as Equacdes (72) e (76) correspondem as solucdes exatas
do problema, listadas no Quadro 2. Porém, para Set = 0, podem ser definidas como solugdes
semi-empiricas aproximadas. O célculo de M e & sdo necessarios para avaliagdo estrutural
estatica do vao livre. Com o valor de M e de N, calcula-se a tenséo na parede do tubo, enquanto
o permite avaliar a distancia do solo e um possivel contato com outros dutos em cruzamentos.

Para analise dindmica, Fyrileiv e Motk (2002) desenvolveram a formula semi-empirica

mL | P D

cr

El S 5 Y
f, =C,v1+CSF | 1+—+C5| | |, (77)

também adotada pela DNV para o calculo da primeira frequéncia natural, que apresenta boa
aproximacéo para L/D < 140, d/D < 2,5 e Sei/Per > -0,5. O valor da frequéncia natural € um

parametro fundamental para o calculo da velocidade reduzida Ur, conforme a Equacdo (6).
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E importante ressaltar que todas as formulas para analise de véos livres recomendadas
pela DNV e citadas nesta secdo dependem, previamente, do valor da forga efetiva Serr de
equilibrio. No entanto, a referida norma nédo oferece uma formulacgéo precisa para o calculo de
Sert em vaos livres, recomendando que se utilize ferramentas baseadas em MEF, o que se torna
um contra-senso, uma vez que sao apresentadas diversas formulas simplificadas para calcular
resultados que ja séo disponibilizados pelo MEF.

Programas como o FatFree, desenvolvido pela DNV para andlise de vaos livres,
calculam a forca efetiva pela Equacdo (71). Porém, em muitos casos, esta pode ser uma
simplificacdo com um erro extremamente elevado, uma vez que a referida equacéo corresponde
a segmentos fixos, enquanto o deslocamento ocasionado pela flambagem em véos livres tende
a aumentar o valor de Sefr, significativamente.

Para contornar essa situacao, na secdo 4.1, sera apresentada uma nova metodologia
para o célculo de Serr em vaos livres, que fornece uma formulacdo direta e com precisdo

suficiente para casos préaticos de projetos de dutos submarinos.

3.2.2 Resposta dindmica a VIV

Para a previsao da resposta dinamica de véaos livres submetidos a VIV, a norma DNV-
RP-F105 oferece modelos empiricos baseados em dados experimentais de modelos reduzidos
disponiveis na literatura e, num ndmero limitado, em escala real. Nesses modelos, as vibragdes
IL e CF sdo consideradas separadamente, o que vai contra as observacoes feitas por diversos
experimentos, conforme citado na se¢do 2.3.1.2.

A turbuléncia e a massa estrutural, fator que influencia a faixa de Ur com resposta
significativa e a amplitude (se¢do 2.3.1.1), sdo consideradas apenas no modelo IL. Para
simplificacdo das anélises a serem realizadas nos préximos capitulos, os modelos da DNV serdo
particularizados a seguir para condigdes sem ondas e com incidéncia de corrente permanente
perpendicular ao tubo. Todos os coeficientes de seguranca serdo considerados iguais a 1, com
0 objetivo de se comparar com resultados o mais preciso possivel.

Um dos pardmetros necessarios ¢ o de estabilidade, calculado por

_A4rm

K
s pD?

: (78)

onde ¢t é a razdo de amortecimento total, incluindo o amortecimento estrutural, do solo e

hidrodindmico. No presente estudo, a interacdo com o solo ndo seré abordada e, assim como na
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referida norma, o amortecimento hidrodindmico serd desprezado para a regido de lock-in,

restando apenas o0 amortecimento estrutural.

A, /D

Ay 2/D

[
»

L L AL L
R, onset R 1 UR, 2 R end UR

Figura 11: Modelo de resposta IL. Adaptado de DNV-RP-F105.

O modelo de resposta sugerido se baseia num grafico da amplitude IL unitaria Ai/D
versus a velocidade reduzida Ur aplicada (Figura 11). Os valores correspondentes séo definidos

conforme os critérios descritos no Quadro 3.

Velocidade reduzida Ur Amplitude IL (Ai/D)
Ponto Condicéo Valor Ponto Valor
Ks<0,4 1
Ugonset | 0,4 <Ks< 1,6 0,6 + Ks Inicial 0
1,6 <Ks 2,2
Uk - 10 Ay +Ur A max| 0,18 1- K R Az
' D ' D 12) ° D
A
UFIQI,_Z - U II?I,_end - 2 ( A||52 j ( I;Zj 0,13 (1 — %j I:2|,2
IL Ks<1,0 45-0,8 Ks .
Ug eng Ke> 1,0 37 Final 0

Quadro 3: Pardmetros do modelo de resposta IL da DNV-RP-F105

Os fatores de reducao R;1 e Ri2 consideram o efeito da redugao de amplitude causado

pela intensidade de turbuléncia e séo calculados por



63

3
aizLo—%4u—opa

(79)
RIZzlo_(lc—o,os)
2 0,17

onde I é a intensidade de turbuléncia da corrente, definido por Ic = o / Uc, sendo oc 0 desvio
padrdo da flutuacdo de velocidade e Uc a média da velocidade em 10 min ou 30 min, com taxa
de amostragem de 1 Hz. Na falta de informacgdes disponiveis, a DNV recomenda que se
considere Ic = 5%.

Quanto a resposta de vibracdo CF, a norma cita que esta depende de uma série de
fatores, entre eles: a velocidade reduzida Ug, o nimero de Reylnolds Re, a razdo de massam” e
a distancia ao fundo e/D. No entanto, 0 modelo apresentado (Figura 12) desconsidera boa parte
deles ou os considera apenas parcialmente, como o caso de e/D, que é considerado para a
avaliacdo da velocidade reduzida, mas ndo na amplitude, contrariando observacoes
experimentais citadas na secdo 2.3.1.3 (LI et al., 2011; TSAHALIS; JONES, 1981).

£ Acr

Acr1/D

0,15

»
»

UCF, F Ur
R2 R end

Figura 12: Modelo de resposta CF. Adaptado de DNV-RP-F105.

Os valores do gréafico da Figura 12 s&o definidos conforme os critérios listados no
Quadro 4. Para o calculo do patamar superior da amplitude maxima, € definida a raz&o rs entre
a primeira e segunda frequéncia natural de vibracdo CF. Normalmente, essa razdo é proxima a
2 e, consequentemente, o valor calculado de Acr/D serd, aproximadamente, 1,9. Observa-se que

este valor é bastante elevado e seu calculo considera, tdo somente, a razéo rm, ignorando a
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razdo de massa m’, que tem impacto na amplitude de resposta, conforme as observagdes

experimentais citadas na se¢do 2.3.1.1, assim como a proximidade ao fundo.

Velocidade reduzida Ur

Amplitude CF (Acg/D)

Ponto Valor Ponto Condicao Valor
Inicial 2 Inicial - 0
U Fc{:,Enset 3 Y oroxipnset” Wirenchpnset Onset - 0’15
o re, = M <15 0,9
U[g]'_: 7_(7_UR,onset>'[1'3_ ACF,I) (ACFlj fn,CF

U -

1,15 D

15<rn<23 0,9+0,5(rm-1.5)

I'n > 2,3 1,3

U CF U CF _(Lj X ACF,l AbF,Z _ AbF,l
R2 Rend 1130) ( D D D
Use 16 Final - 0

Quadro 4: Pardmetros do modelo de resposta CF da DNV-RP-F105

O fator de correcdo da proximidade com o fundo é definido por

ar158) - o/ Lcog
5 D D

Wproxionset = e (80)
1 ; / =—>0,8
P D
e o de trincheira por
A
Wirenchonset — 1+ 075 B ' (81)
onde
é:(l’ZS—d_ej e Ogégl, (82)
D D D

sendo d a altura da ombreira medida a 3D de distancia do tubo.

Certamente, as simplificacbes adotadas pela DNV no desenvolvimento desta
metodologia conduzem a necessidade de um elevado conservadorismo, embutido nos seus
resultados. Porém, devido a pouca disponibilidade de ferramentas praticas, acessiveis e

confiaveis, trata-se de um dos métodos mais utilizados na industria de O&G.
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3.3 DINAMICA DOS FLUIDOS COMPUTACIONAL (CFD)

Em problemas para os quais ndo ha solu¢Ges empiricas ou analiticas disponiveis, uma
alternativa que vem sendo cada vez mais utilizada sdo os métodos numéricos, inseridos na area
de pesquisa denominada fluidodindmica computacional (CFD — Computational Fluid
Dynamics). No presente estudo, o CFD foi adotado para previsdao do comportamento do fluido
ao redor do tubo e, consequentemente, da resposta dinamica de vaos livres submetidos a uma
corrente permanente.

Forgas sdo transmitidas através da pressao e da tenséo viscosa exercidas pelo fluido ao
longo da parede externa do tubo e os deslocamentos deste, por outro lado, interferem no
escoamento do fluido, alterando a geometria das condi¢bes de contorno simultaneamente.
Portanto, trata-se de uma interferéncia de mdo dupla entre fluido e estrutura, comumente
chamada de interagéo fluido-estrutura (FSI - Fluid-Structure Interaction).

A seqguir, sdo apresentadas as equacles tedricas que descrevem o comportamento
dindmico dos fluidos e, mais adiante, 0 método numeérico utilizado para soluciona-las. Por se
tratar de escoamento turbulento, a viabilizacdo do custo computacional (tempo de

processamento) exige a utilizacdo de modelos que simplificam os efeitos da turbuléncia.

3.3.1 Equacdes teodricas

De acordo com a Hipotese do Continuo, o fluido pode ser considerado como uma
matéria continua e em cada ponto do seu dominio ha uma particula fluida que possui todas as
grandezas fisicas pertinentes a um fluido: massa especifica p, velocidade V, tensBes viscosas
aij, entre outras. Portanto, um ponto qualquer do dominio fluido pode ser descrito como um
volume infinitesimal de massa dm e com dimensdes dx, dy e dz (Figura 13).

A equacdo da continuidade se baseia no principio da conservacdo da massa e
estabelece uma relacdo entre a quantidade de massa que entra, sai e varia no interior do volume
infinitesimal:

%)Jra%(pui) = %+V(p\7) = 0, (83)
onde uj sdo as componentes da velocidade V. Para fluidos incompressiveis (i.e. p constante), se

reduz a
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ou = —
—1=V.V=0.
= (84)

que representa um campo de velocidades solenoidal, ou seja, cujo divergente € nulo.

)’T Ovy

dm = pdx dy dz

= XX

dy

zZx dx
Figura 13: Volume fluido infinitesimal e tensdes nas suas faces

Aplicando-se a 22 Lei de Newton no volume infinitesimal da Figura 13 e decompondo-
se as forcas em gravidade, pressdo e forcas viscosas, obtém-se:

op Ot ou, ou
A | R [ R Rt N 85
P&~ o ox, p{ a Y axj] (85)

onde gi sdo as componentes da gravidade, p € a pressao e z;j € 0 tensor viscoso.
A equacdo de Newton da viscosidade relaciona as tensdes viscosas com os gradientes

de velocidade por

T =2uS;
o _Lfou oy (86)
ij —

2\ ox, o

onde u é a viscosidade dindmica, constante para fluidos newtonianos (e.g. agua, 6leos e ar) e s;
é o tensor da taxa de cisalhamento. Substituindo-se a Equacéo (86) na (85) e considerando-se

fluido newtoniano e incompressivel deduz-se
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G BGAT ! ) (87)
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i i

conhecida como equaces de Navier-Stokes.
As equacOes de Navier-Stokes representam um sistema de trés equacdes (X, y € z),
cujas incognitas sdo as trés componentes da velocidade. Portanto, em tese, a Equacdo (87)

poderia ser resolvida analiticamente ou por métodos numericos para obter-se 0 campo de

escoamento V (x, y,z,t) e, posteriormente, as forcas transferidas para o contorno, que no
referido problema é o duto, seriam determinadas pela integracdo das tensdes calculadas pela
Equacéo (86). No entanto, a maioria dos escoamentos em problemas de engenharia é turbulento,
cuja natureza complexa inviabiliza uma abordagem trivial.

A classificacdo quanto ao regime de escoamento é obtida pelo valor do nimero de
Reynolds (Re), definido pela Equacdo (4). Os valores de Re referentes a transicdo de
escoamento laminar para turbulento variam de acordo com o tipo e geometria do escoamento.
Para escoamentos no interior de tubulacdes, por exemplo, essa transicdo se da para Re > 2300
(WHITE, 2010, p. 352), enquanto que para escoamento externo, para Re > 300 (Quadro 1). De

uma maneira geral, é aceito que o escoamento sera totalmente turbulento para Re > 10.000.

w
P
i
i

P 200
\/\\J/‘)\/Q’\f’\\%

Figura 14: Escoamento laminar versus turbulento no interior de uma tubulagéo

Escoamentos turbulentos sdo caracterizados por possuirem, predominantemente, um
campo de velocidades desordenado e instavel, ao contrario de escoamentos laminares (Figura
14). Ha uma ocorréncia intensa de vortices (turbilhdes) flutuantes de diversas escalas de
tamanho, também chamados de turbulent eddies, e movimentos rotacionais transientes
observados em experimentos. Por conta dessa movimentagdo caotica, escoamentos transientes
sdo, intrinsicamente, tridimensionais, condi¢do que deve ser levada em consideracdo, de alguma

forma, mesmo em analises bidimensionais.
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Para analisar mais detalhes sobre os eddies, faz-se necessario definir os conceitos de
adveccdo de difusdo, responsaveis pelo transporte de diversas grandezas fisicas (e.g.

temperatura e concentracdo de um soluto) num meio fluido.

t1 t1

Fluxo

t2 (&)

t3 t3
(a) adveccgéo (b) difusdo

Figura 15: Adveccéo e difusdo de uma grandeza em meio fluido

A advecg@o consiste no “carreamento” dessas grandezas fisicas ¢ pelo proprio
movimento (velocidade) do fluido (Figura 15a). A difusdo, por sua vez, é causada pelo
gradiente de ¢ e €, comumente, equacionada pela Lei de Fick, ocorrendo no sentido de onde 0
valor de ¢¢é maior para onde é menor (sentido contrério ao do gradiente). Seu efeito é observado
como uma dispersao (Figura 15b).

Os vortices turbulentos se deslocam no dominio, transferindo energia para 0s de menor
escala, sucessivamente em cascata, num efeito combinado de advecgdo e difusdo. Outra
consequéncia sdo os gradientes de velocidades, que sdo mais intensos nos menores vortices e
geram tensdes viscosas (cisalhantes), de acordo com a Equacéo (86), e que, por sua vez, causam
dissipacdo de energia, principalmente, em forma de calor, num efeito semelhante ao atrito.
Devido a 22 Lei da Termodinamica (principio da entropia), essa energia transformada em calor

é perdida, ndo retornando para o fluido.



69

Observacgdes experimentais demonstram que o espectro de dimens@es dos vortices é
continuo e tem largura de faixa diretamente proporcional ao nimero de Reynolds. As maiores
escalas sdo restritas aos limites do dominio, pois 0s vortices devem estar completamente
compreendidos nele. Os maiores vortices possuem as menores frequéncias de flutuacéo, que
aumentam com a diminuicdo das escalas e, consequentemente, ocorre 0 mesmo com as taxas
de dissipacdo de energia. Os vortices menores tendem a apresentar caracteristicas mais
equilibradas nas trés direcGes, portanto, a dissipacdo de energia por eles € considerada
isotropica, por simplificacdo. A maior contribuicdo para a parcela de transporte de massa,
momentum e energia vem dos maiores vortices, tornando-os os mais significativos para analise,
por isso suas dimensfes sd0 chamadas de “comprimento caracteristico de turbuléncia”
(WROBEL et al., 1989, p. 88).

O conhecimento detalhado do comportamento dos eddies permite que eles sejam
considerados indiretamente nos modelos turbulentos, através de formulacbes semi-empiricas
que adicionam seus efeitos relevantes para 0 escoamento como um todo, calculando-se apenas
as informacdes que sdo, efetivamente, de interesse para problemas praticos da engenharia. Essa

simplificacédo sera discutida mais detalhadamente na se¢éo 3.3.2.

3.3.2 Modelos de turbuléncia

A complexidade dos escoamentos turbulentos, conforme citado na sec¢éo 3.3.1, torna
impensavel uma solucdo analitica das equacdes de Navier-Stokes. J& a solucdo numérica direta
da Equacao (87), chamada de simulacdo numeérica direta (DNS — Direct Numerical Simulation),
pelo mesmo motivo, exige discretizacdo do dominio (divisdo em células) e do tempo (diviséo
em passos) extremamente refinadas, o que demanda um elevado custo computacional e torna-
a proibitiva para aplicacbes praticas na engenharia. Analises em CFD por DNS sdo,
normalmente, realizadas em computadores de alto desempenho (supercomputadores) em
centros de pesquisa.

Para reduzir o custo computacional, diversas abordagens foram propostas com a
estratégia de se incluir os efeitos dos vortices turbulentos nas equagdes sem, necessariamente,
considera-los no campo de velocidades calculado. Uma dessas abordagens é a simulagéo de
grandes escalas de turbuléncia (LES - Large Eddy Simulation), que calcula uma média espacial
das equacdes de Navier-Stokes, solucionando apenas os vortices de maior escala. Entdo, os

vortices com escalas inferiores as células da malha sdo modelados pela incluséo do efeito que
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a dissipacdo de energia causa, 0 que é implementado por expressées semi-empiricas. O LES
proporciona uma significativa reducdo de custo computacional em relagdo ao DNS, porém,

ainda é muito “caro” para maioria das aplicacdes praticas.

3.3.2.1 Equagdes de Navier-Stokes com média de Reynolds (RANS)

Para simplificar ainda mais o problema, faz-se necessario analisar em detalhe a
natureza oscilatéria dos escoamentos turbulentos. Observagfes experimentais mostram que as
grandezas fisicas inerentes ao fendmeno (e. g. pressdo e componentes da velocidade em x, y e
z) tendem a flutuar em torno de um valor médio para um determinado periodo de tempo
(WHITE, 2010; WROBEL et al., 1989), conforme ilustrado na Figura 16.

4 Grandeza ¢ — A1)

Figura 16: Flutuacdo turbulenta de uma grandeza ¢ (e.g. pressao e velocidade) ao longo do tempo

Em problemas de engenharia, essas flutuacdes sdo, relativamente, pequenas e nédo
fazem parte dos resultados desejados, apenas sua influéncia no escoamento como um todo e o

seu valor médio. Ento, o valor de uma grandeza ¢ num instante qualquer pode ser definido por
#(t)=9(t)+4 (1), (88)

onde ¢' ¢ a flutuagio em relacdo a média ¢, calculada por

- 1 t+At
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sendo At o intervalo temporal da média. Seu valor é considerado como grande o suficiente em
comparacao ao periodo das flutuagGes turbulentas, porém pequeno em relagéo a variagdo do
valor médio ao longo do tempo.

Integrando-se a Equacdo da Continuidade (84) e de Navier-Stokes (87) de maneira

analoga, observando-se que a média das flutuacGes, por definicdo, sera nula (q7=0), deduz-se

as equacoes

dui
=120 90
axi (90)
€
_Op, Of ou_ o) fou du 1)
PE o ok M T T e T e )

conhecidas como as equacdes de Navier-Stokes com média de Reynolds (RANS - Reynolds

Averaged Navier-Stokes). Com a transformacéo realizada, o sistema de equacdes agora possuli

que tem unidade de tensdo e é chamado de tensor de Reynolds:

T, =p ui'u’j , (92)

composto pelas EquacBes (90) e (91) seriam necessarias, em principio, mais 6 equacfes
escalares, ou 2 equacBes vetoriais (com componentes X, y e z, cada uma). Esta conclusdo
matematica é compativel com o principio fisico de que os efeitos das flutuacdes turbulentas
extraidos da Equagdo (87) devem ser, de alguma forma, reinseridos no sistema.

Uma aproximacdo amplamente adotada para a determinacao do tensor de Reynolds é
0 conceito de viscosidade turbulenta (eddy viscosity) de Boussinesq’ (xr) que relaciona 7; COM
0 tensor da taxa de cisalhamento do escoamento médio §;;. A viscosidade turbulenta xr depende
do escoamento e pode variar no espaco e no tempo, ao contrario da viscosidade molecular g,
que € uma propriedade intrinseca do fluido, constante para fluidos newtonianos.

A maneira de se calcular g é 0 que distingue os diversos modelos de turbuléncia

disponiveis. Os modelos algébricos, também chamados de zero equacdo, fazem uma analogia

" Joseph Valentin Boussinesq foi um matematico e fisico francés que, entre outras contribuicdes significativas para
o0 estudo da hidrodinamica, propds uma relacdo entre tensdes turbulentas e o escoamento médio, através de um
coeficiente chamado, posteriormente, de viscosidade turbulenta (SCHMITT, 2007).
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entre vortices turbulentos e moléculas de gases e, com base na Teoria Cinética dos Gases,
calcula «r a partir do que seria equivalente ao caminho médio das moléculas, chamado de
“comprimento de mistura” (Im). ESte comprimento esta relacionado com o tamanho dos vortices
caracteristicos do escoamento e, consequentemente, varia de acordo com o tipo de geometria.
Proximo a paredes, por exemplo, In é calculado com auxilio de equagdes semi-empiricas que
fornecem a velocidade na camada limite. Por ndo considerar a energia turbulenta e depender do
valor de Im para casos especificos, 0 modelo zero equacgdo tem aplicabilidade bastante limitada.

Na sequéncia evolutiva, estdo 0os modelos de uma equacgao que contemplam a energia
cinética turbulenta k e a sua adveccdo e difusdo pelo dominio, resolvendo uma equacéo de

transporte especifica. A grandeza k é definida por

155 (2, 2, 2
k = U = E(ul2 +ug +u32) : (93)

A hipdtese de Boussinesq ainda é admitida como véalida e o tensor de Reynolds é
calculado por

- 2
Ty = L Sii —gpkéij

- 1f(ou ouj)’ (%4)
ij == —+—

2\ ox;  oOX

]

onde 5;; € o tensor da taxa de cisalhamento do escoamento médio, dj é o delta de Kronecker e

e € calculado por
pr =pJke (95)
sendo / o comprimento turbulento caracteristico. Sem uma equacao especifica para /, este deve

ser calculado através de equacOes algébricas que o relacione com o escoamento médio, de
maneira semelhante ao que é feito com I no método de zero equagdo. Consequentemente, 0S
modelos de uma equacgdo sdo considerados incompletos e acabam repetindo algumas das

mesmas falhas.

3.3.2.2 Modelo de turbuléncia k-

Os modelos de turbuléncia com duas equagdes incluem o transporte da energia cinética

turbulenta k e, adicionalmente, do comprimento turbulento caracteristico / ou outra grandeza
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equivalente. Por isso, sdo chamados de modelos completos, estabelecendo-se como os mais
utilizados para aplicagdes CFD em geral. Os modelos de duas equac¢des mais conhecidos séo:
k-£e k-. No primeiro, a equagdo de transporte adicional (além de k) soluciona a dissipagéo da
energia cinética turbulenta por unidade de massa, & Apesar de ser um modelo bastante
difundido e preferido para aplicagdes em geral, apresenta falhas ao prever escoamentos com
elevados gradientes de velocidade, o que ocorre em VIV.

Para o tipo de aplicacdo em questdo, diversas publicacfes na literatura reportaram que
0 modelo k-w apresenta melhores resultados. Nesse caso, a grandeza referente a segunda
equacdo € a taxa especifica de dissipacdo da energia cinética turbulenta, w o &k. Este foi 0
primeiro modelo de duas equacdes proposto (KOLMOGOROV, 1942), que definiu a relacéo

de wcom o comprimento caracteristico de turbuléncia por w o« vk /£. Desde entdo, o referido
modelo sofreu diversas melhorias e a versdo utilizada atualmente foi adaptada por Wilcox
(1988).
O transporte da energia cinética turbulenta k é equacionado por
LS ST
ot OX. OX;

J

" 0 « ) ok

J

onde g;j e ur sdo calculados pelas Equagdes (94) e (95), respectivamente; 5 e o sdo constantes

empiricas (Tabela 4); e o transporte de » é equacionado por

Pa TP Mk ax, TP e [T e |

J i J
sendo ¢, e otambém constantes empiricas (Tabela 4).

Tabela 4: Constantes empiricas do modelo k-w. Fonte: (WILCOX, 1993)
Simbolo Valor | Simbolo Valor

(94 5/9 o 1/2
B 3/40 o 1/2
A 9/100

Para se obter o campo de escoamento I7(x, Y, z, t), portanto, basta solucionar o sistema
formado pelas Equagdes (90), (91), (96) e (97). Tratam-se de EDPs de 22 ordem e néo linear,
num sistema que ndo possui solucdo analitica. Portanto, faz-se necessario a utilizacdo de

método numeérico que serd apresentado na proxima secao.
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3.3.2.3 Condig0es de contorno e camada limite

Quanto as condigdes de contorno, estas sdo divididas, basicamente, em: entradas,
saidas e paredes. As entradas e saidas de escoamento podem ser definidas pelo valor da pressdo
ou velocidade. Um problema tipicamente bem definido sera aquele em que a entrada é
estabelecida pela velocidade normal a superficie e a saida pela pressdo. Quanto as grandezas
relacionadas a turbuléncia (k e ), seus valores devem ser estipulados nas entradas,
caracterizando a sua intensidade no escoamento que entra no dominio. Nas saidas,
normalmente, sdo aplicados gradientes nulos na direcdo normal a superficie. Por isso, é
importante que a regido onde os resultados sao de interesse esteja, suficientemente, afastada das
entradas e saidas do dominio considerado.

A regido préxima aos contornos do dominio (paredes) demanda uma atencéo especial,
pois nela ocorre um gradiente intenso de velocidade, onde ela varia de zero (velocidade da
parede) até a velocidade do escoamento mais afastado, U.

Conforme ilustrado na Figura 17, a espessura da camada limite € comumente arbitrada
como a distancia da parede até o ponto em que a velocidade corresponde a 99% da velocidade
do escoamento livre (LIENHARD 1V; LIENHARD V, 2016, p. 272). O perfil de velocidade
préximo a parede € importante para: perda de carga, descolamento de corrente, efeitos de

cisalhamento e recirculacao.

<

Ueo

ARAA

Superficje

Figura 17: Espessura da camada limite

Para auxiliar o estudo da camada limite dois adimensionais sdo adotados: um referente
a distancia até a parede y, e outro com a componente tangencial da velocidade u. O primeiro é

calculado por
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yr =Y (98)

U= [t (99)
p

sendo z a tenséo viscosa (cisalhante) na superficie da parede. A grandeza u” é entdo chamada
de velocidade de atrito, por estar diretamente relacionada com o “atrito” com a parede (zw) € ter

unidade de comprimento por tempo. O adimensional relacionado com a velocidade é definido

por

ut = i (100)

Por motivos geométricos, o escoamento muito proximo a parede é laminar, condi¢cdo
na qual pode-se provar matematicamente pela equacdo de Navier Stokes (87) que u™ = y*,
relacdo chamada de lei interna de parede. Observacdes experimentais mostram que isso € valido
até cerca de y* = 5, regido denominada entdo de subcamada viscosa laminar. Para y* > 30 o

perfil de velocidades passa a obedecer a “lei logaritmica da camada intermediaria” (WHITE,
2010, p. 364):

ut= 1Iny+ +B, (101)
K

onde x e B sdo constantes empiricas iguais, aproximadamente, a 0,41 e 5,0, respectivamente.
Entre as regides da subcamada viscosa e a camada intermediaria, hd uma regido de transicdo
(Figura 18).

AY
. 10000
camada turbulenta externa
1000

camada intermediaria 100
""""" R ~11
e o e — 1o

subcamada .

- u
viscosa > 1
0 10 20 30

Figura 18: Distribuicdo de velocidades proximas a parede
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Normalmente, os modelos de turbuléncia desprezam a subcamada viscosa, por ser
muito pequena em relacéo ao restante da camada limite, e utilizam fungdes de parede (Figura
19), baseadas na Equacéo (101), para determinar a velocidade e as grandezas de turbuléncia (k
e w) em toda a faixa proxima a parede. Nesse caso, 0 posicionamento dos primeiros nés fora da
parede devem estar entre 30 <y, <300, para garantir que recaiam na regido onde a funcéo de
parede tem boa precisdo. Este procedimento possibilita uma discretizagdo menos refinada junto
a parede, proporcionando uma substancial economia de custo computacional, sendo aplicado,

no presente estudo, para superficie correspondente ao fundo do mar.

(a) modelo sem funcéo de parede (b) modelo com funcéo de parede
I v Y
u(y) > u(y) >
N I PR R A e A E ) O P A
/
/
4// / y]_

camada limite fungdo de parede

Figura 19: Modelagem do contorno sem (a) e com (b) funcéo de parede

Para a superficie correspondente a parede externa do tubo, no entanto, esta
simplificacdo ndo pode ser adotada, pois o desprendimento dos vortices se origina na camada
limite e, consequentemente, é necessario que o campo de velocidades seja devidamente
calculado nessa regido. Portanto, a malha préxima ao tubo deve ter um refinamento adequado.
Na regido da subcamada viscosa, onde 0 escoamento é, majoritariamente, laminar, a solugdo do
modelo k-o pode ser simplificada, o que ¢ chamado de método “Low-Reynolds-Number”,
tomando-se em conta as particularidades de um escoamento com Re baixo. Para que essa
validade seja garantida, as distancias dos primeiros nés fora da superficie devem ser

correspondentes ay} <2 e a expansdo deve ser gradual, com um minimo de 10 nés inseridos

na camada limite (“ANSYS Help v17”, 2016).
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3.3.3 Método dos Volumes Finitos (MVF)

O método de solucionar, numericamente, o sistema formado pelas equagdes (90), (91),
(96) e (97) varia, substancialmente, de um software para outro. Para o presente estudo, foi

utilizado o ANSYS CFX v17, nasimulacdo CFD, em interacdo com 0 ANSYS Mechanical v17,

na simulacdo estrutural. Portanto, nesta secao serdo descritos os procedimentos adotados pelo
software citado.

H& diversos métodos que podem ser aplicados, entre eles: Método dos Elementos
Finitos (MEF), Método das Diferencas Finitas (MDF) e o Método dos VVolumes Finitos (MVF).

No entanto, este tltimo é o mais eficiente para CFD, pois a forma como é equacionado impde
0 principio de conservacdo para cada uma das grandezas.

volume de controle
(célula)

elemento

= “F ‘1‘""‘ o
bty ettt
OSNS FOe ettt

£ i %
/ Leioty istetutelety.
Sttt Sttty
STt tatare! petetatetaretyl
IR eaTete Lot ce el
e e
T S A e
ey e e
Koo K T
OO oA ST e OO esacete)
PSaTeterutere totutetatelete
Satetatetelete e teTete e tere
Teleeteteletel Vetelerete
eleialeteletele v ele i

B el ety 4

*6@-‘0“;"*’1
A Vg

centro do
elemento

Figura 20: VVolume de controle e elementos

As equac0es referentes ao modelo de turbuléncia k-, citadas na se¢do 3.3.2, podem
ser generalizadas por

2 (o) @[ 20
6t(p¢)+8xj(puj¢)_ I,

— +S,,
axj 8xj

(102)

onde ¢ pode ser qualquer uma das grandezas (massa; velocidade em x, y, e z; k e w). A segunda

parcela do lado esquerdo corresponde a advecgdo, enquanto no lado direito estdo a parcela de
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difusdo, com coeficiente 7 e uma fonte Sy O primeiro passo consiste em discretizar (dividir)
o dominio continuo em elementos, cujos nds (vértices) irdo armazenar as variaveis do problema.
O volume de controle (VC), ou célula, é definido pelas linhas que ligam o centroide de cada
elemento aos pontos médios de suas arestas (Figura 20).

A integracdo da Equacéo (102), ao longo de um VC qualquer ¥4 resultard em:

O ipgav+fpu gnda=(r,| 22 | das[s,dv, (103)
otv A A OX; v
onde A é a superficie de integracédo e nj as componentes do vetor normal a superficie de entrada
ou saida de V. As integrais de volume correspondem aos termos fonte ou acumuladores,

enguanto as integrais de superficie representam os fluxos pelas entradas ou saidas.

N1

pontos de integracao
setores

noé

nz

centro do elemento
n3

Figura 21: Elemento da malha, seus vértices (n6s), setores e pontos de integracdo numérica

Para simplificacdo do calculo, as integrais de superficie séo discretizadas em pontos
de integracéo pi, ilustrados na Figura 21, e considera-se um valor médio representativo para o

termo fonte ao longo do interior de cada volume. Entéo, a Equacgéo (103) reduz-se a

0 ] a —
(%}H%mpi y =%[r¢87¢1mj] 1S WM, (104)
pi

]

onde ¢ € o valor da grandeza ¢ advectada pela face f e 7, € a vazdo massica que atravessa a

area que o ponto de integracdo pi representa, calculada por
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m=(pu,n,) (105)

pi’

At é 0 passo de tempo numérico e 4nj € o vetor de superficie normal discreto. O indice
sobrescrito 0, presente na primeira parcela, indica o valor referente ao passo de tempo anterior.
No presente estudo, foi utilizado um esquema de primeira ordem regressivo para a marcha no
tempo.

A primeira parcela da Equacdo (104) diz respeito & discretizagdo temporal para o
esquema regressivo de Euler de 12 ordem. Por uma solugdo mais precisa, pode-se optar pelo

esquema regressivo de Euler de 22 ordem, que substitui a referida parcela por

1

0 3 1 (106)
Z i ppd¥ =V | Z pg—2p°° + = p%%>
atip¢ (2p¢ po top ) j

At

onde o indice 00 denota o valor calculado no penultimo passo de tempo.
Ressalta-se que as integrais de superficie, definidas pelos pontos de integragdo, terdo
mesmo valor em modulo e sinais contrarios para VCs adjacentes, garantindo que as equacdes

resultantes sejam, localmente, conservativas, ou seja, mantenham o valor total da grandeza ¢.

3.3.3.1 Funcdes de forma

Conforme citado anteriormente, os valores das variaveis sdo armazenados apenas nos
nos da malha. Porém, para calcular as integrais de volume e de superficie presentes na Equacédo
(103), é necessario calcular-se os valores das grandezas no interior dos elementos, o que é feito
por fungdes de interpolagéo, chamadas de funcdes de forma, assim como no MEF:

Nncs

p(xy.z)= > N;(xy.2)é, (107)

i=1

onde, Nnos € 0 nUmero de nos, ¢ € o valor da variavel no nd i e N; é a funcao de forma definida

com as propriedades:

SN, =1 (108)

{Ni(xj,yj,zj)zo; sei#j (109)

Ni(xj,yj,zj)zl; sei=]
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As fungdes de forma variam com a geometria do elemento. Os tipos de elementos

disponibilizados pelo ANSYS CFX utilizado e suas respectivas func¢des de forma sdo listados

no Quadro 5.
Tipo de Geometria Funcdes de forma
elemento
N,(s,tu)=(1-s)1-t)1-u)
N, (s,tu)=s{@-t)L-u)
N,(s,tu)=st(l-u)
Yy N,(s,tu)=(1-s)t{l-u
Hexaédrico ngs,t,ugzgl—s;(l(—t)u)
Ny (s,tu)=s(-t)u
N, (s,tu)=stu
Ny(s,tu)=(1-s)tu
N,(stu)=1-s-t-u
o N, (s,tu)=s
Tetraédrico N, (s.6u) =t
N,(s,tu)=u

Prismaético

Piramidal

3.3.3.2 Esquema advectivo

Quadro 5: Tipos de elementos e suas fungdes de forma. Fonte: (“ANSYS Help v17”, 2016).

Para o célculo do termo advectivo da Equacédo (103), diferentes esquemas podem ser

adotados. Conforme observado em experimentos, a adveccdo das grandezas transportadas
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ocorre no sentido do escoamento. Portanto, uma estratégia apropriada é calcular o valor da
grandeza ¢ no ponto de integragdo com base no valor dessa grandeza na célula a montante

(upstream), dup, pela equacéo:
Boi = o+ BV G- AT . (110)

Esta abordagem exige um algoritmo especifico para detectar as células a montante de
cada pi com base no campo de escoamento em cada passo de tempo. Se g = 0, tem-se a
simplificacdo ¢ = @up, denominada “Upwind de Primeira Ordem”, que economiza o tempo
computacional necessario para o calculo da ultima parcela da Equacdo (110). Se =1, 0
esquema ¢ chamado de “central de segunda ordem” e 0s resultados tendem a ser mais precisos.
O ANSYS CFX utiliza um esquema chamado “high resolution scheme ”, proposto por Barth e
Jespersen (1989), para calculo de £ o mais proximo possivel de um, sem que um novo valor
extremo seja introduzido. O gradiente % é calculado, com base no teorema da divergéncia de
Gauss, por:

v¢=é§@gﬂm, (111)

onde An,; é 0 vetor normal a superficie, partindo do ponto de integrag&o pi e com sentido para

fora da célula.

3.3.3.3 Acoplamento pressdo-velocidade

Para evitar um sistema de equagdes com dimensdes exorbitantes, as Equacdes (90),
(91), (96) e (97) sdo resolvidas separadamente, atualizando seus coeficientes em diversas
iteragdes, até que a convergéncia seja alcancada. Em escoamentos incompressiveis, ndo ha uma
equacdo especifica para o célculo da pressdo (relacéo de estado) e sua influéncia aparece apenas
através do seu gradiente em x, y e z nas respectivas componentes da Equacdo (91). Portanto,
num determinado passo de tempo em que o campo de velocidades € calculado, os gradientes
nas trés direcdes devem ser combinados para a obtencdo da pressdo, de alguma forma que
mantenha valida a equag&o da continuidade (MALISKA, 2004).

Além disso, 0 ANSYS CFX adota o arranjo co-localizado, que, ao contrario do arranjo
desencontrado, significa armazenar todas as varidveis no centro do VC. Este procedimento

simplificado facilita a implementacdo do algoritmo, porém, ao manter as pressdes, Cujos
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gradientes sdo causadores do escoamento, armazenadas nos mesmos pontos das velocidades
contribui para o desacoplamento entre essas grandezas.

O acoplamento adotado se baseia na aplicacdo da equacdo do momentum para a
adveccdo em cada ponto de integracdo pi, 0 que resulta numa corregdo de suas velocidades
definida por (“ANSYS Help v17”, 2016):

P
Pl ox,

U = l]“p + f P

Ox.

pi !

_i fpi(Ui?pi _ui(,)pi)’ (112)

pi

onde o acento circunflexo indica a media entre valores de vértices adjacentes, o indice

sobrescrito  indica o valor no passo de tempo anterior e f,i € calculado por

\

_ pi

f

pi P (113)
a_
At

sendo « a aproximacéo para o coeficiente central da equacdo do momentum.

3.3.3.4 Sistema de EquacGes Lineares

Apos aplicar-se a Equacao (104) em todos os elementos da malha, obtém-se, para cada
grandeza, um sistema de equacgdes ndo lineares, pois possuem coeficientes que dependem da

incdgnita no centro do VC e no dos vizinhos. A equacdo é entdo linearizada por

aiP ¢|CO — %aivz ¢|VZ +bi 1 (114)

onde a!’ e a* sdo os coeficientes do i-ésimo VC e seus vizinhos, respectivamente, obtidos com
base nos valores das incognitas calculadas na iteracéo anterior. Aplicando-se a Equacéo (114)

em todos os VCs, obtém-se um sistema de equagdes,
[Al¢]=1[b]. (115)

cuja solucéo fornece os valores de ¢ a serem utilizados na proxima iteragcdo. O processo é

repetido até que o residuo relativo

Nic(z aivz ¢ivz + bi_aip ¢icoj
R¢ _ i=1\ vz; (116)

Ne poco
Yol g
i=

seja menor que um valor pré-estabelecido, usualmente 10, para cada uma das grandezas.
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Devido ao célculo segregado das diferentes equagbes envolvidas, o célculo
computacional da solucéo torna-se facilmente paralelizavel, onde diferentes processadores de
uma mesma maquina sao utilizados simultaneamente. Outra consequéncia é a elevada

escalabilidade, que relaciona o ganho de velocidade com o nimero de processos simultaneos.

3.3.4 Interacéo Fluido-Estrutura

A interacdo entre um dominio fluido e outro sélido ocorre em diversas areas da
engenharia. Porém, somente na ultima década, os métodos numéricos e 0S recursos
computacionais evoluiram ao ponto de viabilizar a implementacdo de modelos computacionais
que considerem os efeitos dessa interacdo para ambos os dominios, chamados entdo de modelos
com FSI (fluid-structure interaction). No objeto de estudo do presente trabalho, é intensa a
interacdo entre a 4gua (fluido) escoando ao redor dos dutos submarinos (estrutura) vibrando em
vaos livres, evidenciando a importancia de anéalises FSI, neste caso, para simulacao de VIV.

Devido a grande diferenca de comportamento mecénico entre fluidos e solidos,
também sdo diferentes as abordagens adotadas para cada um, assim como as grandezas fisicas
de interesse. Para os fluidos, normalmente, é considerada a abordagem Euleriana, que referencia
as equacdes no espaco, quantificando a massa fluida que o atravessa. Na analise dos sélidos,
por sua vez, a abordagem mais adequada é a Lagrangeana, cujo referencial adotado é a matéria,
equacionando-se entdo os deslocamentos de cada ponto do dominio.

Quanto as variaveis equacionadas, num dominio fluido em regime dinamico, sédo
calculadas as velocidades e pressdes, enquanto a analise de estruturas tem como incognitas 0s
deslocamentos que, por sua vez, estdo diretamente relacionados as tensdes e forcas.

Devido as divergéncias inerentes a analise de fluidos e solidos, torna-se muito dificil
0 desenvolvimento de um método que calcule ambos os dominios de maneira totalmente
acoplada. Portanto, a alternativa mais utilizada consiste em se modelar fluido e sélido
separadamente, cada um com seus métodos ja consolidados e criar uma interface de “mao
dupla” entre os algoritmos de cada dominio que permita a troca de informagfes minimas
necessarias entre as malhas.

As pressoes e tensdes viscosas resultantes do dominio fluido calculadas pelo MVF sdo
integradas ao longo da superficie de interface e transmitidas como forgas para a estrutura. Entéo,

0 problema é resolvido estruturalmente, calculando-se os deslocamentos pelo MEF que sé&o
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transmitidos de volta para a malha do dominio fluido (Figura 22). Este processo é repetido até
que seja atingida a precisao desejada.

Forcas

-

e Abordagem Euleriana -agran(
o Grandezas principais: » Grandezas principais:
- Velocidades - Deslocamentos

- Presstes - Forcgas / Tensdes

. J - J

\ ( Estrutura \

e Abordagem Lagrangeana

Fluido

ciclos de
interacdo

Deslocamentos

Figura 22: Ciclos iterativos de interacédo entre fluido e estrutura

O deslocamento que ocorre na interface fluido-estrutura €, naturalmente, propagado
pela malha estrutural, pois faz parte das considerages feitas pela abordagem Lagrangeana. No
dominio fluido, por outro lado, este deslocamento deve ser imposto a sua malha, o que é feito

pela equacéo da difusdo

v(I,,Vd)=0, (117)

onde S € o deslocamento calculado para cada n6 e [gesi € a “rigidez” da malha, devendo ser
previamente definida para todo o dominio de acordo com a tolerancia a deformacéo de cada
regido. Quanto maior o valor de 7gesi em uma determinada regido, menor serd a sua deformacéo
e vice-versa.

Devido ao deslocamento dos elementos da malha e, consequentemente, dos centros de
armazenamento das grandezas fisicas, a Equacdo (103) devera ser ajustada para considerar a

velocidade w do VC, assim como a alteragéo de sua geometria, tornando-se:

0
ot vit) OX. V()

]

Ip¢dV+Ip(Uj—Wj)¢njdA=f]—'¢[%]nj dA+ [S,dv, (118)

onde é constatada a dependéncia do VC em relagdo ao tempo.
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3.3.4.1 Sistema massa-mola-amortecedor

Em simulagdes CFD com FSI que simulam VIV em dominio bidimensional, o dominio

estrutural é caracterizado por um sistema massa-mola-amortecedor (Figura 23).

- @

Ki o

Figura 23: Sistema massa-mola-amortecedor

Este sistema é descrito pela equacao

m¥ +¢ X +K, x,=F, (119)

onde m € a massa do cilindro, xi é o deslocamento na direcéo i, t € o tempo, ci é o coeficiente
de amortecimento, K; é a rigidez da mola e F; € a forca externa, que no caso em questdo

corresponde a forca exercida pelo fluido no tubo.

Para um sistema linear, ou seja, K constante, a frequéncia natural de vibracéo € dada
por

1 |K
fo=— (120)
2z \'m
De acordo com o valor da raz&o de amortecimento ¢, calculada por
- - ¢ 121
2mew, 4zmf,’ (121)

algumas vezes representado pelo decremento logaritmico

o 122
1-2 ’ (122)

o0 sistema pode ser classificado como subamortecido (0 < £'< 1), criticamente amortecido (¢ =

1) e superamortecido (¢ > 1). A frequéncia natural amortecida é calculada por

f,=1f,1-C2, (123)
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porém, para problemas envolvendo dutos em vao livre, {<<< 1 e, consequentemente,

fy=f,. (124)

Ferramentas baseadas no MEF utilizam, normalmente, o MDF para calculo do avanco
no tempo, o que para um simples sistema massa-mola-amortecedor equivale a resolver
diretamente a Equacéo (119) pelo MDF. Utilizando-se as diferengas regressivas para primeira
e segunda derivada:

_ () -x(t-At)

! At

¢ = X()-2x(t-At)+x(t-2at) (125)
. A2
na Equacdo (119), obtém-se
—_ _ (t — - Af2
(t)= (2m+c, At) x (t—At)—m x,(t — 2At)+ F, At | w6

m+c; At + K, At?

que fornece o deslocamento no tempo atual xi(t) a partir dos pardmetros do sistema, das posic¢oes
anteriores e da forca externa. Portanto, a Equacao (126) é, perfeitamente, aplicavel no modelo

de FSI apresentado na Figura 22.
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4 METODOLOGIAS PROPOSTAS

Neste capitulo, serdo propostas metodologias que, em complemento aquelas descritas
no capitulo 3, tem o intuito de prover ferramentas para o dimensionamento de vaos livres de
dutos submarinos, tendo em vista as dificuldades mencionadas na se¢do 1.2, ou tornar as
praticas atuais menos conservadoras.

A metodologia apresentada na secao 4.1 diz respeito a analise estatica de vaos livres e
serve como uma ferramenta complementar a DNV-RP-F105, permitindo uma analise estrutural
pratica sem o uso de recursos computacionais mais sofisticados como o MEF. Na se¢do 4.2, é
proposto um método como substituto ao fornecido pela referida norma para a previsdo da
resposta de VIV, através de um modelo CFD bidimensional eficiente e equivalente ao fenbmeno

tridimensional.

4.1 EQUACAO PARA CALCULO DA FORCA EFETIVA EM VAOS LIVRES

Conforme citado na se¢do 3.2, anorma DNV-RP-F105 oferece equacgdes para o calculo
da flecha (6) e momento (Mmax) m&ximos de um véo livre em condi¢Ges de carregamento
estatico, Equacdes (76) e (72), além de uma equacdo para a primeira frequéncia natural fa1,
Equacdo (77). No entanto, estas equacOes dependem, a priori, do valor da forca axial efetiva
(Sefr), enquanto a referida norma ndo apresenta uma forma de calculo direto e preciso para seu
valor, sugerindo que seja utilizada uma analise por elementos finitos (FEA - Finite Element
Analysis).

Para manter a facilidade do calculo provida pelas equacdes citadas, em alguns casos,
o0s engenheiros estimam o valor de Serr pela formula que considera o duto totalmente restrito
(Equacéo (71)), o que €, por exemplo, considerado pela planilha eletrnica FatFree, da prépria
DNV. Porém, o deslocamento vertical induz, como efeito de segunda ordem, a distensdo axial

do duto, que, por sua vez, provoca um aumento da forga axial (Figura 24).

So posigao indeformada So

lll«lllllllllllllllllll-»ll

posicao de equilibrio

Figura 24: Forca axial em vdo livre na posi¢do indeformada e de equilibrio
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A posicdo indeformada, representada na Figura 24 pela linha pontilhada, esta
relacionada com a forca axial efetiva So, que poderéa ter valor negativo, por efeito da presséo
interna e aumento da temperatura, de acordo com a Equacdo (71). Apos a deformacao vertical
(na posicédo de equilibrio), para vaos suficientemente longos, o valor de equilibrio (Serf) sera
positivo. Observa-se, entdo, que o valor de Sp sera, potencialmente, muito diferente de Ses,
posto que a consideracdo da Equacdo (71) para o célculo de Ser pode introduzir erros
significativos, principalmente, para vaos longos.

Por outro lado, a aplicacdo de FEA para obtencdo do valor de Seft a ser utilizado nas
formulas simplificadas da DNV-RP-F105 para 6, Mmax € fa1 torna-se um contra-senso, uma vez
que o calculo por MEF ja fornece essas grandezas desejadas, além de exigir ferramentas de
FEA, impossibilitando uma andlise rapida e simples, mesmo para avalia¢fes preliminares em
fases iniciais dos projetos.

Com o intuito de manter uma opcédo simples e confidvel para a analise estrutural
estatica de véaos livres, neste trabalho, foi desenvolvida uma formulacdo aproximada para
obtencdo de Serr nas condicBes praticas de dutos submarinos, considerando-se o efeito de

segunda ordem.

4.1.1 Célculo da deformacéo axial pés-flambagem

Primeiramente, deve-se conhecer a formulacédo que fornece o aumento da deformacéo

axial por efeito de flambagem.

y

Figura 25: Andlise de segmento infinitesimal para célculo do comprimento

A aplicacdo do teorema de Pitdgoras no triangulo formado por um segmento

infinitesimal e suas projeces em x e y (Figura 25) resulta em:

oL =J(8x) +(3y) . (127)
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Considerando-se que, na posicgéo inicial, o tubo esteja completamente na horizontal, a

variacdo de comprimento ASL do segmento infinitesimal da Figura 25 € calculada por
A0L = \J(ox) + (oy)* —8x, (128)

Que, dividido por 8x, sera

a _ 1+(%j —1=1+ (V) -1, (129)

dx

onde v(x) € a funcdo da flecha (deslocamento vertical do tubo) ao longo do eixo x. Entdo, o
valor desejado pode ser obtido pela integragéo

AL = [w/1+ (V') —1} dx . (130)

O célculo do aumento de comprimento AL pela Equagdo (130) dificulta o
equacionamento do problema em questdo. Uma simplificacdo pode ser obtida reescrevendo-a

por

AL— L 1 1\2 ? 1 r\4
S [ 2 wF | R afex, (13)

considerando que, para flechas, relativamente, pequenas o termo % (v')* pode ser desprezado,

obtendo-se a simplificacdo

AL = % [F(v)dx. (132)

O incremento da deformacédo axial causado pela flambagem é determinado por & =
AL/L, ou seja
1
“T2L

N

&

[o(v)dx. (133)

4.1.2 Equacionamento do problema

A forga efetiva pos-flambagem Sef pode ser calculada a partir da forga efetiva inicial
So, obtida pela Equacgéo (71), mais o incremento correspondente ao aumento da deformacao

axial ea, obtida pela Equacéo (133), ou seja:
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Sy =S,+EAg, . (134)

Esta abordagem ja considera, por simplificacdo, que a forca axial é constante ao longo
do comprimento do duto. Adicionalmente, tem-se a Equacéo (23), relacionando Ser com a
funcdo y(x), que pode ser substituida pelas suas solugdes analiticas listadas no Quadro 2 e
compor um sistema determinado (quantidade de incognitas igual a de equacbes) com as
Equacdes (133) e (134).

No entanto, basta uma réapida analise das fungdes y(x) (Quadro 2) para perceber a
inviabilidade de aplica-las no referido sistema de equacdes. Além da complexidade, as fungdes
y(x) variam de acordo com o sinal de Se, que é a incognita principal do problema e,
consequentemente, desconhecida no momento do equacionamento. Por isso, até 0 momento,

ndo ha uma solucdo disponivel na literatura para o referido problema.

4.1.3 Solucdo com uma funcéo de deslocamento vertical v(x) aproximada

A inviabilidade da resolucdo do problema em estudo, discutida na se¢éo 4.1.2, reside
nas funcdes para v(X) obtidas pela solucao analitica da Equacéo (23). Entdo, a estratégia adotada
neste trabalho consiste em utilizar uma fun¢do Unica aproximada v(x), que satisfaca uma ampla
faixa de valores de Ses, positivos e negativos.

A escolha da funcdo aproximada € uma etapa critica desse método, pois deve se
adequar ao comportamento esperado de maneira aceitavel. Atentando para as Equacdes (12) e
(11), percebe-se que, além da funcdo representar a deformada do tubo, sua segunda derivada
corresponde ao diagrama de momento fletor (DMF) e a terceira ao diagrama de esfor¢o cortante
(DEC). Observa-se pela Figura 7 que o DMF tem aspecto parabélico e o DEC, para a maioria
dos casos, pode ser aproximado por uma curva. Portanto, uma funcdo que atenderia as

caracteristicas citadas seria um polindmio de 4° grau:

v(x)=a, x* +a, x> +a,x* +a, x+a, . (135)
A Figura 26 repete os resultados ja apresentados na Figura 7, substituindo a forca axial
T pelo conceito de forca axial efetiva Serr (descrito na secdo 3.1.2), e com ajustes (linhas
pontilhadas) para a deformada, DMF e DEC regidas pela funcdo v(x), sua segunda derivada
(funcédo de 2° grau) e terceira derivada (funcdo de 1° grau), respectivamente. Observa-se que,

para todos os casos, a deformada é perfeitamente reproduzida pela funcéo aproximada, assim
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como o DMF para a condicdo bi-rotulada. Para o0 DMF bi-engastado e DEC bi-rotulado, a

aproximacéo ainda é muito préxima a solugdo exata.

max

(a) bi-rotulado (b) bi-engastado

Figura 26: Ajuste da deformada, DMF e DEC com uma funcéo de 4° grau, sua segunda e terceira
derivada, respesctivamente.

O ajuste apresentou os resultados mais discrepantes no DEC bi-engastado,
principalmente para uma forgca axial negativa (Set < 0). No entanto, de uma maneira geral,
representa de maneira aceitavel a integracdo ao longo de x, tendo em vista que o cortante tem
impacto minoritario na deflexdo de vigas.

Portanto, fica constatado que a Equacdo (135) é uma escolha adequada como
aproximacéo da funcéo para a flecha ao longo do duto. O proximo passo consiste em determinar

seus coeficientes aj para que v(x) atenda & Equacéo (23) com o menor erro possivel. Para tornar
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isso possivel, essa equacdo precisa ser trabalhada para uma forma mais conveniente, pois
contém a quarta derivada, 0 que acarretaria num erro muito elevado para a fungo aproximada.

Neste sentido, a integracdo dela leva a

d3v dv

EIW—Seﬁ &+qx+clzo, (136)

onde a primeira parcela, de acordo com a Equacdo (11), corresponde ao cortante Q(x) e a
primeira derivada, dv/dx, a tangente do angulo &x) de declividade da curva v(x). Pela simetria
do problema, Q(0) =-Q(L) e tan[&0)] = - tan[&X0)]. Aplicando-se essas condi¢des de contorno
na Equac&o (136), obtém-se a constante c1 = -qL/2. Integrando-se novamente:
d?v qx L
Bl —-Sv+—| x——=|+¢c, =0, 137
onde a primeira parcela, de acordo com a Equacéo (12), corresponde ao momento M(x). Entéo,
aplicando a Equagéo (137) obtém-se ¢, = -El d2v/dx? = -M(0) = -Mo, ou seja:
d?v qX L
El —-Sv+—| x——=|-M,=0, 138
dXZ eff 2 ( 2) 0 ( )
equacdo essa que corresponde aos momentos atuantes no tubo e, consequentemente, a mais
adequada para determinacao dos coeficientes da fungédo aproximada.
Para isso, foi adotado um método semelhante ao dos residuos ponderados, utilizado no
MEF. A aplicacdo de uma funcdo aproximada no lado esquerdo da Equacdo (138), ao contrario
da solucdo exata, resultard num valor diferente de zero, chamado de residuo:
dv qX L
Bl — -SV+—| x——= |- M, =R(X). 139
B S 2[ 2jo() (139)
O método dos residuos ponderados consiste em dissipar erros localizados ao longo do
dominio, igualando-se a zero a integral de R(x) multiplicado por uma funcdo w(x) de

ponderacdo. Neste caso, optou-se por uma funcéo de ponderacdo constante e unitéria, entdo:

R(x)dx =0, (140)

Ot

Antes de realizar a distribuicdo do erro, é necessario reduzir a quantidade de incognitas
da Equacéo (135), o que sera feito para as condi¢es de contorno de duto bi-rotulado e bi-

engastado, assim como o restante da dedugé&o.
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4.1.3.1 Duto bi-rotulado

Aplicando-se as condic¢des de contorno da Tabela 1 referentes a condigdo de duto bi-
rotulado a Equacéo (135) se reduz a

v(x)=a,x(x - 2L + ), (141)

que aplicada na Equacao (139), posteriormente integrada pela (140):

. q
4 2 .
24S,, L + 24El

(142)

Substituindo-se a Equacdo (141) na equacao que calcula o aumento da deformacéo

axial (133), obtém-se

L. (143)

Basta agora substituir as Equacdes (142) e (143) na (134) para entéo obter uma nova

equacdo, cuja Unica incognita é Sefr.

4.1.3.2 Duto bi-engastado

De maneira analoga a sequéncia realizada na secdo 4.1.3.1, pode-se aplicar as
condicBes de contorno da Tabela 1, dessa vez, referentes a condicdo de duto bi-engastado para
Equacéo (135) se reduzir a

v(x)= 2, (x2 - 2Lx+ 12), (144)

que aplicada na Equacdo (139), posteriormente integrada pela (140):

. q
4 = 2 .
04S,, L + 24El

(145)

Substituindo-se a Equacdo (144) na equagdo que calcula o aumento da deformagéo

axial (133), obtém-se
L a2,

8a=ﬁ 4

(146)
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4.1.3.3 Solucdo geral (bi-rotulado e bi-engastado)

Pela semelhanca observada, pode-se representar as Equacoes (142) e (145) por

o q __qn
4 2 -
C,S. L* + 24El C.S, +24 Pcr2 (147)
2T
e as Equac0es (143) e (146) por
e, =CaL’®, (148)

onde Pcr é 0 valor da carga critica de compressao, definido pela Equacéo (73), e C. é fornecido
na Tabela 3. As novas constantes C7 e Cg assumirédo os valores 2,4 e 17/70 ou 0,4 e 1/105 para
a condicdo bi-rotulada ou bi-engastada, respectivamente. Os indices adotados para as novas
constantes foram escolhidos de forma a manter a sequéncia das constantes presentes na norma
DNV-RP-F105 para outras equacdes mencionadas na secéo 3.2. Testes realizados para diversas
combinagdes de parametros mostraram que o valor C7 = 0,6 fornece melhores resultados para
condicgéo bi-engastada, introduzindo uma pequena parcela de empirismo no desenvolvimento
desta metodologia.
Substituindo-se as Equacfes (147) e (148) na Equacéo (134):
2
S« =S, +EAC,L° 9/t 5| . (149)
C.Sy + 24(:,—”2

T

que, apés algum trabalho algébrico, pode ser reescrita por

Seff i Seff i Sef'f =0 150
AL | A S| A S A =0, (150)

cr cr cr

onde
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A =C3C?

A =C; {4% ¢, [f}”
N

__ 24 Sy | s EAs(qL)Z
% C(nj(P] C2C p3

cr cr

cujos parametros C7 e Cg sdo resumidos na Tabela 5.

Tabela 5: Novos parametros referentes a metodologia desenvolvida para calculo de Ses

Parametro \ Condi¢do bi-rotulado bi-engastado
Cy 2,4 0,6
Cs 17/70 1/105

Na Equacéo (150), Ser € a Unica incognita, conforme desejado, e corresponde a raiz de
um polindmio de 3° grau. Sua solucdo é conhecida na literatura como féormula de Cardano
(IRVING, 2013; VAN DER WAERDEN, 1985). Para resolvé-la, primeiramente, os seguintes

parametros devem ser definidos:
co = A/A—(A/A) /3
= A/ A= AR, [3A] +2(A, [3A,)
c, _( o/2f +(co /3] . (152)
Cr = (CQ/Z) +[co|

C = arccos(— Co/ ZCR)

Objetivando a raiz apropriada entre as trés disponiveis e assumindo que Sesi/Pcr > -1, 0
resultado final pode ser resumido com base nos parametros previamente definidos como

Su  3-Co/2+Co +-Co/2-1eo —A/3A, ise ¢, 20

_ . (153)
Pcr Zi/aCOS(CT/B)—Az/:?)Ag , S€ CD<O

Ent&o, de acordo com a metodologia desenvolvida, Sert pode ser calculado diretamente
de So, 0 qual é baseado nas condigdes de pressao e temperatura. A solucdo se resume em calcular
a Equacéo (153) com base nos parametros definidos pelas Equaces (151) e (152), dispensando

0 uso de ferramentas de FEA ou algoritmos iterativos.
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Na hipdtese simplificadora adotada no inicio do desenvolvimento, Seft foi considerado
constante ao longo do tubo. Portanto, a varia¢do devido ao peso-proprio ndo foi contabilizada
e, consequentemente, o valor calculado correspondera a se¢do no meio do véo.

A precisdo do método proposto sera avaliada por comparacéo com resultado em MEF,

na secdo 5.1, para uma ampla faixa de valores para comprimento de vao e forca efetiva.

4.1.3.4 Sequéncia de projeto

Para um procedimento de projeto, a forga efetiva S;, na posi¢ao de instalacéo, pode ser
assumida como igual a forca de lancamento Ho. Entéo, a Equacdo (149), reformulada para
fornecer So a partir de Sesr, Sera

9 -2
hk by
cr cr cr cr 2”

e podera ser utilizada para obter-se a correspondente forca efetiva indeformada Sio. A forca

efetiva indeformada para as condi¢des de teste hidrostatico (Swo) € operacao (Soo) sdo calculadas
pela adicdo dos efeitos do aumento da pressdo e temperatura, de acordo com a Equacéo (71).
Entdo, finalmente, a Equacdo (153) é utilizada para calcular as forcas efetivas Sh e So, referentes
as posicdes de equilibrio pés-flambagem do teste hidrostatico e operacéo do duto.

==~<|ndeformado
- — —Instalacéo

Flecha &/D

--------- Teste hidrostatico
—— Operacao

0 0.5 1
Posicéo axial x/L

Figura 27: Exemplo com deformadas de sequéncia de projeto para condicdo bi-engastado

Na Figura 27, sdo ilustradas as deformadas pelo gréafico da flecha (&/D) versus posicao

axial (x/L) adimensionais para um duto com as caracteristicas da Tabela 2, num vao de 80D e
condicdes listadas na Tabela 6.
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Tabela 6: CondicGes de pressdo e temperatura utilizados no exemplo de sequéncia de projeto

Pardmetro \ Condicdo Instalagdo Teste hidrostatico Operagdo
Pressdo interna 0 50,9 MPa 36,0 MPa
Temperatura 0 0 35°C

4.2 MODELO 2D EQUIVALENTE PARA SIMULACAO CFD DE VIV

Conforme discutido na se¢do 2.3 as vibragdes induzidas por vortices (VIV) constituem
um fendmeno complexo e, consequentemente, de dificil previsdo. Apesar de diversos estudos
adotarem diferentes abordagens (empiricas, numeéricas e hibridas), pode-se dizer, com alguma
confianga, que nenhuma solucéo disponivel atende plenamente as demandas da industria de
O&G para avaliagéo da resposta dinamica em dutos submarinos.

Os métodos empiricos se restringem por serem baseados numa quantidade limitada de
experimentos em escala real ou em total semelhanca. As faixas dos valores de Ur aplicados séo
abrangentes, no entanto, dificuldades técnicas inviabilizam valores de Re também compativeis
com casos reais. Além disso, a rigidez relacionada ao deslocamento do corpo sélido posto a
vibrar em laboratério (cilindros rigidos ou tubos flexiveis) ndo € avaliada, apenas seu efeito em
conjunto com a massa, ou seja, a frequéncia natural. E intuitivo concluir que maiores valores
de rigidez corresponderdo a menores amplitudes de oscilagédo e, portanto, a rigidez deve ser
levada em conta.

O modelo de resposta CF apresentado pela DNV-RP-F105 e adotado por engenheiros
em muitos projetos, por exemplo, estima o valor da amplitude, basicamente, pela frequéncia
natural (Quadro 4). Por conta das incertezas inerentes as hipoteses simplificadoras, o gréafico de
resposta da referida norma possui area maior que a resposta tipica esperada (Figura 3),
agregando graus elevados de conservadorismo. Os modelos hibridos, que aplicam dados
experimentais em simula¢fes numeéricas, acabam herdando as mesmas incertezas e,
consequentemente, erros também elevados. O Shear7 - uma das ferramentas mais utilizadas
pela industria de O&G - também se baseia em método semi-empirico. Além disso, adota uma
analise modal (“Shear7 4.9b User Guide”, 2016), ou seja, no dominio da frequéncia, e,
consequentemente, € incapaz de prever os efeitos de histerese, comentados na secdo 2.3.1.1, e
néo linearidades que serdo discutidas na se¢do 4.2.2.2.

Simulagbes em CFD comportam uma vasta gama de cenarios, levando em
consideracdo efeitos da turbuléncia para Re elevados, proximidade com o fundo, outros dutos,

dispositivos para supressdo de vortices e ainda, aliado com a analise estrutural por FSI, o
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comportamento preciso do tubo. Diversos estudos bidimensionais comparados a experimentos
com cilindros rigidos, citados na se¢do 2.3.2, vém produzindo resultados promissores, assim
como analises tridimensionais correspondentes a tubos esbeltos. Porém, neste ultimo caso (3D),
a quantidade de células necessarias para a malha acarreta um custo computacional proibitivo
para aplicagdes praticas em projetos.

Recentemente, tem sido sugerido o método quasi-tridimensional, onde o fluido é
representado por camadas bidimensionais espacadas transversalmente ao longo do duto, ao
invés de um meio continuo tridimensional, reduzindo consideravelmente o tempo de
processamento. No entanto, essa aplicacdo ndo € compativel com a maioria das ferramentas de
CFD existentes, além de possuir um custo ainda acima do viavel para aplicacdo na prética.

Tendo em vista 0 exposto acima, neste trabalho, é proposta uma simplificacdo capaz
de representar, satisfatoriamente, o comportamento dinamico de VIV em um modelo CFD

bidimensional, tanto do fluido, quanto do tubo.

4.2.1 A importéancia da tridimensionalidade para os vortices

Fendmenos de VIV sdo, tipicamente, tridimensionais. Mesmo para casos de cilindros
rigidos, cuja geometria € compativel com uma representacdo bidimensional, a modelagem CFD
mais precisa deve ser 3D. Contudo, estudos numéricos como de Zhao e Cheng (2011),
comparando simulagfes 2D com experimentos, e Zhao et al (2014), comparando simulagdes
2D com simulac@es 3D, evidenciam uma discrepancia pequena, conforme discutido na se¢édo
2.3.2, 0 que embasa a simplificacdo sugerida.

Né&o obstante, em caso de tubos esbeltos, a ndo uniformidade de deslocamentos ao
longo do eixo do tubo também induz varia¢6es no desprendimento de vortices, o que € reforcado
pela natureza do fenémeno de lock-in, exigindo uma analise mais cuidadosa.

Uma simulagdo independente CFD tridimensional foi realizada, sem compromisso
com resultados numéricos, a fim de possibilitar uma analise qualitativa. Aproveitando-se da
simetria, apenas metade do tubo foi modelada, onde o lado direito corresponde ao meio do vao
e 0 lado esquerdo a extremidade (Figura 28).

Observa-se que, no meio do vao, a esteira de vortices apresenta ondulacdo mais
acentuada, que diminui ao longo do tubo até que, na extremidade, seja praticamente nula. Isto
significa que os efeitos da interacdo fluido-estrutura se concentram na regido central, pois 0s

deslocamentos sdo maiores, favorecendo a ressonancia por lock-in.
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Figura 28: Variacdo da esteira de vértices ao longo do tubo (meio vdo modelado)

Portanto, para que haja a equivaléncia desejada, o deslocamento do modelo 2D deve
ser mais fortemente ponderado pelo trecho intermediario do vao. Também deve ser observado
que os esforcos aplicados nesta regido serdo, majoritariamente, responsaveis pelo movimento
de todo o tubo. Consequentemente, a massa linear equivalente do modelo 2D sera superior a do

tubo real.

4.2.2 A busca pela equivaléncia de parametros

O tubo real tem uma massa linear m,, flecha maxima 6, mddulo de elasticidade E,
momento de inércia | e area de secdo As, suficientes para definir seu comportamento estrutural.

O sistema equivalente, por sua vez, tem uma massa equivalente meq, deslocamento deq
e rigidez de mola Keq (Figura 29). Pelo nimero reduzido de pardmetros, percebe-se que é
impossivel uma equivaléncia total entre eles. O foco da transformacao proposta se restringira
em obter o resultado mais preciso possivel para amplitude maxima e frequéncia de vibracéo.
Vale lembrar que as metodologias atuais e usuais sao muito deficientes e limitadas, o que reduz

a expectativa para qualquer sugestao inédita.

m[,! E’ I! AS

(a) sistema real 3D (b) sistema equivalente 2D

Figura 29: Comparagdo esquematica entre deslocamento real 3D e equivalente 2D
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O critério de equivaléncia adotado se baseia em trés grandezas fisicas: energia, forca
e frequéncia natural. A primeira se justifica pela esséncia do VIV, que pode ser definido como
uma troca de energia entre o fluido e o tubo. Em segundo, a relacéo entre forca e deslocamento
garantird que a flecha maxima obtida pelo sistema simplificado tenha compatibilidade com a
real. Por J(ltimo, mas ndo menos importante, a frequéncia natural deve ser,
imprescindivelmente, a mesma, para que a relagdo entre a frequéncia de desprendimento de
vortices (frequéncia de Strouhal) e a de vibracéo interajam de maneira adequada na regiao de
lock-in, quando as amplitudes sdo maximas.

Aplicando-se, matematicamente, essas trés equivaléncias, as massas bidimensionais
(equivalentes IL e CF) serdo obtidas por consequéncia e, possivelmente, serdo diferentes da
massa real. Conforme citado na secdo 2.3.1.1, a massa tem influéncia na resposta dinamica da
estrutura, no entanto, observacdes experimentais mostram que as diferencas s6 sdo
significativas para variacdes na ordem de grandeza de m* (WILLIAMSON; GOVARDHAN,
2004). De acordo com as observacdes levantadas na secéo 4.2.1, espera-se que, a0 menos, para
cumprimento de aspectos qualitativos, meq Seja maior que a massa real.

Devido a caréncia de estudos experimentais com condi¢fes mais proximas as de vaos
livres que sirvam para benchmark da metodologia proposta, o desenvolvimento a seguir
considerara extremidades bi-rotuladas, situacdo adotada em todos os resultados de laboratério
encontrados na literatura.

De acordo com as consideracdes supracitadas, 0 primeiro passo consistira em obter a
equivaléncia energética, que é, constantemente, relacionada com a raiz da média quadratica
(RMS — Root Mean Square). Isto se deve ao fato da energia cinética estar relacionada com a
velocidade elevada ao quadrado, que, por sua vez, estara relacionado com o quadrado da
posicdo. Assim sendo, a posicao d&q serd calculada pela média RMS da flecha ao longo do duto:

Oy = 1T[v(x)]2 dx . (155)
Lo

Conforme listado no Quadro 2, as férmulas que representam v(x) para solucao
analitica, considerando-se forca axial constante e conhecida, dependem do sinal desta forca
(positivo, negativo ou nulo) e implicariam a integracdo definida na Equacdo (155) num
exaustivo trabalho. Para contornar isso, foi adotada a solugdo aproximada proposta na se¢édo
4.1, que, no caso de duto bi-rotulado, tem a funcdo da flecha definida na Equacdo (141).

Substituindo-a na Equacéo (155):
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Oy = \/%T[V(x)]zdx = \/If%[a4x(x3 — 2L + 1 dx
’ ’ (156)

s [} 4 g3 2 _ 4 ﬂ
a4L\/£(§ 288 4 ¢fde =a,L 185G

A deflexdo méxima do sistema real, por sua vez, corresponde ao valor da flecha no
meio do véo (x = L/2), ou seja

LY (L 5 2
5=V(Ej;v(zj=—a4L : (157)

que, substituindo-se na Equacao (156), fornecera

5, =0 B 5 ¢ s
5 \/1890 , (158)

C,, =0,70984

eq —

sendo Ceq 0 fator de converséo da flecha maxima 6 no deslocamento equivalente deq.

Esta relacdo obedece as condices desejadas a partir das observagdes levantadas na
secdo 4.2.1, pois o deslocamento do sistema equivalente é mais proximo daquele obtido na
regido central do que nas extremidades do vdo. Portanto, satisfaz, ao menos de maneira
aproximada, tanto o comportamento do dominio fluido quanto do estrutural.

No préximo passo, deve ser estabelecida uma equivaléncia entre a forca distribuida
aplicada e o deslocamento resultante em ambos o0s sistemas. Considerando-se uma carga média
q, distribuida ao longo do tubo, que provoca uma flecha maxima &, no sistema equivalente, a

mesma carga devera resultar no deslocamento &q (Figura 30).

...... =N w

O-==.=.=.0

q

(a) sistema real 3D (b) sistema equivalente 2D

Figura 30: Efeito do carregamento distribuido do sistema real 3D e equivalente 2D

Fica evidente que essa simplificagdo serd valida apenas para oscilagdes do 1° modo de
vibragdo, pois, nos demais, em diferentes posigdes axiais ocorrem deslocamentos em sentidos

contrarios, impossibilitando a equivaléncia proposta.
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Para calcular a relacdo entre g e 6, sera considerado o regime estatico, representado
pela Equacdo (23), tendo em vista que o efeito dindmico foi incluso pela inércia da massa na
simulacdo transiente. Os dados disponiveis na literatura, a serem utilizados para avalia¢do da
metodologia desenvolvida, sdo obtidos a partir de experimentos categorizados, entre outros

aspectos, em dois tipos de condi¢bes de contorno: carga axial constante e extremidades fixas.

4.2.2.1 Condicéo de carga axial constante

Embora néo se trate da condicdo mais adequada para representacao de vaos livres de
dutos submarinos, é a mais comum entre estudos experimentais (se¢do 2.3.1.3). Dessa forma,
possibilita maior variedade de parametros para testar a metodologia proposta.

Neste caso, a Equacdo (23) possui solugdes analiticas para as diferentes condi¢cdes de
forca axial (positiva, negativa ou nula), conforme resumo do Quadro 2. Assumindo forga axial
positiva e extremidades bi-rotuladas, condi¢do de quase todos os experimentos referenciados,

a flecha maxima (x=L/2) ¢ obtida pela equacéo

B S S Y I
5_T{k{cosh(kL/2) 1}8}’ (159)

que, com o auxilio da Equacdo (158), fornecera o deslocamento equivalente. Explicitando-se
q:
q = Keqaeq1 (160)

onde

T (1 1 L]
e = C_{F [1_ cosh(k L/Z)} _5} ’ (181

eq

que tem unidade de forca por comprimento ao quadrado, representando uma forga eléstica
distribuida.

Observa-se que, para a referida condicdo, Keq é constante, tratando-se de um sistema
massa-mola linear, cuja frequéncia natural de vibracdo f, é determinada pela Equacgéo (120).
Por outro lado, o valor de f, do duto € tratado como conhecido, podendo ser obtido atraves de
analise modal em FEA ou formulagfes empiricas como a Equagéo (77). Portanto, conforme
mencionado anteriormente, o valor de meq Sera um resultado da simplificacdo de equivaléncia

adotada, calculado a partir da Equagéo (120):
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K

m, =—1, 162
“~(xf ) (162)

que tem unidade de massa por comprimento. Ressalta-se que esta é a massa total, incluindo a
parcela de massa de agua adicionada ma = Ca p: 7 D¥/4, onde Ca é o coeficiente de massa
adicionada e pe € a massa especifica do fluido externo. Portanto, para obter a massa estrutural,
€ necessario subtrair ma:
2
Mgy = % 2 _Capeﬂ
(27 1) 4

(163)

A rigidez equivalente, calculada pela Equacdo (161), corresponde tanto ao
deslocamento IL quanto CF. Portanto, duas molas perpendiculares entre si e com mesma rigidez
Keq devem ser consideradas no modelo 2D (Figura 31). O amortecimento também podera ser
aplicado, de acordo com a defini¢do da Equagédo (121).

3/
|  CORRENTE > E
KlL
fer Ccr

Figura 31: Modelo 2D com sistema massa-mola-amortecedor IL e CF para o caso de equivaléncia com
forca axial constante

Devido a deformada causada pelo peso-préprio, a frequéncia natural IL € diferente da
frequéncia natural CF. Consequentemente, de acordo com a Equacdo (163), sera necessario
definir massas equivalentes diferentes para direcdo IL e CF. Embora, fisicamente, isto pareca
ndo ter sentido, é perfeitamente aplicavel em métodos numeéricos, variando-se os coeficientes
da matriz de massa para linhas/colunas correspondentes a dire¢des diferentes.

O sistema massa-mola equivalente fica entdo determinado, a partir dos parametros do
duto (L, E, I, m; e Sexr), com as Equagdes (77), (161) e (163). Uma analise numérica na faixa
de valores possiveis revela que meq > m;, condicdo compativel com o esperado para a interagcdo

fluido-estrutural de acordo com as observagdes levantadas (se¢do 4.2.1).
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4.2.2.2 Condicéo de extremidades com rotulas fixas

Esta condicdo é mais semelhante a de dutos em véos livres, onde o movimento axial
das extremidades fica condicionado ao do restante da linha. Neste caso, a forca axial ndo é
conhecida e tende a aumentar com a flambagem do tubo, situacéo estudada na secéo 4.1, onde
uma solucdo aproximada foi desenvolvida. Sendo assim, convenientemente, a Equacao (153)
sera adotada para prever a relacdo entre a flecha maxima &e a carga distribuida q.

Para exemplificacéo, os parametros de duto listados na Tabela 2 foram utilizados para
um véo de L = 100D, variando a carga distribuida g até o dobro do peso préprio distribuido qpp.
Na Figura 32, é apresentado o grafico de q (dividido por gpp) versus & (dividido por D) calculado
pela Equacéo (153) e por modelo numérico no software ANSYS Mechanical v17. Observa-se
que, ao contrario da condicdo analisada na secdo 4.2.2.1, a relacdo entre 5 e q tem
comportamento nao linear.

A ndo linearidade observada tem consequéncias tanto no fenémeno fisico real, quanto
nas consideragdes do modelo 2D equivalente, listadas abaixo:

e aEquacdo (120) ndo é mais valida, pois K (tangente do grafico na Figura 32) varia
de acordo com a flecha;

e afrequéncia natural ird aumentar com a amplitude de oscilacéo;

e quanto maior a velocidade da corrente, maior a forca de arrasto, o que aumenta a
flecha de equilibrio e, consequentemente, torna maior a frequéncia natural; e

e a deformada inicial IL ou CF, causada pela corrente ou peso préprio,

respectivamente, terd influéncia na rigidez da direcdo perpendicular.

2
1.5
Ug 1
= ——Eq. desenvolvida
0.5 - = ANSYS
0

0 02 04 06 08 1
ol D

Figura 32: Exemplo de gréfico carga distribuida dividida pelo peso préprio versus flexa maxima
dividida pelo diametro para o tubo da Tabela 2.
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De acordo com o exposto acima, fica claro que o esquema adotado na secéo 4.2.2.1
(Figura 31) se torna invidvel para a condi¢do em pauta nesta secao, pois os valores de K e ¢ (IL
e CF) precisariam ser reajustados para cada velocidade e amplitude de vibragdo, além de nao
simularem, corretamente, a interacdo nao linear entre deslocamento IL e CF.

A alternativa adotada para a condi¢cdo em questéo se baseia no fato de que o valor de
o € ( podem ser assumidos como a distancia ao ponto inicial e a forca nesta direcéo,
respectivamente, ao invés de componentes IL e CF. De fato, todo o equacionamento
desenvolvido até entdo é compativel com tal abordagem, o que permite considerar um Unico
conjunto mola-amortecedor, preso a ponto fixo em uma extremidade - correspondente a posi¢édo
inicial do eixo do tubo - e a massa cilindrica na outra (Figura 33). A rigidez Keq desse conjunto
é entdo fornecida através da relago q versus &g, calculada pelo mesmo procedimento utilizado
para construcdo do grafico da Figura 32, mas com o valor da flecha 6 multiplicado por Ceq, para
converté-la em c&q. Para que a posicédo inicial do cilindro no modelo n&o insira um erro na
referida curva q X &g, 0 comprimento inicial do conjunto mola-amortecedor deve ser muito

pequeno em relacdo as demais dimensdes do problema.

Keq
S

Ceq [
L

eixo inicial do
tubo

Figura 33: Modelo 2D com sistema massa-mola-amortecedor para o caso de equivaléncia com
extremidades fixas

Resta determinar o valor de meq, que, assim como na condicao anterior, deve ser aquele
que confira a0 modelo a mesma frequéncia natural f, do duto real. Na condi¢do em quest&o,

essa necessidade leva a um impasse, uma vez que, conforme mencionado anteriormente, o valor
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de f, varia com a amplitude maxima de oscilacdo. As frequéncias naturais sdo calculadas,
normalmente, através de anélises modais em FEA, que sdo baseadas em calculos lineares e,
consequentemente, ndo consideram o efeito de segunda ordem, assim como a equacao fornecida
pela DNV-RP-F105 (77). Apenas andlises transientes, com efeito de ndo linearidade
geométrica, podem prever precisamente a frequéncia natural para diferentes amplitudes.
Alternativamente, pode-se estimar o valor de f,, com boa aproximacdo, calculando-se pela
Equacdo (120) com base na rigidez K secante da curva q versus ¢ (Figura 32) e m;. Na Figura
34, sdo exibidos os graficos da frequéncia natural versus amplitude méxima sobre diametro,

calculados por cada um dos métodos citados.

2
---o--- Analise transiente (ANSYS)
1.5 -==-Analise modal (ANSYS)
~ —— K secante (eq. aproximada)
L 1
- L e DNV-RP-F105
0.5
0

0 0.5 1 1.5 2 2.5
Aa/D

Figura 34: Curva da frequéncia natural versus amplitude méxima de oscilagdo dividida pelo diametro
para o duto da Tabela 2.

Uma calibragem apropriada para o valor de meq consiste em obté-lo pela Equagéo (120)
para Keq secante e f, correspondentes & amplitude Amax/D = 1. Caso seja utilizada a equacéo
aproximada e o K secante para obtencdo de fn, conforme sugerido como método prético

aproximado (Figura 34), a massa equivalente obtida sera entao m,, =m;/C,,.

4.2.2.3 Resumo para obtencdo dos pardmetros equivalentes

Na Figura 35 é apresentado um fluxograma que resume 0S passos Necessarios para
obtencgdo dos parametros pertencentes ao modelo bidimensional equivalente ao vao livre com

forca axial constante e extremidades fixas (com deslocamento axial restrito).
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Parametros do duto:

m, D, t, E, I, As
forga axial constante extremidades fixas
contorno
A 4
KiL e Kcr Curvagx é
eq. (161) eq. (76) e (153)
‘ I
MmiL € Mck massa meq Curva Keq
eq. (163) Meq =M /Ceq Keq = K/Ceq
A 4
Sistema com duas Sistema com mola
molas (IL e CF) Unica
(Figura 31) (Figura 33)

Figura 35: Fluxograma com sequéncia para obtengdo dos parametros equivalentes

Na secdo 5.2, os resultados obtidos com a metodologia proposta serdo comparados

com dados experimentais disponiveis na literatura.



108
5 ESTUDO DE CASOS

Este capitulo tem por objetivo avaliar as duas metodologias propostas no capitulo 4,
que se embasam em outras ja existentes (capitulo 3). A primeira, que fornece uma formulagéo
para o calculo da forga efetiva em véos livres, considerando o efeito de segunda ordem, sera
testada por meio de comparacéo dos seus resultados com aqueles obtidos por solu¢do numeérica,
através do software ANSYS Mechanical v17. A metodologia para previsdo da resposta
dindmica sob efeito de VIV sera comparada com dados experimentais encontrados na literatura
(Lletal., 2011; TSAHALIS; JONES, 1981).

5.1 AVANLIAQAO DA EQUACAO PROPOSTA PARA CALCULO DA FORCA EFETIVA
EM VAOS LIVRES

5.1.1 Parametros adotados

Como base de parametros adotados, foram escolhidos dois dutos: o poliduto instalado
na Baia de Guanabara 26” Norte ¢ o gasoduto de exportagdo Lula-NE/Cernambi de 187, cujas

propriedades sdo listadas na Tabela 7.

Tabela 7: Propriedades dos dutos adotadas para avaliagdo da metodologia desenvolvida

DUTO A DUTO B
Parametros \ Duto Poliduto Baia Gasoduto
de Guanabara 26” Norte Lula-NE/Cernambi 18”
Didmetro externo 26” (660,4 mm) 18” (457,2 mm)
Espessura de parede 0,5 “ (12,7 mm) 1 1/8” (28,6 mm)
D/t 52 16
Aco API5L Gr.B API 5L Gr. X-65
Modulo de Elasticidade 207 GPa 207 GPa
Coeficiente de Poisson 0.3 0.3
Massa especifica do aco 7850 kg/m3 7850 kg/m3
Massa especifica do fluido interno 900 kg/m3 225 kg/m3
Massa especifica do mar 1025 kg/m3 1038 kg/m?

O carregamento aplicado é composto de uma componente vertical, referente ao peso
submerso do duto, e outra horizontal (Tabela 8), causada pelo arrasto da corrente, arbitrada com

velocidade de 1 m/s e coeficiente de arrasto igual a 1.
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Tabela 8: Carregamento aplicado

DUTO A DUTOB
Parametros \ Duto Poliduto Baia Gasoduto
de Guanabara 26” Norte Lula-NE/Cernambi 18”
Presséo interna 0,4 MPa 30,0 MPa
Peso proprio distribuido 1.342 N/m 1.569 N/m
Forca de arrasto 338 N/m 237 N/m
Carga linear resultante 1.384 N/m 1.587 N/m

Com o intuito de garantir que as condicdes de aplicabilidade da metodologia proposta
fossem extrapoladas, verificando-se assim a sua abrangéncia, o comprimento do vao livre foi
variado desde L/D=20 até 300 e a forca efetiva de Ser/Pcr = -0,75 até +3,00, totalizando 300
combinacdes para cada duto (A e B). Quanto a Sest, valores abaixo do limite adotado estariam
demasiadamente proximos da carga critica de flambagem, o que seria impraticavel em projetos.
Quanto ao limite superior, sera necessario analisar os resultados para verificar a necessidade de
testes com valores maiores.

A Equacdo (154) foi empregada para calcular o valor de So/Pcr correspondente a razao
Seri/Pcr desejada, dentro da faixa de valores determinados. Cada duto (A e B) foi testado para

condic&o bi-rotulada e bi-engastada, com seus respectivos coeficientes listados na Tabela 5.

5.1.2 Solucdo numérica (ANSYS Mechanical) utilizada para comparacao

Para a solucdo numérica por FEA, foi utilizado o software ANSYS Mechanical v17,
escolhendo-se, entre diversos outros disponiveis, o elemento tipo PIPE289 (“ANSYS Help
v17”, 2016). Este elemento possui uma funcdo de forma quadratica, consequentemente,
definido por trés no6s (Figura 36) e tem formulagdo baseada na teoria de viga de Timoshenko,
que contempla o efeito do esforco cortante. A discretizacdo do véo foi feita com elementos cujo

comprimento equivale, aproximadamente, a metade do didmetro.

Figura 36: Elemento PIPE289. Fonte: (“ANSYS Help v17”, 2016)
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Quanto as condig¢des de contorno, na configuragdo bi-rotulada, os deslocamentos das
extremidades foram restritos para translagdes em todas as diregOes e, para evitar instabilidade
numérica, também para a rotacdo ao redor do eixo do tubo. Ja na configuracdo bi-engastada,
todos os deslocamentos (translacdes e rotaces) foram impedidos. Para definir os valores de So
desejados, foi imposto um deslocamento axial em uma das extremidades.

O célculo foi realizado com efeito de ndo linearidade geométrica, requerida pela
esbeltez do problema. A aplicacdo de todas as cargas, exceto o peso préprio, foi dividida em 10
passos para garantia de uma convergéncia e precisao melhor. Os critérios de convergéncia do
método Newton-Raphson foram adotados com tolerancia de 10* para residuos de
deslocamento, forca e momento.

O resultado de Serr € dado como resposta da solugdo para o tipo de elemento
selecionado (PIPE289). O valor considerado para comparacdo com a metodologia proposta se
refere a secdo do meio do vao (ponto mais baixo ap6s deslocamento) correspondendo a hipdtese
simplificadora adotada (secdo 4.1.3). O momento méaximo é fornecido pela ferramenta FEA
através de integracdo numérica das tensdes axiais ao longo da secdo para a condicao bi-rotulada
e pela reacdo do momento na extremidade do tubo para a condicdo bi-engastada. Este
procedimento foi adotado para evitar erros de integracdo ao longo da se¢do proxima ao contorno
do problema. A flecha méxima foi obtida pelo deslocamento em z do né correspondente ao
meio do véo.

Para obter os resultados das 600 combinacBes analisadas de maneira eficiente, foi
utilizado o recurso “Parameter Design Points”, que permite o calculo sequencial e automatico
de diferentes cenéarios, por meio de uma tabela onde os pard@metros de entrada (i.e. comprimento
do véo e deslocamento da extremidade) sdo digitados e os resultados desejados colhidos.

5.1.3 Andlise preliminar dos resultados

Devido a vasta quantidade de combinagdes calculadas e as diversas grandezas
envolvidas, uma analise preliminar geral se faz necessaria, com o objetivo de estabelecer limites
para 0s quais 0s erros sdo aceitaveis, permitindo uma avaliacdo mais detalhada na préxima
etapa.

O valor da forca efetiva Ses caracteriza-se como resultado principal, pois, a partir dele,

podem ser obtidas outras grandezas importantes, como flecha e momento maximos. Portanto,
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sera analisada a diferenca entre os valores de forca efetiva calculados pela metodologia proposta
(secdo 4.1.3.3) e a solucdo numeérica (5.1.2), dividida por este Gltimo (ASef/Setr).

Para flechas muito grandes em relacéo ao vao (angulos de inclinagéo significativos), a
equacdo Euler-Bernoulli de viga (23) deixa de ser valida (BRUSCHI; VITALI, 1991), conforme
elucidado na deducdo apresentada na secéo 3.1, e, consequentemente, 0 mesmo ocorrera com a
metodologia proposta, pois se baseia nela. Nesse sentido, optou-se por relacionar,
preliminarmente, as divergéncias obtidas com a razdo entre o comprimento do véo e a flecha
méaxima calculada (L/6). Os pontos desta relacdo sdo apresentados na Figura 37 para todas as

600 combinagdes analisadas.
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Figura 37: Relac&o entre divergéncia de forca efetiva relativa (ASesi/Serr) € razdo entre comprimento e
flecha maxima (L/3)

Observou-se que, para
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L/5> 16, (164)

as divergéncias de forga efetiva relativas (ASefi/Sefr) S80 inferiores a 6%. Outro pardmetro a ser
correlacionado de maneira anéloga, € a razéo entre a flecha e o diametro (&/D), o que é feito na

Figura 38.
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Figura 38: Relacdo entre divergéncia de forca efetiva relativa (ASer/Ser) € razdo entre flecha maxima e
didmetro (o/D)

Percebe-se que a condicao pré-estabelecida de ASer/Setr < 6% € atendida para
JD < 12, (165)
complementando a condicdo da Equacdo (164). Adicionalmente, observou-se que a flecha

méaxima calculada apresentava erro relativo elevado para L/D < 40, devido ao pequeno valor

absoluto nessa condi¢do. Como vaos tdo pequenos nao tém importancia em projetos de dutos
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submarinos, eles também serdo excluidos nas préximas comparagdes, considerando-se apenas
L/D > 40.

Vale ressaltar que as divergéncias calculadas em relacdo a solu¢do numérica ja
contemplam erros causados por hipdteses simplificadoras da formulagdo proposta como a
desconsideracdo do efeito do esforco cortante e a suposicdo de angulos muito pequenos de

inclinacdo.
5.1.4 Avaliacéo detalhada por parametro

Nas proximas se¢des, serdo exibidos graficos com a divergéncia relativa de resultados
entre a metodologia proposta e a solucdo numérica em ANSY'S, ou seja, a diferenca do valor
calculado entre os dois métodos (A) dividida pelo valor calculado numericamente, tido como

mais preciso.

5.1.4.1 Forca axial efetiva

Para este grafico (Figura 39), foram suprimidas as condi¢cBes com Seft/Pcr = 0, pois 0
calculo da divergéncia relativa correspondente implicaria em divisdo por zero, ou valores muito
pequenos.

As divergéncias relativas de forca efetiva Sesr, conforme almejado pela limitagéo de
condigdes definida na secdo 5.1.3, sdo inferiores a 6% (em modulo). Excetuando-se as
condicBes com Sers < 0 e L/D > 80, improvavel para cenarios reais de projetos, os resultados sdo
inferiores a 4%.

Com aumento gradativo de Ser/Pcr, Observa-se uma tendéncia de convergéncia de
erros, o que dispensa a necessidade de testar condi¢es com valores acima do maximo definido
anteriormente (Sef/Pcr = 3) e evidencia que ndo ha limite superior deste parametro para
aplicabilidade da metodologia proposta. Quanto ao limite inferior, fica mantida o critério Sefr /
Per > -0.75.
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Figura 39: Diferenca relativa entre valores de forca efetiva calculados pela metodologia proposta e
solucdo numérica em ANSY'S (ASe/Setr) para diferentes comprimentos de véo (L/D)

5.1.4.2 Forca axial real

Uma vez calculada a forca efetiva Sefr, a forca axial real na parede do duto Ny € obtida
pela Equacdo (50). Assim como no resultado anterior, as condicdes com Ser/Pcr que
correspondem a valores de N¢ nulos, ou quase, foram suprimidas dos graficos para evitar
divisdes por zero. Neste caso, 0s valores de Sei/Pcr que provocam Ny =~ 0 variam entre os dutos
analisados e a condicéo (bi-rotulado ou bi-engastado).

Acompanhando os resultados obtidos para Ses, a divergéncia relativa de Ny foi inferior
a 6% em moddulo (Figura 40). Esta observacéo é consistente com o fato de que Sers € definido
com base em Nt e as pressdes e areas internas e externas, sendo estes Ultimos constantes nas

analises realizadas. Portanto, € natural que os erros maximos de ambos sejam semelhantes.
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Figura 40: Diferenga relativa entre valores de forca axial real calculados pela metodologia proposta e
solucdo numérica em ANSY'S (AN«/Ny) para diferentes comprimentos de véo (L/D)

5.1.4.3 Flecha méxima

Em seguida, a flecha maxima foi calculada pela equacéo fornecida pela DNV-RP-F105

(76), cujo valor de Sesr requerido foi obtido, previamente, pela metodologia desenvolvida neste

trabalho. A intencdo do procedimento adotado para este resultado e os proximos é avaliar a

compatibilidade da metodologia proposta com as equac6es da referida norma. Observa-se que

as maiores divergéncias se concentram em Sef/Per = -0.75 €, na outra extremidade da faixa

avaliada, combinagdes de elevados valores de Ser/Pcr cOm pequenos véos (Figura 41). Esta

ultima faixa, corresponde a flechas muito pequenas, o que torna o erro calculado, relativamente,

elevado, porém de menor importancia.

Desta forma, para faixa de condigdes praticas e de relevancia, a discrepancia relativa

observada é inferior a, aproximadamente, 4 % (em maddulo).
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Figura 41: Diferenca relativa entre valores de flecha méaxima calculados pela formula da DNV-RP-
F105 e solugdo numérica em ANSYS (A44/6) para diferentes comprimentos de véo (L/D)

5.1.4.4 Momento

Repetindo o procedimento adotado para a grandeza anterior, ap6s obtido o valor de Seff

pela metodologia desenvolvida, o momento foi calculado pela equagéo da DNV-RP-F105 (72).

Para os casos com duto bi-rotulado, as divergéncias maximas, exibidas na Figura 42,

acompanharam a tendéncia dos resultados de St (Secéo 5.1.4.1), permanecendo abaixo de 7 %.

Entretanto, com as extremidades engastadas, as divergéncias obtidas sdo extremamente

elevadas, alcangando razdes superiores a 40% (Figura 42 b e d).
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Figura 42: Diferenga relativa entre valores de momento maximo calculados pela formula da DNV-RP-
F105 e solucdo numérica em ANSY'S (AMmax/Mmax)

Conclui-se que o erro reside na Equacéo (72), da DNV, uma vez que os valores de Seft
possuem divergéncias inferiores a 6% (Figura 39). Para confirmar esta afirmacéo, os momentos

para os dutos bi-engastados também foram calculados pela equacao
q/k?[1-kL(exp(kL)+1)/2(exp(kL)-1)] ;seS. >0
M ={ql?/12 ;seS, =0 : (166)
q[kL/2sen(kL)/(1—cos(kL)-1]/Sy ;se Sy <O

obtida para o ponto de maximo momento (x = 0) a partir da solucdo analitica da equacédo Euler-
Bernoulli resumida no Quadro 2: Equacbes para tubo (viga) com forga axial constante e
conhecida. Vale ressaltar que as equagdes oriundas da solucdo analitica exata s6 podem ser
utilizadas uma vez que o valor de Sert € conhecido, o que foi possibilitado pela metodologia
proposta.

Com essa alternativa, os resultados obtidos apresentaram erro inferior a 4% (Figura

43). Fica entdo constatado que a equacdo fornecida pela DNV-RP-F105 para o calculo do
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momento maximo estatico ndo é valida para duto bi-engastado, ao contréario do que sugere a

referida norma.
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Figura 43: Diferenga relativa entre valores de momento maximo calculados pela solugdo analitica para
Sesr conhecido e solugdo numérica em ANSYS (AMmax/Mmax)

5.2 AN\VALIA(;AO DO MODELO 2D EQUIVALENTE PARA SIMULACAO DE VIV EM
VAQOS LIVRES

Nesta secdo, serd avaliada a metodologia proposta para simular a resposta VIV de vaos
livres atraves de modelos em CFD bidimensionais, de acordo com a simplificacdo desenvolvida
na secdo 4.2. A avaliacdo se dara por meio de comparacdo com resultados experimentais
encontrados na literatura. Dois trabalhos serdo referenciados: Li et al (2011), para condigéo
com forga axial constante; e Tsahalis e Jones (1981), com extremidades impedidas de se
deslocar axialmente. Os dutos dos experimentos tomados como base serdo citados como DUTO

C e DUTO D, respectivamente.

5.2.1 Descricgdo e parametros dos experimentos referenciados

Ambos experimentos foram realizados em tanques de corrente com duto a distancias
controladas de uma superficie plana e suas extremidades presas por apoios rotulados. Todos os

parametros relevantes sdo listados na Tabela 9.
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Tabela 9: Parametros dos experimentos adotados como referéncia

Parametros DUTOC DUTO D
Seff constante  Extremidades fixas

Descrigao Simbolo (Lietal, 2011) (Tsahalis e Jones, 1981)
Diametro ext. D mm 16,0 12,7
Espessura t mm 0,3 0,889
Comprimento L m 2,6 1,921
Folga até o plano (fundo) e mm 128 ° 76,2 °
Disposicao - - horizontal vertical
Modulo de Elasticidade E GPa 210 68,9
Coeficiente de Poisson v - 0,3° 03¢
Massa estrutural linear mp kg/m 0,864 0,310
Massa esp. do fluido ext. pe  kg/md 998,6 1000 °
Viscosidade U Pas  1,09.10%¢ 1,00.103 ¢
Frequéncia natural 1L2 faiL Hz 2,1485 4d
Frequéncia natural CF @ face  Hz 2,2461 4d
Razdo de amortecimento ¢ % 4,874 0,8
Faixa de velocidade U m/s 0~0,60 0,18 ~ 0,66
Massa relativa m” 4,30 2,45
Razdo de comprimento L/D 162,5 151,2
Faixa de velocidade reduzida  Ur - 0~16,7 35~13
Razdo da folga até o plano ~ e/D 8P 6°
NUmero de Reynolds Re <9600 2300 ~ 8400

2 Frequéncia natural de vibragdo submersa.

b e/D escolhido para analise entre outros disponiveis

¢ Valor adotado por falta de dados.

d Tubo na vertical

¢ Por falta de dados, calculado para 4gua a 17 °C (WHITE, 2010, p. 30)

No entanto, duas diferencas impactantes merecem ser destacadas. O experimento de
Li et al (2011) continha um sistema de roldanas que ligava, por meio de um cabo, uma massa
pendurada de 12,7 N & extremidade do tubo. Esta Ultima, era fixada em uma rétula por um
aparato que permitia apenas 0 movimento axial. Sendo assim, pode-se considerar que se tratava
de um duto com forca axial efetiva constante e igual ao peso pendurado. Por outro lado, o
experimento de Tsahalis e Jones (1981) mantinha as extremidades do tubo impedidas de se
mover axialmente. Portanto, o DUTO C ¢é caracterizado, especificamente, pelo objeto da
metodologia desenvolvida na secdo 4.2.2.1, enquanto o DUTO D tem condigdo equivalente a
tratada na secédo 4.2.2.2.

Outra diferenca diz respeito a direcdo em que os dutos foram instalados, sendo
horizontal do DUTO C e vertical no D. Uma consequéncia imediata é que o primeiro duto tera
frequéncias naturais de repouso (sem corrente) na agua diferentes para dire¢do IL e CF,

conforme listado na Tabela 9, ao contrario do segundo. No entanto, sob efeito da corrente, as
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frequéncias IL e CF de um duto com extremidades fixas tenderéo a ser diferentes, devido a ndo
linearidade da rigidez equivalente, conforme discutido na 4.2.2.2.

Uma dificuldade de ordem prética para reproducao numérica do experimento referente
ao DUTO D foi encontrada pelo fato de que Tsahalis e Jones (1981) informaram as frequéncias
naturais seca e imersa como iguais a 4,8 Hz e 4,0 Hz, respectivamente, porém n&o citou a que
amplitude maxima de vibracdo este valor foi obtido. Segundo o autor, uma calibracdo foi
realizada, ajustando-se a distancia entre as extremidades para que a frequéncia natural na &gua
chegasse ao valor citado. Vale lembrar que, de acordo com as conclusdes inferidas na se¢éo
4.2.2.2, 0 valor de f varia com Amax (Figura 34).

Para contornar esse impasse, arbitrou-se por buscar fn = 4 Hz submerso (com massa de
agua adicionada) e f, = 4,8 Hz emerso (sem massa de agua adicionada) para valores Amax/D
muito pequenos, 0 que pode ser calculado por analise numérica modal ou pela Equacéo (77).
Verificou-se que o0 ajuste necessario para esta condi¢do corresponde a uma distancia entre
apoios exatamente igual ao comprimento do tubo relaxado (sem cargas aplicadas). No entanto,
vale ressaltar que, devido a falta de mais informacdes quanto ao referido ajuste do experimento,
ndo ha garantias desta suposicdo e, consequentemente, podera ser a causa de discrepancias nos

resultados.

5.2.2 Célculo dos parametros equivalentes

Com base no procedimento resumido no fluxograma da Figura 35, a massa e rigidez

de mola equivalentes foram calculados para ambos os dutos (Tabela 10).

Tabela 10: Parametros do modelo bidimensional equivalente

Parametros DUTOC DUTO D
Descricao Simbolo  Und. (Serf constante)  (extremidades fixas)
. 1,16 (IL)
Massa equivalente Megq kg/m 1,04 (CF) 0,497 (IL e CF)
. . Curva g X dq
Rigidez da mola equivalente Keq N/m/m 2474 (Figura 44)

No caso do DUTO D, para o qual a mola equivalente tem comportamento néo linear,
a curva foi obtida pela metodologia proposta para o calculo de Sefr, calculado pela Equagéo
(153) para um determinado valor de g. O valor de ¢ € entdo determinado para 6 = v(x=L/2) a
partir de Serr, através das EquacOes (142) e (141). O procedimento é repetido para diversos

valores de g, convertendo-se opara dq = Ceq 0, até formar o grafico representado na Figura 44.
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Em todos os pontos calculados, o valor de So foi considerado como equivalente & compresséo
inicial de 0,13 mm, correspondente a calibracdo de f, feita no experimento, conforme

comentado na secdo 5.2.1.

40

0 5 10 15 20
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Figura 44: Curva carga distribuida versus deslocamento para mola do modelo 2D equivalente
(DUTO D)

Observa-se que o tubo tem uma deformacéo de, aproximadamente, 5 mm, para carga,
praticamente, nula. Este efeito é causado pelo ajuste inicial mencionado. O valor de meq foi
obtido iterativamente a fim de ajustar a condicéo da frequéncia natural f, = 4,8 para Amax/D =
0,9.

Os dados listados na Tabela 10, junto com o diametro externo do duto e as
propriedades do fluido (Tabela 9), sdo suficientes para definicdo do modelo bidimensional

equivalente.

5.2.3 Simulagdo CFD com FSI

Nesta secdo, serdo descritas todas as informacGes pertinentes a implementacdo do
modelo numérico CFD com base nos pardmetros listados nas se¢des 5.2.1 e 5.2.2. Numa etapa
inicial da pesquisa, dois softwares foram utilizados paralelamente: ANSYS Fluent v17 e
ANSYS CFX v17. O primeiro, apresentou maior eficiéncia computacional, com tempo de
processamento cerca de 15 % menor. No entanto, dificuldades com a adequacéo da deformacéo
da malha para acomodar os deslocamentos do cilindro levaram a utilizar-se apenas o segundo,
que possui maior robustez para executar essa tarefa. O dominio estrutural, caracterizado pelo
sistema massa-mola-amortecedor, foi simulado através do ANSY'S Mechanical v17.

Realizar analises em CFD ndo é uma tarefa trivial, pois exige conhecimento tanto do

fendmeno quanto de detalhes do método numérico envolvido. Uma discretizagdo de dominio
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inadequada ou escolha inapropriada do modelo de turbuléncia pode levar a resultados
totalmente equivocados. Para evitar isso, buscou-se adotar “boas praticas” determinadas por
diversos trabalhos anteriores (GUILMINEAU; QUEUTEY, 2004; ONG et al., 2009;
STRINGER; ZANG; HILLIS, 2014; ZHAO; CHENG, 2011).

A seguir, serdo descritas as configuracbes numéricas adotadas, detalhes da
discretizacdo e condigdes de contorno do dominio fluido e a descricdo do dominio sélido

(estrutural).

5.2.3.1 Esquemas e configuracGes numéricas

Na maioria dos trabalhos numéricos envolvendo o fenémeno de VIV, o modelo de
turbuléncia que oferece melhores resultados é o SST k-, por possibilitar uma representacdo
mais adequada dos gradientes de pressdo e velocidade adversos (ZHAO; CHENG, 2011). No
entanto, devido ao nimero de Re, relativamente, baixo (< 10.000) dos experimentos (Tabela 9),
foi adotado o modelo k- @, que tem menor custo computacional. Também em busca de economia
no tempo de processamento, foi escolhido o esquema advectivo Upwind de primeira ordem
(secdo 3.3.3.2) e transiente de primeira ordem, conforme a Equacéo (104).

Foi adotada uma tolerancia para raiz da média quadratica (RMS) de 10 para os
residuos numéricos de massa, momentum nas trés diregdes, k e w (se¢édo 3.3.2). Foi permitido
um méaximo de 10 iteracdes para o calculo dos coeficientes das equacbes de turbuléncia e
também 10 para a convergéncia do acoplamento fluido-estrutura, com tolerancia de 0,01.

Para escolha do passo de tempo mais adequado, foi considerado o nimero de Courant,
definido por

Cr:u£+v£, (167)
Ax Ay
onde At é o passo de tempo; u e v sdo as componentes da velocidade em x e y, respectivamente,
e Ax e Ay sdo as dimensdes da célula. Ele avalia, basicamente, o efeito advectivo, quando
calculado pelo MDF, que € esquema adotado pelo MVF para calculo do avancgo no tempo.

Normalmente, os algoritmos CFD exigem Cr < 1 como critério de estabilidade. No
entanto, o CFX utiliza uma solugdo com acoplamento pressdo-velocidade e iteragdes que
recalculam os coeficientes das equa¢fes num mesmo passo de tempo, 0 que permite uma
convergéncia adequada para valores maiores de Cr. Neste trabalho, foi adotado o critério de Cr

< 4 para os casos de maior amplitude de vibracdo e Cr < 10 para os demais. Como as
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velocidades em cada ponto ndo sdo conhecidas antes da simulacdo, esta condigdo deve ser
checada no pos-processamento de cada caso. Limitar o valor de Cr significa atrelar o passo de
tempo ao tamanho das células da malha e a velocidade do escoamento, ou seja, quanto mais
refinada a discretizacdo e/ou maior a velocidade, menor deve ser 0 passo de tempo definido.
Atendendo ao critério supracitado, o passo de tempo utilizado para o DUTO C foi At
= 7.10* s, cujo adimensional UAt/D méaximo corresponde a 0,025 e At = 1.107 s,
correspondendo a UAt/D < 0,052 para o DUTO D. As simulagdes foram mantidas pelo tempo
minimo necessario para atingir oscilacfes repetidas em ciclos iguais em cada valor de Ur

analisado.

5.2.3.2 Discretizagdo do dominio fluido

Foi utilizado o gerador de malha disponibilizado pelo préprio pacote ANSYS no
ambiente  Workbench, denominado ANSYS Meshing. As discretizacBes utilizadas em
escoamentos ao redor de cilindros podem ser classificadas, basicamente, em dois tipos: malhas
totalmente estruturadas e hibridas (Figura 45).
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Figura 45: Malha estruturada e hibrida para escoamentos externos a cilindros

Bl I
(a) malha totalmente estruturada

Nas estruturadas, todo o dominio é discretizado em elementos retangulares (ou
hexaédricos), que sdo dispostos em fileiras e colunas, mas podem variar de tamanho ao longo
do dominio. As malhas hibridas utilizam elementos retangulares na regido adjacente ao cilindro

e ao redor do dominio, com elementos triangulares (ou tetraédricos) na transicdo (Figura 46).
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Anédlises preliminares, realizadas no presente trabalho, revelaram que a malha hibrida
produz uma substancial reducdo de nimero de células, pois permite uma rapida transicdo entre
a regido refinada préxima ao tubo e a area ao redor, sem perda significativa de precisao.

Portanto, esta (Figura 46b) foi a adotada nas analises seguintes.

<RI VAVAYAVAVAVAVAY w A¥ivy
el AV, <]
F e R
R 1 PAVAvAYy v Vv A%
I 0 S i R P Vv v v e AV T A
ok R A AVavy v
K T vy
s R
oy T e A VAVAVANAW Y, o AP
R A A OCOO el K
B VYAV Yy, I SAva s TSV AV DA
B e T
S A R R A S OR
SRR TR e
B e Sk ».-,#EE};@&MN
L Y SRR
s iy SVYAViviv,
L ALV, vy
A ! A AVATAVLYAYava
O | AV A
Vavatiiiit : Sy, ey
i TAY
e X T
R s %
ag‘:‘?gssm% T e S R A “h'ﬁ%’q“"ﬁgggs
I R A LR
A A T RS A A A A A A
e e v g A AV P A T3 1
R R S RO B
D AW e e s
25 PR
T Aoy
] M
] ] Paraave
2 i
S i DAl -
(a) vista da regido ao redor do tubo (b) detalhe da malha adjacente ao tubo

T

igura 46: Malha adjacente ao tubo

A regido mais critica para a simulacdo é a proxima a parede do tubo, pois é nela que
se da o desenvolvimento da camada limite e onde ocorre o desprendimento dos vortices. Para
garantir precisdo e eficiéncia do modelo, o refinamento deve ser adequado para capturar 0s
efeitos na camada limite, impactando o minimo possivel no custo computacional.

A condicédo necessaria para a altura dos primeiros elementos a partir da parede do tubo
éy" <2 (secdo 3.3.2.3). O valor de y* depende do campo de escoamento e, consequentemente,
sO pode ser verificado no pds-processamento. Para evitar desperdicio de simulacGes e garantir
boa precisdo, neste trabalho foi objetivado y* < 1,5. Uma estimativa inicial pode ser obtida pela

teoria de placa plana:

y, = D y+\/ﬂ Re[13/14, (168)
onde y: é a altura e Re 0 numero de Reynolds para o0 comprimento caracteristico L, assumido
como igual ao didmetro D.

Apbs definida a altura da primeira camada de elementos, deve ser determinado o
comprimento deles. Para isso, adotou-se uma razao entre comprimento e altura igual a 20 e um

minimo de 100 divisdes circunferenciais. As demais camadas foram definidas por um aumento

em progressao geométrica com razdo que garantisse um minimo de 10 nds na camada limite.
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Na regido mais externa, os elementos foram definidos com tamanho aproximado de
0,1D. Para tal, foi necessaria uma camada intermediaria, que faz a transicdo entre elementos
com comprimento definido pelas divis6es circunferenciais para os elementos da regido externa
(Figura 47).

Figura 47: Transicdo entre camada limite e regido externa

Para o restante do dominio, onde ha apenas malha estruturada, foi aplicada uma
expansdo em direcdo aos contornos com razdo 1,08 (Figura 48). Proximo ao fundo, outro
refinamento foi aplicado, com o intuito de garantir boa precisdo da funcdo de parede, o0 que
exige y* < 300 (secédo 3.3.2.3).

Figura 48: Vista geral da malha com expansdo da malha até os contornos
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No total, foram necessérios cerca de 20 mil elementos, definidos por 30 mil nés, com
uma pequena variagao entre os dutos C e D e entre as diferentes velocidades, de acordo com o
atendimento aos critérios mencionados.

Vale ressaltar que a malha adotada tem refinamento suficiente para representacéo
adequada da esteira de vortices apenas na regido mais préxima ao duto (retangulo central da
Figura 48), onde o desenvolvimento das recirculagbes tem maior impacto para as forgas

exercidas no duto.

5.2.3.3 Condigdes de contorno e dimensdes do dominio

Como condiges de contorno, foram aplicados:
e Entrada: velocidade em x igual a velocidade média da corrente (u = U),
incrementada, gradualmente, desde Ur = 2 até a velocidade desejada.
e Saida: pressdo hidrostatica nula (p = 0).
e Topo: condicdo de deslizamento livre, ou seja, tensdo de parede nula (z = 0).

e Fundo: parede lisa com velocidade nula (u=0ev =0).

Para determinacdo das dimensdes minimas necessarias, um estudo independente foi
realizado, variando-se até o ponto em que os contornos influenciavam na frequéncia ou
intensidade do desprendimento de vortices, a partir de dimensdes utilizadas com sucesso por
diversos autores, entre eles: Bao et al (2016); Ong et al (2009); Stringer, Zang e Hillis (2014) e
Zhao e Cheng (2011). Ap6s diversas anélises, chegou-se as dimens@es otimizadas conforme
ilustrado na Figura 49.

Quanto a distancia do tubo ao fundo (e), foi selecionado o caso e = 8D para 0 DUTO
Cee=6D parao DUTO D. Os efeitos da gravidade puderam ser desprezados, pois o DUTO
C tem comportamento linear, conforme demonstrado na secao 4.2.2.1 para forca axial constate,
e 0 experimento do DUTO D foi realizado na vertical. Portanto, o esquema representado na
Figura 49 pdde ser utilizado para ambos 0s casos.

Embora o problema da metodologia simplificada seja, conceitualmente,
bidimensional, o software empregado permite apenas simulacdes tridimensionais. Sendo assim,
0 modelo 3D equivalente € definido por uma espessura de 0,1D e aplicacdo de condicdes de

simetria nas faces perpendiculares ao eixo y.
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Figura 49: Condi¢des de contorno e dimensbes do dominio

5.2.3.4 Modelo do sistema massa-mola-amortecedor (dominio estrutural)

O dominio estrutural, constituido pelo sistema massa-mola-amortecedor, foi modelado
no software ANSYS Mechanical v17, baseado no MEF. Embora o préprio ANSYS CFX tenha
recursos para definir regiGes correspondentes a corpos rigidos com apoios elasticos, o uso de
outro software se fez necessario para considerar massa IL diferente da massa CF, no caso do
DUTO C, e mola n&o linear, no caso do DUTO D.

A parede do tubo foi discretizada com elementos do tipo SHELL 181, cuja Gnica fungéo
é gerar superficies e nos para a transferéncia de carga entre os softwares. O numero de divisdes
circunferenciais € igual a metade do aplicado no dominio fluido. Todos esses nds foram
acoplados a um no central, onde foi definido o elemento MASS21, que permite definicdo de
massas diferentes para as direcdes x e z, conforme requerido pelo método em questdo. Esse
elemento foi implementado via comandos manuais na linguagem propria do ANSYS (APDL —
Ansys Parametric Design Language).

Para o caso do DUTO C, as molas foram representadas pelo elemento mola-
amortecedor linear COMBIN14 (Figura 50), definidos com comprimentos muito grandes, cerca
de 300D, para evitar que os deslocamentos interfiram na direcdo da forca aplicada. As molas

foram fixadas numa ponta e acopladas ao né central na outra.
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= ¥
Figura 50: Modelo estrutural com mola-amortecedores IL e CF e parede do tubo (DUTO C)

J& no caso do DUTO D (Figura 51), o elemento COMBIN14 foi empregado para
representar o efeito de amortecimento e 0 COMBIN39 para o comportamento elastico ndo
linear. A mola foi definida com um comprimento inicial muito pequeno (0,1 mm), para ndo

invalidar a curva g X &q, conforme observado na secéo 4.2.2.2.

no
central

ponto de
fixacdo

Figura 51: Modelo estrutural com mola, amortecedor e parede do tubo (DUTO D)

A opcédo de calculo ndo linear geométrico foi habilitada (comando “NLGEOM,ON”)

e 0 passo de tempo foi definido como 0 mesmo do dominio fluido (CFX).
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5.2.4 Resultados

Os resultados séo analisados, primeiramente, quanto ao aspecto qualitativo esperado
para o comportamento do fluido, conforme observagdes experimentais citadas na sec¢éo 2.3.1.
Na etapa seguinte, as respostas de amplitude e frequéncia de vibracdo obtidas numericamente

sdo comparadas com os dados experimentais disponiveis.

5.2.4.1 Andlise qualitativa

Foram gerados graficos dos campos de vorticidade para ambos os dutos em tempos
diferentes de simulagdo com a opgdo “Velocity.Invariant Q”, fornecida pelo ANSYS CFX,
especificando-se uma escala logaritmica com valores limitados de 1 a 10.000. Devido a
limitacdo da malha adotada, conforme comentado na se¢do 5.2.3.2, apenas o0s vortices mais
proximos ao tubo podem ser, efetivamente, considerados.

O desprendimento de vortices do DUTO C para Ur = 3,0 (Figura 52a) ocorre,
praticamente, de maneira simultanea em ambos os lados, ndo havendo a alternancia necessaria
para que ocorra oscilagdo transversal a direcdo do escoamento (CF). Portanto, pode-se presumir
que, nesta velocidade, hé oscilacédo significativa apenas na direcéo IL. Ja para Ur = 5,6 (Figura
52b), pode-se observar vortices gerados alternadamente e o desalinhamento das recirculacdes

na esteira, o que é caracteristico do modo 2P (secdo 2.3.1.1).

t t+0,07s t+0,14s
e ..\\ / X Q ;/,’""F 4 O / "._‘ 9 //} C
. /,/I ‘ N4 - > N (
=g L Tt - pS f_,
(8.) Ur=3,0
t t+0,07s t+0,14s
- A
- " .
/ ) f .
k o Nt y /\_/ ¢
(b) Ug = 5,6

Figura 52: Campos de vorticidade na esteira de vortices (DUTO C) para tempos consecutivos
espacgados de 0,07 segundo
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Quanto ao DUTO D, comportamentos semelhantes sdo observados a partir da Figura
53, porém, para velocidades reduzidas Ur diferentes.

t t+0,1s t+0,2s

(b) Ur=5,0

Figura 53: Campos de vorticidade na esteira de vortices (DUTO D) para tempos consecutivos
espagados de 0,1 segundo.

Conforme esperado para os valores, relativamente, baixos de Reynolds aplicados (Re
< 10.000), a andlise da energia cinética turbulenta k apresentou valores muito pequenos em todo

0 dominio, com pontos de mé&ximos ocorrendo proximo a camada limite (Figura 54).

() DUTOC-Ur=5,0 (b)) DUTOD-Ur=8,0
Figura 54: Energia cinética turbulenta, k.

Os valores do nimero de Courant permaneceram dentro do limite desejado (Figura

55), conforme critério estabelecido na se¢do 5.2.3.2.
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i,
(@ DUTOC-Ur=5,0 (b)) DUTOD - Ur=8,0
Figura 55: Nimero de Courant, Cr.

Para verificar se a malha adotada préxima a parede do duto atende aos requisitos
necessarios para uma boa representagdo da camada limite, o grafico com velocidades
resultantes préximas ao tubo foi analisado (Figura 56). Observa-se que a camada com gradiente
intenso de velocidades (com répida variagdo de cores extremas) na direcdo normal a superficie
do tubo esta completamente compreendida na regido com elementos retangulares em expansao

gradual.
Velocity t+0,07s t+0,14s
Comgngg
0.27
024
0.21
0.18
0.15
0.12
0.09
0.06
0.03 ;
0.00 :
[ms*-1] () DUTOC-Ur=56
Lo, t+0,1s
0.60
0.54
0.48
0.42
0.36
0.30
0.24
0.18
0.12
0.06 - ]
0.00 o - B
[m sa-1] (b) DUTOD - Ur=8,0

Figura 56: Velocidade resultante préxima aos dutos C e D em diferentes passos de tempo.
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O movimento do tubo no plano, plotado pelas posi¢des x e z em diversos passos de
tempo, € apresentado na Figura 57. Conforme observado em diversos trabalhos experimentais
disponiveis na literatura (secdo 2.3.1.2), foi constatado um nitido tragado no formato de “8”
para Ur = 5,6 (Figura 57b). No entanto, para Ur = 5,0 (Figura 57a), o tragado ndo se estabilizou,
0 que indica uma zona de transicdo do initial branch para upper branch.

0.8
(a) (@)
~ N 0
-0.1 0.1 -0.1 0.1
-0.8
x/D x/D
(2) DUTO C— Ug =5,0 (b)) DUTOC—Ur =56

Figura 57: Deslocamento IL (em x) e CF (em z) divididos pelo diametro D do DUTO C.

Quanto ao DUTO D, o movimento no plano para Ur > 5,0 se configura em formato de

“C” ou “8” distorcido (Figura 58b). Para velocidades menores, ndo se observa um formato bem
definido (Figura 58a).

0.4 0.4
a) a)
-0.04 0.04 -0.04 0.04
-04 -04
x/D x/D
() DUTOD - Ur=4,0 (b)) DUTOD - Ugr=5,0

Figura 58: Deslocamento IL (em x) e CF (em z) divididos pelo didmetro D do DUTO D.
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5.2.4.2 Analise quantitativa

Foram analisadas as respostas de amplitude, representada pela raiz da média quadrética
(RMS) dividida pelo diametro (Ams/D), e da frequéncia de vibracdo CF (fcr) para diferentes
velocidades reduzidas Ur. Os resultados obtidos por CFD com o modelo 2D equivalente da
metodologia proposta no presente trabalho foram comparados com:
e dados experimentais de Li et al (2011) e Tsahalis e Jones (1981);
e modelo empirico da DNV-RP-F105; e
e modelos semi-empiricos de oscilador “Milan” e “Iwan ¢ Blevins” disponibilizados
pelo software OrcaFlex e baseados nos trabalhos de Falco et al (1999) e Iwan e
Blevins (1974).

Para o DUTO C, os resultados numéricos de amplitude apresentaram proximidade aos
experimentais (Figura 59), exceto para Ur = 5,00, onde o valor ¢ muito maior, e Ur > 15, quando
0 segundo modo de vibracdo é excitado, o que nao pode ser representado pela simplificacdo
proposta, conforme mencionado na se¢do 4.2. Entretanto, a resposta obtida tem precisdo muito

superior aos demais métodos comparados, que possuem conservadorismo extremamente

elevado.
15
1
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<
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Ug
Exp. (LI etal, 2011) CFD
DNV OrcaFlex - lvan e Blevins

—— OrcaFlex - Milan

Figura 59: Resposta de amplitude CF (cross-flow) com média RMS dividida pelo didmetro (Ams/D)
versus velocidade reduzida Ug calculada por diferentes métodos (DUTO C).
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Quanto a resposta de frequéncia (Figura 60), os resultados numéricos sofreram um
desvio em relacdo aos experimentais na faixa 6 < Ur < 14, tendendo a acompanhar a Lei de
Strouhal. Na regido de maior amplitude de vibracéo, a resposta numérica mantém a razao fce/fn
préximaa 1, o que é compativel com as observacdes de outros experimentos, caracterizando o
fendmeno lock-in. Um aspecto semelhante ocorre com o modelo de oscilador de Ivan e Blevins
(OrcaFlex). O outro modelo oscilador testado (Milan), produziu os resultados de frequéncia

mais proximos aos experimentais.

4

3 7 B

. ) L ae-

0

2 4 6 8 10 12 14 16
Ug
--o-- Exp. (LI etal, 2011) CFD
Lei de Strouhal OrcaFlex - lvan e Blevins

—— OrcaFlex - Milan

Figura 60: Resposta da frequéncia CF (cross-flow) dividida pela natural (fce/fn) versus velocidade
reduzida Ur calculada por diferentes métodos (DUTO C).

Para 0 DUTO D, os resultados da metodologia proposta apresentaram proximidade
aos experimentais para Ur < 8 (Figura 61). Ja em velocidades maiores (Ur > 8), as amplitudes
calculadas se distanciam, progressivamente, dos dados experimentais, com valores superiores.
O modelo de oscilador Milan, disponibilizado pelo software OrcaFlex, forneceu resultados
similares aos do CFD, exceto na regido 3 < Ur < 7, onde foram mais conservadores e para Ur
> 10 onde ocorreu, em menor intensidade, o contrario. Ja 0 modelo de oscilador Iwan e Blevins
(1974), do mesmo software, tem amplitudes muito proximas ao anterior para Ur < 8 e resposta
praticamente nula no restante do dominio. O modelo de resposta da DNV apresentou um
espectro bastante inadequado, majorando as amplitudes na regido de Ur < 10 e subestimando

no restante.
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Figura 61: Resposta de amplitude CF (cross-flow) com média RMS dividida pelo didmetro (Ams/D)
versus velocidade reduzida Ug calculada por diferentes métodos (DUTO D).

Portanto, quanto a resposta de amplitude de oscilacdo, a metodologia proposta foi a
que apresentou melhor resposta geral, mantendo resultados conservadores na regido de maior
erro (Ur > 8) e acompanhando os resultados experimentais no restante do dominio.

A frequéncia de resposta obtida pelo método proposto para 0 DUTO D (Figura 62)
tende a acompanhar a Lei de Strouhal, assim como no DUTO C, enquanto os métodos semi-
empiricos apresentaram valores crescentes até Ur = 6 e decrescente no restante da faixa de teste.
Sendo assim, nenhum dos métodos avaliados forneceu resultados de fcr/f, proximos aos
experimentais. No entanto, 0 método proposto apresentou o comportamento que mais se
assemelha ao experimental, com valor de fce linearmente crescente.

As divergéncias de valores absolutos, em relacdo ao experimento, calculados pelo
método proposto (modelo CFD 2D) e os semi-empiricos (OrcaFlex) podem ser explicadas, ao
menos parcialmente, pela dificuldade relacionada a falta de informag&o mais detalhada sobre o
ajuste realizado por Tsahalis e Jones (1981) nas extremidades do duto, conforme mencionado
na secdo 5.2.1. Noi foi possivel avaliar os resultados IL, pois ambas as referéncias

experimentais ndo forneceram dados para essa diregéo.
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Figura 62: Resposta da frequéncia CF (cross-flow) dividida pela natural (fce/fn) versus velocidade
reduzida Ur calculada por diferentes métodos (DUTO D)

Quanto ao custo computacional, em média, foram consumidas 4,8 horas de
processamento® para cada segundo de escoamento, o que corresponde a 0,21 segundos de
escoamento obtidos por hora de processamento. Uma simulacdo completa, abrangendo toda a
faixa de velocidades reduzidas Ugr, requer, no minimo, 60 segundos de escoamento,
consumindo 288 horas (12 dias) computacionais. Ou seja, para obter a resposta de cada
velocidade reduzida, o tempo de processamento necessario é de, aproximadamente, 24 horas.
Vale ressaltar que a utilizacdo de computadores de alto desempenho (12 ou mais nlcleos de
processamento), que sdo acessiveis para empresas de engenharia em O&G, pode reduzir,

substancialmente, este tempo.

8 Foi configurado processamento paralelo com 6 particdes. As principais configuraces do computador utilizado
sdo: processador Intel i7-3770K @ 3,5 GHz; 24 GB de meméria RAM DDR3 1600 Corsair Vengeance; placa mae
ASUS P8HT77-V LE; HD SSD 60GB OCZ Agility 3 Sata Il + HD 1,0TB Caviar Green WD10EARX.
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6 CONCLUSAO

Devido a irregularidades frequentes no leito marinho, a instalacdo de dutos submarinos
ocasiona trechos em véo livre, onde ndo ha contato com o solo e os efeitos de carregamentos
estaticos e dindmicos tornam-se mais acentuados. De acordo com as condi¢Ges ambientais, as
propriedades do tubo e do fluido interno, 0 méaximo comprimento de vao livre admissivel
(MAFSL) deve ser estabelecido, com base em critérios da norma escolhida. Vdos com
comprimentos maiores que o MAFSL devem receber medidas mitigadoras, como apoios
intermediarios e supressores de vartices, 0 que acarreta em substancial aumento de custos, tendo

em vista a dificuldade para qualquer operagéo offshore.

6.1 CONCLUSOES SOBRE A ANALISE ESTATICA

A norma mais adotada, internacionalmente, para avaliacdo de vaos livres em dutos
submarinos ¢ a DNV-RP-F105, que apresenta formulacdes para obtencdo de diversos
parametros estruturais do vdo em regime estatico ou quasi-estatico. Estas formulacdes,
necessitam, previamente, do valor da forca efetiva Serr, que, normalmente, é obtido por anélise
em ferramentas comerciais baseadas em MEF. Este procedimento demanda um tempo
consideravel de engenharia, sendo necessaria mesmo em analises preliminares.

O arqueamento (deslocamento vertical) do duto em vao livre causa, como efeito de
segunda ordem, o aumento da forca axial, cujo equacionamento torna inviavel uma solucéo
analitica exata da equacao de vigas. Por este motivo, até 0 momento, ndo se tem conhecimento

de uma metodologia direta e precisa para obtencdo do valor de Se.

1. Para contornar a dificuldade imposta pelo problema, este trabalho apresenta uma
solucéo do sistema de equacfes em questdo com aproximacgdo por meio de uma
funcéo de 4° grau, que atende aos requisitos necessarios para representar a flecha
ao longo do duto. Forgando-se uma distribui¢do do erro ao longo do comprimento,
num procedimento semelhante ao dos residuos ponderados do MEF, foi possivel obter
uma solucgdo direta para o problema, em condi¢cdo de duto bi-rotulado ou bi-
engastado, envolvendo a definicdo de dois parametros, C; e Cg, complementares aos
existentes na norma DNV-RP-F105 (C; a Cs).



138

2. Nos dois casos distintos analisados, comparando-se com o0s resultados obtidos
numericamente, constatou-se precisdo satisfatoria dentro de limites pré-
estabelecidos de &/D < 12 e L/§ > 16, perfeitamente compativeis com as condi¢Bes
praticas da grande maioria dos vaos livres em projetos de dutos submarinos. Os valores

calculados apresentaram divergéncia maxima de 6% em relacdo aos huméricos.

3. Com auxilio da metodologia desenvolvida, as formulagdes simplificadas da DNV-
RP-F105 puderam ser aplicadas, fechando um ciclo completo de anélise estatica e

dispensando o uso de ferramentas baseadas no MEF.

4. As formulacdes da referida norma também apresentaram resultados muito
préximos aos numéricos, mantendo divergéncias semelhantes, exceto pelo momento
maximo para duto bi-engastado, que precisou ser substituido pelo calculado com a
solucdo analitica da equacdo de viga baseada no Seff ja conhecido, ou seja, previamente

obtido pela formulacao proposta.

6.2 CONCLUSOES SOBRE A PREVISAO DE RESPOSTA DINAMICA POR VIV

Na segunda etapa, o trabalho teve como objetivo a previsao da resposta dinamica por
VIV, fundamental para avaliacdo de dano por fadiga, além de acentuar as tens@es oriundas do
equilibrio estatico. Devido a complexidade do fenémeno envolvido, as metodologias existentes
mais utilizadas apresentam pouca precisdo. Particularmente, 0 modelo de resposta proposto pela
DNV agrega um grau elevado de conservadorismo. Analises numéricas em CFD tém mostrado
resultados promissores, no entanto, a aplicacdo para o problema tridimensional em questéo

demanda um custo computacional proibitivo para seu emprego pratico em projetos.

5. Neste contexto, foi proposta a conversao do problema tridimensional original num
modelo bidimensional equivalente, que atenda as necessidades minimas para
correlacdo de pardmetros. Dois casos distintos foram abordados: duto com forca axial
constante, comum em experimentos de laboratorio; e duto com extremidades fixas,
normalmente, mais semelhante as condi¢des de dutos submarinos. No primeiro caso,
concluiu-se que um sistema massa-mola-amortecedor linear com molas iguais e

massas diferentes para dire¢cdo IL e CF é capaz de representar, teoricamente, 0
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comportamento estrutural do duto. J& no segundo caso, observou-se que o duto,
quando submetido a uma carga lateral, comporta-se como uma mola ndo linear, cujo

valor de rigidez aumenta com o deslocamento sofrido.

A variacéo da rigidez equivalente com o deslocamento causa um impacto na dindmica
do duto, fazendo com que a frequéncia natural aumente com a amplitude de
oscilacéo, efeito que ndo é mencionado na referida norma. Portanto, neste caso, foi
necessario a utilizacdo de uma mola ndo linear, cuja curva forca versus
deslocamento pode ser obtida através da formulacdo proposta na primeira parte deste
trabalho.

Entdo, a metodologia proposta para previsdo de resposta de amplitude em VIV foi
comparada com dados de dois experimentos encontrados na literatura, sendo um
para cada caso distinto (forca constante e extremidade fixa). Os resultados obtidos
apresentaram boa correlacdo com os experimentais para a maior parte da faixa
de valores de Ur. Embora mesmo ndo fornecendo resultados muito precisos, a
metodologia se mostrou a melhor opgdo entre as comparadas nesta pesquisa,

apresentando, sempre, resultados menos conservadores ou ndo subestimados.

Quanto ao custo computacional, foi possivel reduzir a ordem de grandeza do tempo
de processamento de semanas, requeridas por analises CFD tridimensionais, para

dias, o que viabiliza sua utilizacdo em projetos.

A equacdo desenvolvida para calculo da forca axial tem potencial para emprego em
outros casos de membros estruturais muito esbeltos, quando o efeito de segunda

ordem ¢ significativo.

O conceito proposto de modelo CFD bidimensional equivalente também pode ser
aplicado em outras situacfes com caracteristicas semelhantes, como jumpers,

risers e segmentos de tubos em equipamentos subsea.
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6.3 SUGESTOES PARA TRABALHOS FUTUROS

Devido a diversidade de tdpicos e disciplinas abordados no presente trabalho, um
numero significativo de desdobramentos pode ser desenvolvido, com o intuito de corroborar,

aperfeigoar ou dar continuidade aos produtos obtidos.

1. Sugere-se que a formulacdo desenvolvida na primeira parte seja aprimorada para
incluir o efeito da interacao solo-duto, representado como apoios nas extremidades do
tubo.

2. Ressalta-se também a caréncia de trabalhos que abordem a influéncia da amplitude de
vibracdo na frequéncia natural, o que ocorre como efeito de segunda ordem. Esta ndo
linearidade pode interferir, significativamente, na previséo da resposta dindmica de
VIV.

3. Quanto ao modelo para previsao de VIV equivalente em 2D, devem ser realizadas
comparagGes com mais experimentos, variando-se condigdes como a razdo de
comprimento L/D e a razdo de folga até o fundo e/D, a fim de confirmar a

confiabilidade do método proposto para aplicacdo em projetos.

4. Adicionalmente, sdo sugeridos estudos experimentais de VIV em modelos com
condi¢cbes mais proximas as de dutos submarinos, como o engastamento das

extremidades e valores de Re mais elevados.
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